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第 1 章 序 論 
 

1.1 研究背景 

 炭素繊維強化プラスチック（CFRP）は金属材料に比べ比強度，比剛性が高いため，

航空宇宙機の機体構造に適用され，軽量化による性能向上に大きく貢献している．

Fig.1.1-1，Fig.1.1-2 に示すように打上げロケットにおいても衛星フェアリングや段間

結合構造，固体ロケットモータケースなどの構造体に既に多く適用されている[1-4]．

しかし，液体ロケットの機体構造の大部分を占める推進薬タンクは未だ金属製が主であ

り CFRP タンクの実用化事例は少なく，軽量化による打上げ能力向上のため実用化が

強く期待されている．CFRP は強度・剛性が金属より大きな炭素繊維を樹脂で固めた材

料であり，樹脂硬化前のシート状の素材を積層し加熱・加圧する等の方法で成形され，

炭素繊維の配向により異方性を有する材料である[1]．液体ロケットの推進薬は液体酸

素（沸点－183℃），液体水素（同－253℃）などの極低温液体であることが多い．CFRP

の樹脂は炭素繊維に比べ線膨張率が大きいため極低温に冷却されると樹脂内に高い引

張熱応力が生じるため低い応力負荷でマイクロクラックが発生し[5]，積層されている

各層に生じたマイクロクラックが板厚方向につながると推進薬が漏洩する等の課題が

あるため[6]，CFRP 製ロケットタンクの実用化は一般構造に比べ遅れている．極低温

での推進薬漏洩対策に関しては，樹脂ライナーの適用や CFRP 各層の薄層化の研究が

進められ，有効性が確認されている[5,7-9]．なお薄層化は，荷重方向に直交する層内に

微小なクラックが生じたときのエネルギ解放率が，層厚さが薄いほど小さくなるためク

ラックが進展しづらいことによる効果[10]に基づく対策である． 

 ロケットタンクは飛行時に圧縮荷重と引張荷重が負荷される[11]．本研究では，複合

材極低温タンク実現のための課題の内，軸圧縮荷重に耐荷する円筒壁仕様に着目する．

ロケットタンクは外荷重に耐える主構造を兼ねるインテグラルタンクとすることで軽

量化を実現している．外壁は軸圧縮荷重に耐えるよう座屈強度確保のため曲げ剛性の高

い仕様とする必要があり，金属タンクでは Fig.1.1-3 に示すような板材の機械加工によ

るアイソグリッド構造等が適用されている[12]．これに対し積層成形する CFRP の場

合，サンドイッチパネル構造とするのが，製造上及び性能上有益である[13]．サンドイ

ッチパネルではコア材にハニカムが使われることが多いが，製造欠陥や運用時損傷で機

体外部との間にリークパスが生じると，Fig.1.1-4 に示すようにセル内の空気が推進薬

の極低温により液化し気圧が低下し，更に外部の空気を吸い込むクライオポンプ現象が

生じる．打上げ中止などで推進薬を排出し常温に戻るとき，液化した空気が気化しセル
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内の気圧が急激に上昇し，ハニカムとフェース材を剥離させてしまうリスクがある．

NASA の再使用型打上げ機プログラム X-33 の極低温複合材タンク開発にて実際に発生

したクライオポンプによる破壊事例[14,15]を Fig.1.1-5 に示す．このようにクライオポ

ンプによるリスクの排除は CFRP 極低温タンクの実現のために解決すべき非常に重要

な課題である． 

 クライオポンプ対策としてハニカムコア内の空気を抜く方策が考えられ，セル間に穴

を開けサンドイッチパネルにポートを設け真空引きする方法が提案されている[13]．但

し，この方法はサンドイッチパネルのポートから真空引きするためのポンプシステムを

機体に設ける必要があり，機体システムを複雑化させるデメリットがある．従って，ハ

ニカムの場合に存在する上記クライオポンプによるリスクを，シンプルな機体システム

により解決できれば，CFRP 極低温ロケットタンクの実現に大きく貢献することとなる． 

 

 

 

 

 

 

Fig 1.1-1  Falcon 9 Interstage [3] 
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Fig.1.1-2  H3 launch vehicle payload fairing [4] 

 

 

 

 

Fg.1.1-3  Isogrid structure [12] 
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Fig.1.1-4  Cryopump phenomenon in a honeycomb sandwich cryogenic tank wall 

 

 

 

 

 

 

 

Fig.1.1-5 Honeycomb sandwich failure at X-33 cryogenic composite tank development [14] 
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1.2 研究目的 

 上記のハニカムコアにて生じるクライオポンプによるリスクに対し，著者はコア材に

独立気泡の発泡材を用い極低温となる内壁に空気を接触させずクライオポンプによる

リスクを排除する独自の新規コンセプトを提案する．前記のハニカムコア内の空気をポ

ートから抜く方策は外部に真空引きのためのシステムを設ける必要があり複雑さが増

すデメリットがあるが，本提案のコンセプトであればその必要が無くシンプルさにおい

て優位性があり．機体システムへの適用性の観点から実現性に優れる． 

本研究にて CFRP 極低温タンクのサンドイッチパネルのコア材に独立気泡の発泡材

を適用するコンセプトについて，実際の材料を用いて実験を行い機械的特性を把握し，

また実機を模擬した有限要素解析を行うことで，実現性の有無を明らかにすることを目

的とする．上記の通り本研究はクライオポンプによるリスクをシンプルな方策で排除す

る CFRP 極低温タンクの実現に向けて大きく貢献する有益な研究である． 

 

1.3 他研究の状況 

サンドイッチ構造に関する最近の研究としては[16,17]，各種のコア材に関する研究

が実施されており，Yuan らはトラスコアに関する Fig.1.1-6 に示す 4 種のトラス形状に

よる強度特性の比較を行い Kagome 形態が最も軽量となることを示している[18]．Liu

らは CFRP 製トラスコアロッドの強度と剛性が，常温からガラス転移点に向けて急激

に低下するデータを取得している[19]．また，コア材として生物の形態からヒントを得

た Fig.1.1-7 に示す二方向コルゲートコアが考案され，従来の一方向コルゲートコアに

比べ面外力に対するエネルギー吸収性能が大きく向上する研究結果が報告されている

[20]．発泡材コアに関しては，Z ピンと呼ばれる金属製や CFRP 製のピンを,フェース

間をつなぐようにコア内に設置して補強する研究にて，面外に圧縮され破壊が進行する

量に応じて両フェース材間の電気抵抗が増加することが示され，電気抵抗により破壊の

程度を観測できることが示された[21]．また，Baba は機能傾斜材料としてコア密度を

板厚方向に傾斜させることで衝撃に対する吸収エネルギの質量効率が向上することを

実験的に示した[22]．サンドイッチ構造の実験技術に関する研究では，破壊部分の計測

に高速赤外線サーモグラフィーを適用する研究がなされ，破壊時の温度上昇と破壊靭性

を定量的に結び付けられる可能性が示された[23]．サンドイッチ構造の機能性に関する

研究では，音響透過損失に関する研究が Hambric らによって行われ，ハニカムサンド

イッチパネルを二層にし間に空気層を設けることで効率的に音響減衰効果が得られる

ことが示されている[24]．CFRP サンドイッチ構造による円筒及び円錐の座屈解析に関
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する研究が Bolton によりなされ，初期形状不整の影響が円筒単独及び円錐単独に比べ

円筒-円錐結合構造では小さくなることが示されている[50]． 

CFRP 発泡コアサンドイッチの常温での特性に関する研究としては，船舶構造への適

用を想定した衝撃後圧縮強度に関する研究[25]や，発泡コア内に発生したき裂の進展抑

制を目的とした研究[26]などが報告されている．また低温環境下における発泡材サンド

イッチ構造の特性に関する既存の研究では，発泡材を極低温容器の断熱材として使用す

る目的での研究にて，発泡材のみの断熱材に比べより低密度の発泡材をコアにしたサン

ドイッチ構造の断熱材とすることにより，断熱性能が 3 割向上したことが報告されてい

る[27]．また極海域船への適用を想定した低温（－70℃）でのサンドイッチ板の衝撃損

傷に関する研究にて，常温に比べ低温では貫通エネルギが低下し，同じ衝突エネルギで

のフェース材とコアの剥離面積が低温で格段に大きくなることが報告されている[31]．

これらの様な発表はあるが，本研究にて取扱う極低温にて荷重を担う主構造材の一部と

して使用するための機械的特性に関する研究例はみあたらない． 

極低温タンクと発泡材に関する研究では断熱材として発泡材を使用したときのクラ

イオポンプ現象に関する研究[28]や，フェース材とコア材との接合強度に関するハニカ

ムと発泡材の比較に関する研究[29][30]はあるが，本研究にて取扱う発泡材を用いた極

低温での主構造強度を評価する研究例はみあたらない． 

従って，独立気泡発泡コア CFRP サンドイッチ構造についてその極低温環境下にお

ける機械的特性を明らかにする本研究は独自性があり，シンプルな構成での複合材極低

温タンクの実現性を明らかにするのみならず工学的に意義がある研究である．なお，本

研究では極低温タンクの実現に向けて CFRP 発泡コアサンドイッチ構造の極低温での

機械的特性についての研究を行うが，実用化に向けては上記の他研究にて常温等で実施

されている衝撃損傷や衝撃後圧縮強度，き裂進展等についても注意を要する． 
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Fig.1.1-6  Sandwich panel truss core configurations[18] 
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Fig.1.1-7  Bio-inspired bi-directionally sinusoidal corrugated sandwich structure [20] 

 

 

 

 

 

1.4 本論文の構成 

 本論文では第 2 章にて航空宇宙機の CFRP サンドイッチ用に適用事例の多い発泡材を

用いて常温における試験結果を示したのち極低温試験の結果を示し，比較評価を行う．

各温度の試験はともにコア材圧縮試験，コア材引張試験，サンドイッチ板面外引張試験，

サンドイッチ板面内圧縮試験からなる．コア材圧縮試験・引張試験ではコア材単独での

基本的な機械的特性を把握する．サンドイッチ板面外引張試験では CFRP フェースと

コア材の接合強度を把握し，接合方法を設定する．そして最後に，本研究における着目

点であるタンク円筒壁に軸圧縮荷重が負荷されたときの耐荷性能を把握するため，サン

ドイッチ板面内圧縮試験を実施し，強度を把握する． 

 元来タンク外壁には内圧によりタンクの長手方向および円周方向に引張応力が作用

し，引張外荷重によっても長手方向の引張応力が作用する．発泡材は一般的に CFRP に

比べ線膨張率が大きいためサンドイッチパネル形態で極低温に冷却するとコア内に引

張応力が生じ，これが前記の内圧や引張外荷重による応力に追加される．これにより極

低温タンクではコア材は引張に対し厳しい負荷状態となり，極低温における引張耐荷性

の評価が CFRP 発泡コアサンドイッチ極低温タンク実現のための重要課題の一つであ
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る．第 3 章では CFRP サンドイッチ構造における発泡コア材の極低温における引張特

性の評価を目的とする．各種発泡材の線膨張率の計測，極低温での引張試験による破断

ひずみの把握を行い比較評価する．さらにサンドイッチパネル供試体を製作して極低温

での引張試験を実施し，コアが破断するときのひずみを把握するとともに当該供試体形

態での有限要素解析を実施して試験結果の評価を実施する． 

 第 4 章では，まず第 2 章で実施したサンドイッチ板の面内圧縮試験の結果を有限要

素法による座屈解析により再現する．これにより試験にて検証された解析モデルを拡張

する形で実際のロケットタンクのサイズの円筒部モデルを作成し，座屈解析を行う．こ

の結果により実際のサイズのタンクの強度を求め評価を行う． 

 第 2 章でサンドイッチ板の面内圧縮強度を実験的に把握し，第 3 章でサンドイッチ

板の面内引張にて標定となる発泡コアの耐荷特性を実験的に把握し，第 4 章で第 2 章

にて得られた面内圧縮に関する実験結果を有限要素解析で再現したのち実機大タンク

の解析に拡張する流れとなっている． 

 第 5 章では本研究により得られた結論を述べ，今後の課題についても言及する． 
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第 2 章 CFRP 発泡コアサンドイッチ構造の極低温における 
機械的特性 

 

2.1 緒言 

 第 2 章では航空宇宙機のサンドイッチ構造用として実績のある発泡材を用いて，常温

及び極低温での基本的な機械的特性を取得し比較を行い，極低温での特性の常温特性と

の違いを把握する．そして CFRP サンドイッチ試験片としたときの常温及び極低温で

の機械的特性を取得し比較を行い，違いを把握する．それらに基づき CFRP 発泡コアサ

ンドイッチ極低温タンクの実現性を評価する． 

 第 2 章の構成は常温における試験結果を示したのち極低温試験の結果を示し，比較評

価を行う．各温度の試験はともにコア材圧縮試験，コア材引張試験，サンドイッチ板面

外引張試験，サンドイッチ板面内圧縮試験からなる．コア材圧縮試験・引張試験ではコ

ア材単独での基本的な機械的特性を把握する．サンドイッチ板面外引張試験では CFRP

フェースとコア材の接合強度を把握し接合方法を設定する．サンドイッチ板面内圧縮試

験では本研究にて主たる評価目的としているタンク円筒壁に適用したときに負荷され

る機軸圧縮荷重への耐荷性能として，強度を把握する． 

 

2.2 常温試験 

独立気泡の発泡コア材は，発泡材として高い強度・剛性特性によりロケットや航空機

の主構造サンドイッチのコア材として多くの適用実績のある Evonik 社の PMI

（polymethacrylimide）フォームである Rohacell とした[32]．Fig.2.2-1 に適用事例とし

て Boeing 社の Delta 4 ロケット構造部品を示す．グレードは 110WF とした．カタログ

上の強度・剛性値を Table 2.2-1 に示す[33]．Rohacell 110WF の外観を Fig.2.2-2 に示

す． 

  



- 13 - 

 

Fig.2.2-1 Rohacell foam application : Boeing’s Delta 4 launch vehicle [32] 

 

 

 

 

 

Table 2.2-1  Material properties of Rohacell 110WF [33] 
 

Density 
(kg/m3) 

Tensile 
strength 
(MPa) 

Compressive 
strength 
(MPa) 

Elastic  
modulus 
(MPa) 

110 3.7 3.6 180 

(Catalogue values) 
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2.2.1 コア材圧縮試験 

 コア材の基本的な特性として圧縮強度及び弾性率を把握するため Rohacell 110WF 単

体について，ASTM D1621 に基づき板素材の面外方向への圧縮試験を行った．試験片

は 3 個とし，試験機は島津製作所製 AG-100kNE を使用した．Fig.2.2-2 に試験片を．

Fig.2.2-3 に試験片形状を，Fig.2.2-4 に試験状況を示す．なお，以降図表中「常温」を

RT と記す． 

 試験結果として荷重-ストローク線図を Fig.2.2-5 に，荷重最大値から算出した圧縮強

度と，荷重-変位線図の傾き直線部から算出した圧縮弾性率を Table 2.2-2 に示す．試験

後の試験片を Fig.2.2-6 に示す． 

 

 

 

 

Fig.2.2-2 Rohacell 110WF compression test specimen 
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Fig.2.2-3 Dimensions of compression test specimen 

 

 

 

Fig.2.2-4  Overview of foam compression test (RT) 
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Fig.2.2-5 Load - stroke curve of foam compression test (RT) 

 

 

 

Fig.2.2-6  Test specimen after compression test (RT) 

 

 

 

Table 2.2-2  Foam compression test results (RT) 

Specimen No.1 No.2 No.3 

Compressive strength 

(MPa) 
2.36 2.39 2.42 

Elastic modulus 

(MPa) 
80.8 84.0 83.1 

 

Before After 
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2.2.2 コア材引張試験 

 コア材の基本的な特性として引張強度を把握するため Rohacell 110WF 単体につき引

張試験を行った．ASTM D638 に基づく試験片形状を Fig.2.2-7 に示す．当初，通常の

材料引張試験と同様に手動ネジ式平面形つかみ具を用いて試験片をチャックし常温及

び極低温で試験を実施したが，極低温試験にてチャック部が試験片との間で滑り荷重を

負荷できない事象が生じた．対策として Fig.2.2-8 に示す通り試験片の幅広部に板厚

1.0mm，サイズ 20mm×50mm のアルミ製タブを二液式エポキシ接着剤 EA9377 で接

着し，負荷治具とピン結合して荷重負荷した．試験片は 3 個とし，試験機は島津製作所

製 AG-100kNE を使用した．Fig.2.2-8 に試験状況を，Fig.2.2-10 に試験後の試験片を示

す．試験結果として破断時の荷重最大値から算出した引張強度を Table 2.2-3 に示す． 

 

 

 

 

Fig.2.2-7  Dimensions of tensile test specimen 
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Fig.2.2-8  Load tabs glued to the tensile test specimen 

 

 

 

 

Fig.2.2-9  Setup of foam tensile test (RT) 
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Fig.2.2-10 Test specimens after tensile test (RT) 

 

 

 

 

 

  

Table 2.2-3  Foam tensile test results (RT) 

Specimen No.1 No.2 No.3 

Tensile strength 

(MPa) 
2.64 3.11 2.42 
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2.2.3 サンドイッチ板面外引張試験 

 サンドイッチ板を構成したときの CFRP フェースと発泡コア材の接合強度を把握す

るため，ASTM C297 に基づきサンドイッチ板の面外引張試験を実施した． 

コア材 Rohacell 110WF を使用して CFRP サンドイッチ板試験片を作成した．コア材の

厚さは 20mm とし，フェース材 CFRP は東レ製 UD 材エポキシ樹脂プリプレグ

T700SC/#2592 で[34]，積層は片側 4 プライの擬似等方積層[+45/0/90/-45]とした．

コア材と CFRP の接合は，フィルム接着剤を適用するケースと適用せずプリプレグに

含浸された樹脂により接合するケースの 2 種類とした．フィルム接着剤は Newport 社

のエポキシ接着剤 NB102 とした．CFRP プリプレグ，フィルム接着剤，発泡コア材を

積層し，オートクレーブにより 130℃，0.3MPa で 3 時間加圧保持し硬化した． 

 Fig.2.2-11 に試験片形状を示す．試験片は同一接合法につき 3 個とした．試験片の

CFRP 表面を二液式エポキシ接着剤 EA9377 を用いて Fig.2.2-12 に示す SS400 製ブロ

ックに接着し，負荷治具を介して試験機に取り付けた．試験機は島津製作所製 AG-

100kNE を使用した．Fig.2.2-13 に試験状況を示す． 

 試験結果として破断時の荷重最大値から算出した引張強度を Fig.2.2-14 に示す．破壊

後の試験片状況の例を Fig.2.2-15 に示す．接着剤あり及び無しの両ケースとも破壊はコ

アと CFRP の接合面ではなくコア内部で発生し，強度は Rohacell 単体の引張強度と同

等であった．これは CFRP/コア接合強度が両ケースともコア材引張強度より高いこと

を意味しており，従って接着剤無しでも十分な接合強度があると考えられるため，以降

のサンドイッチ板を用いた試験では接着剤無しをベースとする．なお，CFRP と発泡コ

ア材の接合に関しては研究報告例[35,36]があるが，上記の結果は母材の強度より接合

強度が上回っているため良好な結果である． 
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Fig.2.2-11  Dimensions of flatwise tensile test specimen 

 

 

 

 

 

Fig.2.2-12 Flatwise tensile test load block 
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Fig.2.2-13 Overview of flatwise tensile test and specimen 

 

 

 

Fig.2.2-14 Flatwise tensile test results (RT) 
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NB102 Adhesive No.1 

 

No adhesive No.2 

Fig.2.2-15  Failure pattern of flatwise tension test specimen 
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2.2.4 サンドイッチ板面内圧縮試験 

 液体燃料タンクの円筒部に負荷される機軸方向圧縮荷重に耐荷するための仕様であ

るサンドイッチ構造の強度特性を把握するため，面内圧縮試験を実施した．試験片形状

を Fig.2.2-16 に示す．CFRP の材料，積層，コア材は第 2.2.3 節の面外引張試験と同じ

であり，CFRP とコア材との接合には接着剤を適用しない．積層時には下面側が平滑な

金属製の治具側となり，上面側は実際のタンク円筒の製造法を考慮して金属板治具を適

用せずブリーザを適用したバッグ側となる．両端の荷重負荷部には同じ CFRP 製のタ

ブを二液式エポキシ接着剤 EA9377 で接着し板厚をアップして補強した．当初この補強

無しで試験を行ったところ CFRP の端面で破壊し本来評価したいサンドイッチ板とし

ての強度評価ができなかった．サンドイッチ板面内圧縮試験に関する他の研究報告でも

補強無しで荷重負荷部の CFRP 端面で破壊するケースがあるため[37]，本補強は必要

である．試験片の個数は３個とした．Fig.2.2-15 に示す通りひずみゲージにより 4 点の

荷重方向ひずみを計測した．Fig.2.2-17 に試験片を示す．試験機は島津製作所製 AG-

100kNE を使用した．試験状況を Fig.2.2-18 に示す． 

 試験結果を Table 2.2-4 に，試験片破壊状況の例を Fig.2.2-19 に示す．なお，応力-ひ

ずみ線図については極低温試験の結果と合わせ Fig.2.3-14 に示す．破壊応力は破壊荷重

を CFRP の断面積で割った値である．その値は 300MPa を超え，ひずみでも 6900𝜇𝜀以

上となっており座屈標定の圧縮部材強度としては十分有効性のある値と考えられる．

Fig.2.2-19 より Tool 面側は繊維の破断は無く板として屈曲しており局部座屈であるリ

ンクリング破壊と考えられ，Bag 面側は繊維が破断し板としての屈曲が無いため CFRP

の圧縮破壊と考えられる．本試験片仕様では常温にてリンクリング強度と圧縮強度が同

レベルであることがわかる．なおリンクリングとは，サンドイッチ板が 1 枚の板として

座屈するのではなく各フェース板がコア材の剛性により面外変形支持された板として

座屈するモードである． 
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Fig.2.2-16  Dimensions of Edgewise compression test specimen 

 

 

Fig.2.2-17  Edgewise compression test specimen 
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Fig.2.2-18  Overview of edgewise compression test 

 

 

 

Table 2.2-4  Edgewise compression test results (RT) 
 

 Fracture load 

(kN) 

Fracture 

-bag side- 

Mode 

-tool side- 

RT1 20.38 Compression  Wrinkling 

RT2 20.94 Compression Wrinkling 

RT3 20.14 Wrinkling Wrinkling 
 

 Fracture stress 

(MPa) 

Strain 

mean of 4 

(×10-6) 

maximum 

RT1 334 6916 7349 

RT2 347 7063 7629 

RT3 334 7489 7961 
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Side view            Tool side            Bag side 

Fig.2.2-19  Failure pattern of edgewise compression test specimen (RT1) 
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2.3 極低温試験 

 極低温での機械的特性を明らかにし，常温にて取得した特性値と比較し極低温タンク

への適用性を評価するために，液体窒素温度（沸点－196℃）にて強度試験を実施した．

試験機は島津製作所製 AG-100kNE を使用し，Fig.2.3-1 に示す通りロードセルを上端

のクロスヨークに取付け，クロスヘッドの下側に試験片保持部を設け専用の真空断熱式

ステンレス製液体窒素容器に試験片保持部を浸漬し，試験を実施した．ロードセルと試

験片，及びクロスヘッドと試験片を接続する負荷治具は著者自ら設計し整備した．液体

窒素容器はジェック東理社の液化窒素用オープンデュワーTSND-50C の短縮特注品を

使用した．Fig.2.3-2 に極低温荷重試験の状況を示す．なお，通常の荷重試験機の使用時

には試験片とクロスヘッドが最短で結合されるが，本試験形態ではクロスヘッドから供

試体及びロードセルまでの間に長尺の治具が入るため，クロスヘッド変位には供試体変

形のみならず治具の変形分も含まれる． 

液体窒素を使用した試験では安全上の観点でいくつかの留意が必要であった．連絡や

サポートの観点で必ず二人作業とし，自加圧式容器からオープンデュワーに液体窒素を

注入するときや試験片をオープンデュワーから取出すときに，接触による低温火傷を防

止するため常に皮手袋を使用し，蒸発窒素による酸欠を防止するため酸素濃度計を設置

し実験室の窓と扉を開いて実験を実施した．また，実験中に液体窒素が蒸発し液面が下

がるため，液面が試験片上端に近づくと実験ができなくなるので１日に行える試験数が

限られ，試験数の割りに長期間を必要とした． 

個々の試験における工夫としては，発泡材単体の引張試験にて 2.2.2 節に述べた通り

ネジ式チャック治具では滑りが生じるためアルミ製接着タブを介しピン結合による負

荷とした．また，3.4 節に示す通り液体窒素浸漬中の発泡材のひずみを把握するため，

常温でひずみと試験機ストロークの関係を把握し，極低温試験時のストロークからひず

みを推定した． 

以降の試験にてサンドイッチ板は 2.2 節と同じ CFRP 積層を適用し，コア／CFRP 間

は接着剤無しで接合した．試験片個数は同一条件に対し３個とした． 
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Fig.2.3-1  Schematic of cryogenic load test 

 

Fig.2.3-2  Overview of cryogenic load test  
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2.3.1 コア材圧縮試験 

 コア材の基本的な特性として極低温での圧縮強度を把握するため，圧縮試験を実施し

た．極低温試験装置を使用したこと以外は 2.2.1 節の常温での試験と同じ条件の試験で

ある．Fig.2.3-3 に試験状況を示す．試験片形状は Fig.2.2-3 と同じである． 

試験後の供試体を Fig.2.3-4 に示す．試験結果として荷重-クロスヘッド変位線図を

Fig.2.3-5 に示す．以降図中にて極低温は CT と記す．本図より 2.2kN 付近から傾きが

緩やかになり荷重値が上下動し始め増加しなくなる．上下動し始めた時点を破壊とみな

し，破壊荷重を読み取った．破壊荷重に基づく圧縮強度を Fig.2.3-6 に示す．Fig.2.3-6

より圧縮強度は常温に比べ 37%程度に低下している．常温では極低温試験のような上

下動は生じず，滑らかにカーブした．常温では高分子のレオロジー挙動により高分子間

が徐々にずれていくことで滑らかな塑性挙動を示すが，極低温ではそれが無くなり脆化

し[38]，発泡材のセル壁が圧縮荷重を受けて変形したとき曲げ挙動により僅かなひずみ

でセル壁が破壊することにより荷重-ストローク線図の上下動を生じたものと推定する．  

Fig.2.3-5 中には試験片をセットせず負荷治具のみに荷重負荷した場合の荷重-ストロー

ク計測結果を示す．前節で言及した通り試験片に対するストロークデータには上記の負

荷治具の変形分も含まれるので，試験片のみの変位は同荷重下でその負荷治具分を差し

引いた値と考えられ，2.2kN 付近の変位差分約 0.25mm より試験片厚さ 20mm から最

大ひずみは 12000𝜇𝜀程度と考えられる．サンドイッチ板面内圧縮試験（常温）の結果，

圧縮方向のひずみは 8000𝜇𝜀未満であるから，面内圧縮試験においてコア材の圧縮破壊

が CFRP の破壊より先に生じることはないと考えられる． 

なお Fig.2.3-5 にて CT1 は初期に傾きが緩やかにカーブし直線的な傾きに移るが，

CT2 と CT3 は試験開始時から直線的な傾きとなっている．本試験のセットアップは試

験片を液体窒素内に降下し浸漬した後に負荷治具を上部のロードセルと結合する手順

のため，CT2 と CT3 ではロードセルとの結合調整時に治具により試験片に圧縮荷重が

加えられていたものと考えられ，荷重値が実際より小さい側の計測値となっている可能

性がある． 
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  (a) Loading            (b) Specimen setup  

Fig.2.3-3  Overview of foam compression test (LN2) 

 

 

 

 

Fig.2.3-4 Test specimens after compression test (CT) 
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Fig.2.3-5  Load – stroke curve of foam compression test (LN2)   

 

 

 

Fig.2.3-6  Compressive strength of foam (LN2) 
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2.3.2 コア材引張試験 

コア材の基本的な特性として極低温での引張強度を把握するため引張試験を行った．

極低温試験装置を使用したこと以外は 2.2.2 節の常温での試験と同じ条件の試験である．

試験片形状および負荷治具とのインターフェースは Fig.2.2-7，Fig.2.2-8 と同じである． 

Fig.2.3-7 にセットアップ状況を示す． 

試験結果として破断時の最大荷重から算出した引張強度を Fig.2.3-8 に示す．引張強

度は常温の 60%程度の値となった．破断後の試験片を Fig.2.3-9 に示す．試験片の標定

領域内で破断しており，常温との外観上の差異は無い．なお，フォーム材の極低温にお

ける弾性率を定量的に把握することを目論みひずみゲージによる計測を試みた．しかし，

ひずみ計測値は異常に低い値を示し，ひずみゲージが発泡材の変形に追従できなかった

と考えられ，ひずみゲージによる計測はできなかった． 

 

 

 

Fig.2.3-7  Cryogenic tensile test setup 
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Fig.2.3-8  Tensile strength of foam (LN2) 

 

 

 

Fig.2.3-9  Failure pattern of tensile test specimen (CT3) 
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2.3.3 サンドイッチ板面外引張試験 

 極低温での CFRP フェースとコア材間の接合強度を把握するためサンドイッチ板面

外引張試験を実施した．極低温試験装置を使用したこと以外は 2.2.3 節の常温での試験

と同じ条件の試験である．試験片形状は Fig.2.2-11 に同じであり，負荷ブロック接着法

は 2.2.3 節と同じである．Fig.2.3-10 にセットアップ状況を示す． 

試験結果として荷重最大値から算出した引張強度を Fig.2.3-11 に，破壊後の試験片状況

の例を Fig.2.3-12 に示す．破壊はコア内部で発生した．引張強度は常温の 28%程度ま

で低下しており，コア単体の引張強度低下（常温の 60％程度）に対しさらに半減して

いる．CFRP の線膨張率に比べフォーム材 Rohacell の線膨張率は顕著に大きいと考え

られ，線膨張率の差により発生する熱応力によりサンドイッチ形態での面外引張強度が

低下したものと考えられる． 

なお，ロケットタンクを想定したときシリンダ壁に面外に荷重が負荷されるのは，配

管等の艤装品取付部などの局所的な部位のみのため，コアの面外引張強度低下に対して

は局部的な補強により対応できると考えられる． 

 

 

 

Fig.2.3-10  Cryogenic flatwise tension test setup 
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Fig.2.3-11  Flatwise tensile strength of foam (LN2) 

 

 

 

 

 

Fig.2.3-12  Failure pattern of flatwise tension specimen (CT1) 
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2.3.4 サンドイッチ板面内圧縮試験 

 標定負荷形態である極低温でのサンドイッチ板の面内圧縮強度特性を把握するため，

面内圧縮試験を実施した．極低温試験装置を使用したこと以外は 2.2.4 節の常温での試

験と同じ条件の試験である．試験片形状及びひずみ計測点の位置は Fig.2.2-16 に同じで

ある．ひずみはアクティブダミー法により温度補償を行った．アクティブダミー法は，

試験片と同じ材質の参照片にひずみゲージ（ダミーゲージ）を貼付し温度負荷し，試験

片のひずみゲージ（アクティブゲージ）とブリッジ回路を組んでダミーゲージの温度に

よるひずみによりアクティブゲージの温度によるひずみ分をキャンセルする方法であ

る．Fig.2.3-13 にブリッジ回路を示す．Fig.2.3-14 にセットアップ状況を示す． 

試験結果を Table 2.3-1 に示す．負荷荷重を CFRP 断面積で割った応力とひずみ 4 点

の平均値の関係を Fig.2.3-15 に示す．Fig.2.3-16 に破壊状況の例を示す．破壊荷重及び

応力は CT1 と CT3 で常温に比べ 10%程度増加し，CT2 では 40%程度増加している．

破壊形態はリンクリングのみで圧縮破壊は起きていない． 

コア材が等方性材料の場合のサンドイッチ板のリンクリング強度は以下の式で表さ

れる[39]．ここで𝑘 は比例定数，𝐸𝑓はフェース材のヤング率，𝐸𝑐はコア材のヤング率，

𝐺𝑐はコア材のせん断弾性率である．本式は Hoff らによって理論的に導かれ[40]，Ley ら

によって実験結果との比較評価がなされている[39]． 

  𝜎𝑤 = 𝑘 √𝐸𝑓𝐸𝑐𝐺𝑐
3              (1) 

Fig.2.3-15 より応力-ひずみ線図の傾きは常温と極低温で差が小さく，既往研究によ

る報告の通り[41]，CFRP フェースの剛性の変化は小さい．従って極低温での強度増加

の主因はコア材の剛性増加によりリンクリング強度が増加したためと考えられる．一般

的に高分子材料は極低温で剛性が増加する[38]．一方向 CFRP の繊維直交方向の弾性

率は樹脂剛性に強く依存するが，液体窒素温度では常温より 30%程度弾性率が増加し

た例が報告されており[41]，樹脂は異なるが Rohacell でも同レベルの剛性増加の可能

性はある．(1)式より𝐸𝑐と𝐺𝑐がともに上記の 30%よりも小さい 16%程度の増加を仮定す

れば𝜎𝑤が 10%増加するため可能性があると考えられる．     

CT2 は大幅に強度が増加している．CT2 は他の 2 者より 4 点のひずみのばらつきが

小さく応力負荷のバランスが良かった．また座屈強度は部材の形状精度（平面度，直線

性）に大きく依存する．試験片は Fig.2.3-17 に示すようにツール側の平面度は高いが，

バッグ側は僅かな凹凸がありこれが強度に影響を与えている可能性がある．これらによ

り CT2 は他の 2 者より強度が高くなった可能性がある． 

常温では CFRP の圧縮破壊とリンクリング破壊が発生していたが，極低温ではリン
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クリング破壊のみが生じ圧縮破壊は生じなかった．CFRP の圧縮破壊は，樹脂により繊

維直交方向の変位を拘束された繊維のミクロな座屈（キンキング）により引き起こされ

る[42]．極低温にて高分子である樹脂の剛性が増加し，繊維を支持する剛性が増加した

ことで繊維のミクロな座屈強度が増加し，CFRP の圧縮強度が増加してリンクリング強

度以上になったため，圧縮破壊が生じなかったと考えられる． 

 

 

 

 

 

 

Fig.2.3-13 Active dummy method strain gage bridge circuit 
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Fig.2.3-14  Cryogenic edgewise compression test setup 

 

 

 

 

Table 2.3-1  Edgewise compression test results (LN2) 
 

 Fracture load 

(kN) 

Fracture 

-bag side- 

Mode 

-tool side- 

CT1 22.68 Wrinkling  Wrinkling 

CT2 28.84 Wrinkling Wrinkling 

CT3 22.24 Wrinkling Wrinkling 
 

 Fracture stress 

(MPa) 

Strain 

mean of 4 

(×10-6) 

maximum 

CT1 367 7347 7621 

CT2 443 9663 10048 

CT3 364 7336 8199 
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Fig.2.3-15  Stress-strain curve of edgewise compression test (RT, -196℃) 

 

 

 

 

 

Side view        Bag side      Tool side 

Fig.2.3-16  Failure pattern of edgewise compression test specimen (CT1) 
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Bag side        Tool side 

Fig.2.3-17  CFRP surface roughness of bag and tool side 
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2.4 結言 

独立気泡の発泡材を CFRP サンドイッチ板のコア材に適用した，圧縮荷重に耐荷す

る極低温液体燃料ロケット用複合材タンクの実現性について，各種の試験を実施し評価

した．以下に本研究にて得られた結論を示す． 

(1) 発泡材 Rohacell 110WF 単体の常温での圧縮強度及び引張強度を試験により把握し

た．また，CFRP とコア材間の接合をエポキシフィルム接着剤ありと無しで，サン

ドイッチ板の面外引張試験を常温で実施し，両ケースとも接合部で破断せずコア内

の引張破壊で破断することを確認した．これは接合部の引張強度がコア材自体の強

度を上回ることを示している．これにより以降の試験はフィルム接着剤無しとした． 

(2) 常温でサンドイッチ板に対する面内圧縮試験を実施し，CFRP 擬似等方積層のフェ

ース材で応力 300MPa 以上，ひずみ 6900𝜇𝜀以上の強度を有することを確認した．

破壊は CFRP の圧縮破壊またはリンクリングを発現し，常温では両者の強度が同レ

ベルであった． 

(3) 試験片を液体窒素に浸漬し，極低温で Rohacell 110WF 単体の圧縮試験，引張試験

及びサンドイッチ板面外引張試験を実施した．圧縮強度は常温の 37%程度に，引張

強度は常温の 60%程度に，面外引張強度は 28%程度に低下した．引張に対し面外引

張がさらに強度低下したのは CFRP とサンドイッチにしたことによる熱収縮差に

よる熱応力の影響と考えられる． 

(4) 液体窒素温度の極低温でサンドイッチ板の面内圧縮試験を実施し，強度が常温より

10%以上増加し CFRP の圧縮破壊は生じずリンクリングにて破壊することを確認

した．リンクリング強度は CFRP 及びコアの剛性に依存するが CFRP は極低温で

剛性増加していないため，コア材剛性が増加し強度が増加したと考えられる． 

 

 上記(3)よりコア材単独で評価したとき常温より極低温で強度の低下が見られるもの

の，上記(2)(4)より CFRP サンドイッチとしたとき，評価対象としていた面内圧縮強度

が極低温で常温以上となることが判明した．これにより極低温タンクへの適用可能性が

あることを確認した． 
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第 3 章 CFRP サンドイッチ構造発泡コアの極低温における 
引張特性 

 

3.1 緒言 

 元来タンク外壁には内圧によりタンクの長手方向および円周方向に引張応力が作用

し，引張外荷重によっても長手方向の引張応力が作用する．発泡材は一般的に CFRP に

比べ線膨張率が大きいためサンドイッチパネル形態で極低温に冷却するとコア内に引

張応力が生じ（Fig.3.1-1 参照），これが荷重による引張応力に追加される．これにより

極低温タンクではコア材は引張に対し厳しい負荷状態となり，極低温における引張耐荷

性の評価が CFRP 発泡コアサンドイッチ極低温タンク実現のための重要課題の一つで

ある． 

第 3 章では CFRP サンドイッチ構造における発泡コア材の極低温における引張特性

の評価を目的とする．各種発泡材の線膨張率の計測，極低温での引張試験により破断ひ

ずみの把握を行い比較評価する．さらにサンドイッチパネル供試体を製作して極低温で

の引張試験を実施し，コアが破断するときのひずみを把握するとともに当該供試体形態

での有限要素解析を実施して試験結果の評価を実施する． 

 

Fig.3.1-1 Tensile thermal strain in foam core at cryogenic temperature 

 

 

3.2 発泡材料 

本研究では，以下の 4 種類の発泡材を CFRP サンドイッチ構造のコアの候補材とし

て選定し，評価を行った．各材料の外観を Fig.3.2-1 に示す． 

(1) Rohacell 110WF 

Evonik 社の PMI（polymethacrylimide）フォームであり，発泡材として高い強度・

剛性特性によりロケットや航空機の主構造サンドイッチのコア材として多くの適

CFRP：Little shrink at cryogenic due to low CTE 
      High rigidity 

Foam：High CTE, low rigidity 
   ⇒ Tensile thermal strain occurs due to constraint  

on the shrink at cryogenic by CFRP 
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用実績があり，第 2 章にて評価した材料である．密度は 110 kg/m3 である． 

(2) Rohacell 51HERO 

上記の 110WF に比べ，損傷許容特性を改善するために破断伸びを向上させた材料

である．入手性の観点で密度 52 kg/m3 のグレードを使用した． 

(3) フォームナートサポート 160K 

ニチアス社製の硬質ウレタンフォームであり，低温配管用断熱支持材のため極低温

での破断伸びの良さを期待した．密度は 160 kg/m3 である． 

(4) サーマックス RW 

INOAC 社のポリイソシアヌレートフォームであり，建築用の高性能断熱材である

[43]．ニチアス社のポリイソシアヌレートフォームであるフォームナート PIF は国

産ロケット H-IIA の極低温推進薬タンクの断熱材として使用されており[44] ，極

低温での耐性が期待できるためポリイソシアヌレートフォームとして入手可能な

サーマックス RW を用いて評価する．なお，本材料は断熱目的の材料のため密度が

小さく 36 kg/m3 である． 

 

 

Rohacell 110WF          Rohacell 51HERO 

Foamnert support 160K         Thermax RW 

Fig.3.2-1 Foam materials for tensile evaluation 
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3.3 線膨張率計測 

CFRP サンドイッチ形態で極低温に冷却されると CFRP との線膨張率差により発泡

材コア内部に引張ひずみが生じる．これを把握するため線膨張率の計測を行った．計測

は TA Instruments 社の熱機械分析装置 TMA Q400 を使用した．試験片寸法は

7mm×7mm×20mm で各材料につき 1 個ずつ計測を実施した．温度範囲は－70℃から

100℃とし，測定条件は 25℃から開始，－5K/分で冷却し－70℃で 2 分保持，＋5Ｋ/分

で加温し 100℃で 2 分保持，－5K/分で冷却し 25℃で終了とした．Fig.3.3-1 に計測装

置を示す． 

計測結果として 25℃からの試験片長手方向の伸びを Fig.3.3-2 に示す．なお，サーマ

ックス RW については高温側の結果に吸湿による影響と推定される異常に高い値が計

測されたため，棄却している．Fig.3.3-2 の結果に基づき，伸びを基準長と温度変化で除

し求めた線膨張率を Table 3.3-1 に示す．Rohacell 110WF と 51HERO は 100℃以上の

高温での強度と剛性があるため CFRP との接合を CFRP の硬化と同時に行うコキュア

を実施することができるので，それを考慮して高温側の結果も含めた－60℃から 80℃

までの範囲の結果により線膨張率を求めた．フォームナートサポート 160K とサーマッ

クス RW は高温側の耐性が不明のため， コキュアは想定せず低温側のみの－60℃から

25℃の範囲で線膨張率を求めた． Rohacell 110WF と 51HERO の線膨張率はともに

34×10-6/K 程度であり，フォームナートサポート 160K はその約 2 倍，サーマックス

RW は約 3 倍であった． 
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    TMA Q400               Test specimen 

Fig.3.3-1  Instrument of thermal mechanical analysis 

 

 

Fig.3.3-2 Results of thermal mechanical analysis 
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3.4 引張試験 

3.4.1 試験方法 

対象の発泡材について常温および極低温にて引張試験を実施し，破断ひずみの測定を

行った．発泡材試験片の表面は各セルの切断面による凹凸があるためひずみゲージを貼

付してひずみを計測することはできない．ランダムパターンを試験片に塗布し画像解析

を行う DIC（Digital Image Correlation）法ならばひずみ計測ができるが，極低温試験

では試験片を液体窒素に浸漬するため画像取得ができない．従ってまず常温試験にて

DIC により試験機ストロークと試験片ひずみの関係を取得し，極低温試験にて得られ

た破断時ストロークから破断時ひずみを推定した．DIC 解析には GOM 社の GOM 

Correlate を使用した．各材料ごとに常温にて 1 個，極低温にて 1 個ずつ試験した． 

試験法は 2.2.2 節及び 2.3.2 節に同じである．ASTM D638 に基づく試験片形状は，

Rohacell 110WF と Rohacell 51HERO は Fig.2.2-7 に同じである．Roahacell 51HERO

の試験の結果，Fig.3.4-5 に示す通り標定部でなく幅広部で破壊したため，Foamnert 

support 160K と Thermax RW では幅広部の幅を 20mm から 26mm に変更した．チャ

ック式の試験片保持では極低温試験にて滑り，荷重負荷できないため Fig.2.2-8 に示す

通り試験片の幅広部にアルミ製タブを接着し，負荷治具とピン結合して荷重負荷した．

接着は二液式エポキシ接着剤 EA9377 により加圧 9.8kPa，硬化時間 6 日間で常温接着

した．試験片は各材料 1 個とし，試験機は島津製作所製 AG-100kNE を使用し変位速度

0.5mm/分で荷重負荷した．Fig.3.4-1 に DIC 用ランダムパターンを施した試験片を示

す．Fig.3.4-2 に常温での試験状況を示す．常温試験と極低温試験を同じ負荷形態とし，

Table 3.3-1  Coefficient of thermal expansion 
 

Foam 
CTE 

(×10-6/K) 

Temperature 

range 

Rohacell 110WF 34.2 -60℃ to 80℃ 

Rohacell 51HERO 33.5 -60℃ to 80℃ 

Foamnert support 160K 64.6 -60℃ to 25℃ 

Thermax RW 101.5 -60℃ to 25℃ 
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Fig.3.4-3 に示す通り試験片上部をロードセルを介し試験機クロスヨークに接続し，試

験片下部をクロスヘッドと接続してクロスヘッドを降下させ荷重負荷した． 

 

3.4.2 試験結果 

常温試験にて得られた試験機ストロークと試験片標定部ひずみの関係を Fig.3.4-4 に

示す．極低温試験における試験機ストロークと荷重の関係を Fig.3.4-5 に示す．試験後

の試験片を Fig.3.4-6 に示す．Fig.3.4-6 に示す通り Rohacell 51HERO は標定部ではな

く幅広部で破断しており，原因は試験片加工時の損傷または荷重負荷時の曲げではない

かと推測する．Fig.3.4-4 及び Fig.3.4-5 から得られた極低温での破断ひずみを Table 3.4-

1 に示す．本試験によりサーマックス RW が極低温でも高い破断ひずみを示すことが分

かった． 

 

3.4.3 評価 

線膨張率計測及び極低温引張試験の結果から，CFRP サンドイッチ形態としたときに

極低温冷却状態において，コア内に熱応力による引張ひずみが生じている状態で荷重負

荷により耐荷できる引張ひずみを推定する．Fig.3.4-7 に各材料の極低温破断ひずみ a と

熱収縮により液体窒素温度で生じる熱ひずみ b を示す．a と b の差が荷重負荷により耐

荷できる引張ひずみと推定できる．Rohacell 110WF，51HERO 及びフォームナートサ

ポート 160K は a と b の差が 0.8%未満であり CFRP の伸びが 1.0%以上あることを考

えるとサンドイッチのコアが先に破壊し CFRP の強度を生かせないことになるため，

適用性は低いと考えられる．サーマックス RW の a と b の差は 1.7%以上あり，CFRP

の強度を生かせる可能性のある材料であると考えられる．従ってサーマックス RW を

コアに用いたサンドイッチ板試験片を実際に作成し，極低温で引張負荷を与え耐性を把

握する． 

 

 

Fig.3.4-1 DIC random pattern on RT tensile test specimen (Foamnert support 160K) 
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                        Setup                        DIC analysis 

Fig.3.4-2  Tensile test with DIC measurement 

 

 

Fig.3.4-3  Schematic of cryogenic load test 
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Fig.3.4-4  Stroke - strain relation test results (RT) 

 

 

Fig.3.4-5  Cryogenic tensile test results 
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Fig.3.4-6  Test specimens after cryogenic tensile test 

 

 

 

Table 3.4-1  Cryogenic tensile fracture strain 
 

Foam Fracture strain 

Rohacell 110WF 0.92 % 

Rohacell 51HERO 1.16 % 

Foamnert support 160K 2.12 % 

Thermax RW 3.96 % 

 

 

Rohacell 110WF Rohacell 51HERO 
Foamnert 

support 160K 
Thermax RW 
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Fig.3.4-7  Cryogenic tensile fracture strain and thermal strain 

 

 

 

3.5 CFRP サンドイッチ板引張試験  

3.5.1 試験方法 

 発泡コア材のサンドイッチ板形態における極低温での引張荷重に対する実際の耐荷

性を検証するためサンドイッチ板引張試験を実施した．荷重試験機には AG-100kNE（島

津製作所）を用いた．なお，極低温環境での試験では上部クロスヨークの荷重上限によ

り，試験時の負荷上限は 20kN となる．試験片形状を Fig.3.5-1 に示す．荷重上限を考

慮して，試験片は CFRP プリプレグ 1 層をベースプライとして試験片表裏に配置した

サンドイッチ構造とした．試験機との結合は端部のタブで板厚を確保し直径 10mm の

ピンにて荷重伝達を行う．CFRP は東レ製エポキシ樹脂プリプレグ T700SC/#2592 を

用いた．タブは 片側 15 プライとし ベースプライと 合わせ疑 似等方積層 ［ 0/-

45/90/+45/+45/90/-45/0/0/-45/90/+45/+45/90/-45/0］とした．ベースプライとタブ

は接合強度確保のため同時積層硬化とした．硬化後の CFRP とコアは二液式エポキシ

接着剤 EA9377 により加圧 2.4kPa，硬化時間 6 日間で常温接着した． 

Fig.3.5-1 に示すようにひずみゲージ（共和電業，KFGS-5-120-C1-11）を標定部中央

に貼付し，同仕様の試験片に同じひずみゲージを貼付して液体窒素に浸漬しアクティブ

ダミー法により温度補償を行った．Fig.3.5-2 に試験片を示す．Fig.3.5-3 に試験セット
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アップを示す．供試体を液体窒素に浸漬した状態で荷重を負荷し，荷重値に非線形な変

動が現れるまで荷重負荷し，供試体を取り出して赤色水に漬け込むことでコアの割れ有

無を確認した．再現性確認のため 3 個試験する． 

 

3.5.2 試験結果 

 荷重-ストローク線図を Fig.3.5-4 に，荷重-ひずみ線図を Fig.3.5-5 に示す．試験後に

コア中心面で切断し赤色水に浸漬した試験片を Fig.3.5-6 に示す．Fig.3.5-4 より No.1

ではストローク 2.8mm 時点で，No.2 ではストローク 2.0mm 時点で，No.3 ではストロ

ーク 2.3mm 時点で荷重の低下を生じており，また同時点で可聴音が発生した．Fig.3.5-

6 より試験後にコアに割れが生じていることからこれらの時点で割れが生じたと考え

られる．その時点の計測ひずみは表面，裏面の平均で No.1 が 0.63%，No.2 が 0.40%，

No.3 が 0.45%であり，3 個の平均で 0.49%である．これらの値は線膨張率と極低温引

張破断ひずみの結果から予測された値 1.7%に比べかなり低い．その原因を確認するた

め有限要素解析を実施した． 

 

 

 

Fig.3.5-1  Dimensions of CFRP sandwich tensile test specimen 
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Fig.3.5-2 CFRP sandwich tensile test specimen 

 

 

 

 

Fig.3.5-3  CFRP Sandwich tensile test setup 
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Fig.3.5-4 Load-stroke curves of sandwich panel cryogenic tensile tests 

 

 

 

 

Fig.3.5-5 Load-strain curves of sandwich panel cryogenic tensile tests 
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  No.1                No.2              No.3 

Fig.3.5-6 Cut section of sandwich panel test specimen 

 

 

 

 

3.5.3 有限要素法解析 

（１）解析条件 

 Fig.3.5-1 に示すサンドイッチ板試験片を Fig.3.5-7 に示す通り有限要素法解析のモデ

ル化を行った．全ての構成品を六面体 2 次ソリッド要素でモデル化し，2mm でメッシ

ュ 分 割 し 節 点 数 は 162728 ， 要 素 数 は 32426 と な っ た ． CFRP の 材 料 特 性 は

T700SC/#2592 の材料特性取得が行われた田中らの研究[45]より引用し，サーマックス

RW の材料特性は 3.3 節及び 3.4 節の試験結果を用いた．Table 3.5-1 に解析に使用した

材料特性値を示す．25℃から液体窒素温度－196℃への温度変化を負荷し，負荷荷重は

実験で 10kN 程度の荷重でコア破断したため 10kN とした．解析には汎用有限要素法コ

ード ANSYS 2022R1 を使用し，線形解析を行い試験片の変形及び内部のひずみ状態を

求めた． 

（２）解析結果 

 Fig.3.5-8 に変形及びコア中心断面の荷重軸方向ひずみ及び最大主ひずみの分布の解

析結果を示す．ひずみは熱ひずみを含む弾性ひずみである．Fig.3.5-8 よりコア内にはひ

ずみの分布が生じている．これは変形から考えて荷重点と標定部で CFRP 板厚が異な
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り荷重点で試験片外側にのみ厚くし CFRP の板厚中心がずれているため，引張荷重を

受けた時そのずれにより曲げが生じていることが原因と考えられる． 

Fig.3.5-8 よりコア中央部のひずみは 2.7%程度であるが，CFRP 段差部付近では 3.8%

弱のひずみが生じており，Table 3.4-1 に示すサーマックス RW の破断ひずみ 3.96%に

近いレベルとなっている．従って誤差やばらつきを考慮すると実験において割れが生じ

たことは発生しうる事象であり，解析と実験は整合していると考えられる． 

Fig.3.4-6 より熱応力によるひずみは 2.2%程度であるため，本試験の結果，外荷重に

よるひずみは 1.6%弱（＝3.8％弱－2.2%）であると考えられる．これは Fig.3.4-6 から

の外荷重分に対するひずみ値 1.7％と同程度であり整合している． 

上記の試験と解析より，実機では全体のごく一部である荷重点には同コア材を用いな

い等の対応を行いコア内にひずみ分布を生じない設計を行うことにより，外荷重分のひ

ずみとして 1.6%レベルの十分大きな耐荷性があると考えられる． 
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Table 3.5-1 Material properties for FEM analysis 

Material Item Value Remarks 

 

 

 

CFRP 

（UD） 

𝐸1 128 GPa [45] 

𝐸2 8.62 GPa [45] 

𝐸3 8.62 GPa Assumed equal to E2 

𝜈12 0.34 [45] 

𝜈13 0.34 Assumed equal toν12 

𝜈23 0.34 Assumed equal toν12 

𝐺12 4.16 GPa [45] 

𝐺13 4.16 GPa Assumed equal to G12 

𝐺23 4.16 GPa Assumed equal to G12 

𝛼11 1.09×10-6 /K [45] 

𝛼22 4.37×10-5 /K [45] 

𝛼33 4.37×10-5 /K Assumed equal toα22 

 

 

 

CFRP 

(Quasi-isotropic) 

 

 

𝐸1 48.93 GPa Calculated from UD value 

𝐸2 48.93 GPa Calculated from UD value 

𝐸3 8.62 GPa Assumed equal to E3 of UD 

𝜈12 0.319 Calculated from UD value 

𝜈13 0.34 Assumed equal toν13 of UD 

𝜈23 0.34 Assumed equal toν23 of UD 

𝐺12 18.55 GPa Calculated from UD value 

𝐺13 4.16 GPa Assumed equal to G13 of UD 

𝐺23 4.16 GPa Assumed equal to G23 of UD 

𝛼11 3.78×10-6 /K Calculated from UD value 

𝛼22 3.78×10-6 /K Calculated from UD value 

𝛼33 4.37×10-5 /K Assumed equal toα33 of UD 

 

Thermax RW 

𝐸 6.879 MPa Tensile test 

𝜈 0.3 Assumption  

𝛼 1.015×10-4 /K TMA measurement 
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Fig.3.5-7 FEM analysis model of sandwich panel specimen 

 

 

(a) Elastic strain of foam core (X axis direction) 

 

(b) Maximum principal elastic strain of foam core 

Fig.3.5-8 FEM analysis result 
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3.6 結言 

 独立気泡の発泡材を CFRP サンドイッチのコア材に適用した極低温液体燃料ロケッ

ト用複合材タンクの実現性について，極低温冷却による引張熱ひずみを考慮したタンク

内圧等の引張荷重に対する耐荷性に関し試験を実施し評価した．以下に本研究にて得ら

れた結論を示す． 

(1) 選定した 4 種類の発泡材について線膨張率の計測を行い，液体窒素温度－196℃に

おける引張試験を行って引張破断ひずみを取得した．その結果ポリイソシアヌレー

トフォームを主成分とするサーマックス RW が，極低温に冷却され CFRP サンド

イッチ内で引張熱ひずみが生じても，引張荷重に耐荷しうることを確認した． 

(2) サーマックス RW を使用して CFRP サンドイッチ板試験片を製作し，液体窒素温

度で引張試験を行った結果，標定部 CFRP の計測ひずみで平均 0.49%で標定部の

外側のコアに割れが生じた． 

(3) 上記引張試験を模擬した有限要素法解析を実施した結果，荷重点と標定部の CFRP

板厚段差によりコア内部にはひずみ分布が生じ，部分的に材料の破断ひずみに近い

高いひずみが生じていることを確認した． 

(4) 上記の試験と解析より，実機では全体のごく一部である荷重点には同コア材を用い

ない等の対応を行いコア内にひずみ分布を生じない設計を行うことにより，外荷重

分のひずみとして CFRP 破断ひずみと同等以上の十分な耐荷性があると考えられ

る．  

 以上により CFRP サンドイッチの極低温での引張特性の観点でサーマックス RW の

主成分であるポリイソシアヌレートフォームをコア材とすることで極低温タンクへの

適用可能性があることを明らかにした． 

 なお，今回使用したサーマックス RW は断熱材であり剛性が低いため，コア材として

用いるためには高密度化等による高剛性化が今後の課題である． 
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第 4 章 CFRP 発泡コアサンドイッチ構造の有限要素法 
座屈解析 

 

4.1 緒言 

 第 2 章で CFRP 発泡コアサンドイッチ試験片を使用して極低温での面内圧縮試験を

実施し破壊モードがリンクリング座屈となることと破壊強度を取得した．第 4 章ではこ

の試験片の破壊事象を有限要素法による線形座屈固有値解析を行って再現し，それと同

じモデル化手法により実際のロケットサイズのタンク円筒モデルを作成して座屈強度

及び座屈モードを有限要素法解析により求め耐荷性能の予測を実施する．これにより試

験にて検証された解析モデルの拡張により実際のロケットタンクの圧縮強度を評価す

ることが本章の目的である．なお線形座屈固有値解析は，荷重負荷変形による剛性マト

リクス変化を無視し，初期の剛性マトリクスと応力発生による幾何剛性マトリクスから

なる接線剛性マトリクスについて，座屈点である荷重倍数増加の特異点として固有値・

固有ベクトルを求める解析である． 

 サンドイッチパネル円筒の座屈モードは，Fig.4.1-1 に示す通りサンドイッチパネル

特有のリンクリング座屈と，薄板円筒殻と同様の軸対称に座屈波が現れる軸対称座屈と

ダイヤモンド型の座屈波を生じる飛移座屈の三種類がある[46]．強度標定となる 1 次の

座屈モードとしてどのモードが発現するかについても確認する． 

 

 

Wrinkling mode    Axial symmetry mode   Diamond shape mode 

Fig.4.1-1 Buckling mode shapes of sandwich panel cylinder [46] 
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4.2 サンドイッチ板面内圧縮試験再現解析 

 第 2 章で実施したサンドイッチ板面内圧縮試験について有限要素法により線形座屈

固有値解析を行い，試験を再現し試験結果と解析結果の比較評価を行う． 

(1) 解析条件 

 Fig.2.2-16 に示す試験片仕様に基づく解析モデルを Fig.4.2-1 に示す．標定部である

長さ 80mm 部分をモデル化した．発泡コアはソリッド要素とし CFRP はシェル要素と

した．試験片モデルの下端面を 3 自由度変位拘束し，上端面にその平面性を保って荷重

負荷するための高剛性の要素（鉄の剛性を使用）を設け上下方向変位以外の 5 自由度を

拘束し，負荷要素上面に圧縮荷重を負荷した．負荷荷重は試験結果の破壊荷重に基づき

20kN とした．温度条件として常温での材料特性での解析と，極低温での材料特性及び

常温（22℃）から極低温（－196℃）への温度変化による熱収縮を考慮した 2 ケースに

ついて実施する．CFRP の材料特性は T700SC/#2592 の 4 プライ擬似等方積層[-

45/0/90/+45]の材料特性とし，発泡コア Rohacell 110WF の材料特性は常温については

第 2 章のコア材圧縮試験の結果より求めたヤング率を使用し，極低温については付録 A

に示す通りサンドイッチ板面内圧縮試験結果に基づく常温ヤング率の補正値を使用し

た．線膨張率は第 3 章の計測結果を使用した．Table 4.2-1 に解析に使用した材料特性

値を示す． 

解析には汎用有限要素法解析コード ABAQUS/Standard 2020 を用い，線形座屈固有

値解析を行い 1 次の固有値と固有モード形を求めた．極低温ケースにおいてメッシュサ

イズをパラメタとして解析を行い，結果への影響を評価する． 

 

(2) 解析結果 

 メッシュサイズ 5mm で実施した解析結果として，常温及び極低温ケースの 1 次モー

ドの荷重倍数と座屈波長，試験結果との比較を Table 4.2-2 に，座屈モード形を Fig.4.2-

2 に示す．座屈強度（荷重倍数）は試験結果に比べ常温，極低温ともに 2 割程度高い値

となった．座屈強度はわずかな形状不整等の影響により実強度が解析値より低くなるこ

とが一般的であるため[47]妥当な結果と考えられ，解析は試験結果を再現したと考えら

れる． 

 メッシュサイズをパラメタとし，2.5mm，５ｍｍ，10mm 及び 20mm のサイズで解

析を行った．1 次モードの荷重倍数の変化を Fig.4.2-3 に，1 次モードの座屈波長の変化

を Fig.4.2-4 に示し，座屈モード形を Fig.4.2-5 に示す．Fig.4.2-3 及び Fig.4.2-4 より 1

次モードは，荷重倍数 1.47 で座屈波長 30mm のリンクリングモードに収束していると
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考えられる．座屈波長は 30mm のため，長さ 80mm の試験片はこれを発現できる長さ

であったと考えられる．また，Fig.4.2-3～-5 より，収束形に近いリンクリングモードを

座屈解析にて発現するためには 5mm 以下のメッシュサイズとする必要があると考えら

れる． 

 

 

 

Fig.4.2-1 Buckling analysis model of edgewise compression test 

 

  

Load element : 
Horizontal displacement 
and all rotations fixed 

Foam core 

CFRP face 

Lower end :  
All displacements fixed 
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Table 4.2-1 Material properties of FEM buckling analysis 

Material Item Value Remarks 

CFRP 

(Quasi- isotropic) 

Young’s modulus, 𝐸 48.93 GPa CT value is approximately 

equal to RT value. 
Poisson’s ratio, 𝜈 0.319 

 

Rohacell 110WF 

Young’s modulus, 𝐸 82.6 MPa (RT) 

108.2 MPa (CT) 

 

Poisson’s ratio, 𝜈 0.29 Catalogue value  

RT:room temperature   CT:cryogenic temperature 

 

 

 Table 4.2-2 Result of edgewise compression test buckling analysis (mesh size 5mm) 

Case Room temp. －196℃ 

1st mode load factor, 𝐹1 1.229 1.488 

Buckling wave length 40 mm 30 mm 

(Ref.) Load factor of fracture test result, 𝐹𝑇 1.025 1.230 

𝐹𝑇 𝐹1⁄  1.20 1.21 

 

 

Room temp.                －196℃  

Fig.4.2-2  Buckling mode shape of 1st mode (mesh size 5mm) 
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Fig.4.2-3 Load factor of 1st mode buckling 

 

 

 

Fig.4.2-4 Wave length of 1st mode buckling 
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（Mesh）2.5mm     5mm      10mm      20mm 

Fig.4.2-5 Buckling mode shape of 1st mode 

 

 

 

4.3 実機大タンク円筒モデル解析 

 4.2 節の結果により第 2 章のサンドイッチ板面内圧縮荷重試験結果を再現した解析モ

デルに基づき実際のロケットタンクサイズの解析モデルを作成し，実タンクにおける座

屈強度，座屈モードを推定する． 

(1) 解析条件 

 実際のロケットタンクとしては現在日本で運用中の液体ロケットである H-IIA を参

考とし，解析モデルの直径を 4m とする[48]．長さは座屈波長に対し十分長くとり 2m

とする． 

 Fig.4.3-1 に解析モデルを示す．周方向に波長が現れる全てのモードが発現できるよ

う，円筒全周モデルとする．4.2 節と同様に発泡コアはソリッド要素とし CFRP はシェ

ル要素とする．なお，Schulz らはロケット構造への適用を想定し直径 2.4m の CFRP ハ

ニカムコアサンドイッチ円筒構造について圧縮座屈に関する実験と有限要素解析の比

較を行っており，そこではサンドイッチ板を 1 枚のシェル要素によりモデル化し解析し

ているが[49]，このモデルでは内外のフェース材が独立に挙動するリンクリングは発現

できないため，本章のモデルでは内外の CFRP フェースとコアを分けてモデル化して

いる．また，Bolton は直径 0.8m の CFRP 発泡コアサンドイッチ円筒構造について座屈
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解析の研究を行っており，サンドイッチ板をシェル要素のみやソリッド要素の組み合わ

せによるモデル化を行い比較評価を行っているが[50]，リンクリングの生じない 1 次モ

ードでは結果に有意な差は生じていないため，本章のモデル（内外のフェースがシェル

でコアがソリッド）においても有効な結果が算出されると考えられる． 

解析モデルの下端面を 3 自由度変位拘束し，上端面にその平面性を保って荷重負荷す

るため高剛性の要素（鉄の剛性を使用）を設け上下方向変位以外の 5 自由度を拘束し，

負荷要素上面に圧縮荷重を負荷した．荷重は 4.2 節の試験片荷重と単位周長当たりの荷

重を同じとし，20kN/40mm×π4000mm＝6283kN とした．温度については実際のタン

クでは内面が推進薬に接し極低温であり，外面は空気に接し常温に近い温度勾配を持つ

が，第 1 ステップとしての簡略化及び試験片結果との比較のため全体を極低温（－196℃）

とした．材料特性は 4.2 節と同じであり，解析コードも同じで線形座屈固有値解析を実

施した．メッシュサイズは解析自由度の制限により 10mm とした．その結果に対する

有効性については後述する． 

 コア厚さと CFRP 厚さをパラメタとし，コア厚 20mm 及び 10mm とし，CFRP 厚さ

は擬似積層 4 プライの 0.76mm を基準とし，その 2 倍の 1.52mm 及び 3 倍の 2.28mm

について解析を実施した．モデルの要素数，節点数及びメモリ量について Table 4.3-1

に示す．CPU 時間は最大 42,895sec であった． 

 

(2) 解析結果  

 1 次モードの荷重倍数と座屈波長を Table 4.3-2 に，座屈モード形を Fig.4.3-2 に示

す．また，単位周長当たりの座屈荷重で表した結果を Fig.4.3-3 に，単位長さ質量当た

りの座屈荷重を Fig.4.3-4 に，座屈波長を Fig.4.3-5 に示す．また参考比較のため H-IIA

ロケットの第 1 段水素タンクの荷重を Fig.4.3-6 に示し，Fig.4.3-3 中に示す． 

 Fig.4.3-2(a)より 4.2 節のサンドイッチ板試験片と同仕様（コア厚 20mm，CFRP 厚

0.76mm）の円筒では座屈モードはリンクリングではなく全体座屈が現れている．Table 

4.3-2 よりその荷重倍数は 1.246 であり，4.2 節のリンクリンク座屈荷重倍数 1.47 より

低いためこのモードが 1 次に現れている．4.2 節より 10mm メッシュモデルはリンクリ

ングモードを正しく発現しないが，それより荷重倍数が低く座屈波長が十分長い全体座

屈が 1 次モードとなっているため，実機サイズ円筒の座屈強度を把握する観点で本解析

結果は有効である。 

 H-IIA ロケットタンクの飛行荷重との比較について，設計安全率の設定や解析値と実

物との違いなど考慮すべき事項はあるが，Fig.4.3-3 より本研究におけるコア厚 20mm
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サンドイッチ円筒の座屈強度は実機レベルの強度があると考えられる。 

 Fig.4.3-3 より CFRP 厚さを増し，コア厚さを増せば当然座屈強度は増加するが，

Fig.4.3-4 からは強度に関する質量効率の観点から，コア厚を厚くとり CFRP を薄くす

ることが効率の良い仕様であることを示しており，サンドイッチ板の性質を表す結果と

なっている． 

 Fig.4.3-2 の結果から座屈モード形は周方向の波数が 1 個か 2 個程度の少ない波数で

軸対称形に近いモード形状となることが分かった．Fig.4.3-5 から軸方向の座屈波長は

CFRP の板厚が増加すると短くなる傾向が得られた． 

 

 

 

 

 

Fig.4.3-1 Buckling analysis model of a rocket tank cylinder 

 

 

  

Enlarged view 
of upper end 

Load element:  
Horizontal displacement and all rotations fixed 

Lower end :  
All displacements fixed 
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Table 4.3-1 Cylinder buckling model size and required memory 

Core thickness 20mm 10mm 

Nodes 1,064,416 787,792 

Elements 1,331,379 1,052,043 

Minimum memory required 4,141 MB  3,145 MB 

Memory to minimize I/O 42,502 MB 31,200 MB 

 

 

 

 

Table 4.3-2  Result of sandwich panel cylinder buckling analysis 

Core thickness 20mm 10mm 

CFRP thickness 0.76mm 1.52mm 2.28mm 0.76mm 1.52mm 2.28mm 

Load factor 1.246 1.727 1.927 0.6119 0.8792 1.0486 

Wave length 620mm 320mm 260mm 470mm 270mm 240mm 
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(a) Core t=20mm, Face t=0.76mm 

(b) Core t=20mm, Face t=1.52mm 

 

(c) Core t=20mm, Face t=2.28mm 

Fig.4.3-2(1/2) Tank cylinder buckling mode shape of 1st mode 
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(d) Core t=10mm, Face t=0.76mm 

(e) Core t=10mm, Face t=1.52mm 

(f) Core t=10mm, Face t=2.28mm 

Fig.4.3-2(2/2) Tank cylinder buckling mode shape of 1st mode 
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Fig.4.3-3 1st mode buckling load per unit perimeter 

 

 

Fig.4.3-4 1st mode buckling load per unit length mass 
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Fig.4.3-5 1st mode buckling wave length 
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Axial compression load per unit perimeter at top of 1st stage hydrogen tank ; 

 

 

 

 

 

 

Fig.4.3-6 Flight load of H-IIA rocket structure 

  

  

[38] 

P=278ton=2726kN 

M=215ton･m＝2108kNm 

D＝4m 

𝑝𝑐 =
𝑃 +

4𝑀
𝐷

𝜋𝐷
 

    =385N/mm 
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4.4 結言 

 CFRP 発泡コアサンドイッチ板面内圧縮試験及び同サンドイッチ板による実機サイ

ズタンク円筒を模擬した有限要素法による線形座屈固有値解析を行った．これらにより

得られた結果に対する評価と結論を以下に示す． 

(1) サンドイッチ板面内圧縮試験を模擬した座屈解析では，1 次モードとしてリンクリ

ングを発現し試験を再現した．座屈荷重は単位周長当たりの基準荷重 500N/mm に

対し荷重倍数で 1.47 であり試験結果より 2 割程度高い結果であった． 

(2) 上記解析にてリンクリングモードを正しく発現させるためには解析モデルのメッシ

ュサイズが 5mm 以下であることが必要である． 

(3) 実機ロケットサイズのタンクを模擬した解析として H-IIA ロケットと同じ直径 4ｍ

のサンドイッチ円筒モデルを作成し座屈解析を行った．その結果，10mm メッシュ

のモデルで 1 次モードに全体座屈モードが現れ，基準荷重に対する荷重倍数は 1.246

であり，(1)項の 1.47 より低かった． 

(4) 10mm メッシュではリンクリングモードを正しく発現しないが，1 次モードはリン

クリングより荷重倍数の低い全体座屈であり，実機サイズタンク円筒の座屈強度を

把握する観点で有効である． 

(5) コア厚 20mm のサンドイッチ板タンクは H-IIA ロケットの実機荷重レベルの座屈

強度がある． 

(6) コア厚及び CFRP 厚をパラメタとして変化させた座屈解析を行い，コア厚を厚くし

CFRP 厚を薄くすることが質量効率が良いことを確認した． 

 

以上より，有限要素法による座屈解析によりサンドイッチ板面内圧縮試験結果を再現

し，それに基づく実機サイズタンク円筒モデルの解析により座屈強度レベルが実機に必

要なレベルの座屈強度を有することを確認できた．従って CFRP 発泡コアサンドイッ

チによる極低温タンクの実現性を確認することができた． 
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第 5 章 結 論 
 

5.1 結論 

 CFRP はその高い比強度，比剛性により，既に多くの航空宇宙機に適用され，機体構

造の軽量化に大きく貢献しているが，液体ロケットの機体構造の大部分を占める推進薬

タンクでは実用化事例は少ない．これは液体ロケットの推進薬は液体酸素（沸点－

183℃），液体水素（同－253℃）などの極低温液体であることが多く．極低温で CFRP

の樹脂にマイクロクラックが発生し推進薬が漏洩する等の課題があるためである．極低

温での推進薬漏洩対策に関しては，樹脂ライナーの適用や CFRP 各層の薄層化の研究

が進められ，有効性が確認されている． 

 本研究では，複合材極低温タンク実現のための課題の内，軸圧縮荷重に耐荷する円筒

壁仕様に着目した．外壁は軸圧縮荷重に耐えるよう座屈強度確保のため曲げ剛性の高い

仕様とする必要があり，サンドイッチパネル構造とするのが，製造上及び性能上有益で

ある．サンドイッチパネルではコア材にハニカムが使われることが多いが，製造欠陥や

運用時損傷で機体外部との間にリークパスが生じると，セル内の空気が推進薬の極低温

により液化し気圧が低下し，更に外部の空気を吸い込むクライオポンプ現象が生じる．

打上げ中止などで推進薬を排出し常温に戻るとき，液化した空気が気化しセル内の気圧

が急激に上昇し，ハニカムとフェース材を剥離させてしまうリスクがある．ハニカムコ

ア内の空気を抜く方策として，セル間に穴を開けサンドイッチパネルにポートを設け真

空引きする方法が提案されているが，ポートから真空引きするためのポンプシステムを

機体に設ける必要があり，機体システムを複雑にするデメリットがある． 

これに対し著者はコア材に独立気泡の発泡材を用い極低温となる内壁に空気を接触

させずクライオポンプによるリスクを排除する，実現性に優れたシンプルな独自の新規

コンセプトを提案した．この CFRP 極低温タンクのサンドイッチパネルのコア材に独

立気泡の発泡材を適用するコンセプトについて，実際の材料を用いて実験を行って機械

的特性を把握し，また実機を模擬した有限要素解析を行うことで実現性の有無を明らか

にすることを目的として本研究を実施した．また，発泡材による CFRP サンドイッチパ

ネルコアに関して極低温での特性を実験にて明らかにした研究事例は無く，その観点で

も本研究は意義がある研究である． 

極低温での CFRP 発泡コアサンドイッチの特性を明らかにし，本コンセプトの成立

性を評価することを目的として実施した研究の結論を以下に示す． 

 



- 77 - 

(1) 常温及び液体窒素浸漬による極低温にて，発泡材 Rohacell 110WF 単体の圧縮試験，

引張試験及び CFRP サンドイッチ板の面外引張試験を行った．極低温での圧縮強

度は常温の 37%程度に，引張強度は常温の 60%程度に，面外引張強度は 28%程度

に低下した．引張に対し面外引張がさらに強度低下したのは CFRP とサンドイッ

チにしたことによる熱収縮差による熱応力の影響と考えられる． 

また，常温及び極低温でサンドイッチ板の面内圧縮試験を実施した．常温では

CFRP 擬似等方積層のフェース材で応力 300MPa 以上，ひずみ 6900𝜇𝜀以上の強度

を有し，破壊は CFRP の圧縮破壊またはリンクリングを発現した．極低温ではサン

ドイッチ板の面内圧縮強度が常温より 10%以上増加し CFRP の圧縮破壊は生じず

リンクリングにて破壊することを確認した．コア材剛性が増加したことによりリン

クリング強度が増加したと考えられる．コア材単独で評価したとき常温より極低温

で強度の低下が見られるが，CFRP サンドイッチでは評価対象としていた面内圧縮

強度が極低温で常温以上となることが判明した． 

(2) 極低温冷却による引張熱ひずみを考慮したタンク内圧等の引張荷重に対する耐荷

性に関し試験を実施し評価した．4 種類の発泡材について線膨張率の計測及び極低

温での引張試験により引張破断ひずみの取得を行った．その結果ポリイソシアヌレ

ートフォームを主成分とするサーマックス RW が，極低温冷却により CFRP サン

ドイッチ内で引張熱ひずみが生じても，引張荷重に耐荷しうることを確認した． 

サーマックス RW を使用した CFRP サンドイッチ板試験片により，極低温での引

張試験を行った結果，標定部 CFRP の計測値で平均 0.49%という低いひずみでコ

アに割れが生じた． 

この試験を模擬した有限要素法解析を実施した結果，荷重点と標定部の CFRP 板

厚段差によりコア内部にひずみ分布が生じ，部分的に材料の破断ひずみに近い高い

ひずみが生じていることを確認した．上記の試験と解析より，実機では荷重点には

同コア材を用いない等の対応を行いコア内にひずみ分布を生じない設計を行うこ

とにより，外荷重分のひずみとして CFRP 破断ひずみと同等以上の十分な耐荷性

があることを確認した．以上により CFRP サンドイッチの極低温での引張特性の

観点で，ポリイソシアヌレートフォームをコア材とすることで極低温タンクへの適

用可能性があることを明らかにした． 

(3) CFRP 発泡コアサンドイッチ板面内圧縮試験及び同サンドイッチ板による実機サ

イズタンク円筒を模擬した有限要素法による線形座屈固有値解析を行った．サンド

イッチ板面内圧縮試験を模擬した座屈解析では，1 次モードとしてリンクリングを
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発現して試験を再現し，座屈荷重は単位周長当たりの基準荷重 500N/mm に対し

荷重倍数で 1.47 であった． 

実機ロケットサイズのタンクを模擬した解析として H-IIA ロケットと同じ直径 4

ｍのサンドイッチ円筒モデルを作成し座屈解析を行った．その結果，10mm メッシ

ュのモデルで 1 次モードに全体座屈モードが現れ，基準荷重に対する荷重倍数は

1.246 であり上記の 1.47 より低く 1 次モードはリンクリングより荷重倍数の低い

全体座屈であった． 

また，コア厚 20mm のサンドイッチ板タンクは H-IIA ロケットの実機荷重レベ

ルの座屈強度があった．コア厚及び CFRP 厚をパラメタとして変化させ座屈解析

を行い，コア厚を厚く CFRP 厚を薄くすることが，質量効率が良いことを確認し

た． 

以上より，座屈解析によりサンドイッチ板面内圧縮試験結果を再現し，それに基

づく実機サイズタンク円筒モデルの解析により座屈強度レベルが実機に必要なレ

ベルの座屈強度を有することを確認した．従って座屈強度の観点から CFRP 発泡

コアサンドイッチによる極低温タンクの実現性を確認した． 

 

上記(1)(2)(3)項より，CFRP 発泡コアサンドイッチ構造に関する特性を明らかにし，

ハニカムコアでのクライオポンプによるリスクをシンプルな方法で排除できる独立気

泡発泡コアを用いた CFRP サンドイッチによる極低温タンク構造について，面内圧縮

強度の観点，コア材の引張特性の観点及び円筒の全体座屈強度の観点から，その実現性

があることを明らかにした．これにより，シンプルで軽量化により打上げ能力向上に貢

献できる CFRP 極低温タンクの実現に一歩近づけることができた． 

 

5.2 今後の課題 

第 2 章及び第 4 章にて発泡コア材として Rohacell 110WF が実タンクに必要となる剛

性を有することを確認したが，第 3 章にて引張ひずみ耐性の点で Rohacell 110WF は適

用できずポリイソシアヌレートフォームの適用が必要であることを確認した．本研究内

で使用した Thermax RW は断熱材であり低密度で低剛性であったので，これを高密度

化する等により剛性を向上させることが必要である． 

今後，CFRP 発泡コアサンドイッチ構造による極低温タンクを実現するためにはさら

に以下のような課題があり，今後の研究の広がりと進展を期待する． 

① CFRP 発泡コアサンドイッチパネルの極低温での衝撃損傷 
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CFRP 発泡コアサンドイッチパネルが常温及び極低温にて工具や部品，氷等

の衝突を受けた場合を想定し，衝撃エネルギーと損傷度合いの関係を把握す

る．また損傷度がタンクの機能（強度，推進薬保持，クライオポンプ抑止）

の低下に与える影響を評価する． 

② 発泡コアの極低温での損傷進展 

CFRP 発泡に損傷が生じた場合に，極低温推進薬の注入/排出による温度負荷

や圧力履歴の負荷により，損傷がどのように進展しタンク機能への影響が現

れるかを評価する． 

 ③ 実機サイズタンクの成型・製造技術 

本研究内で実施した，試験片サイズの硬化した CFRP 板と発泡コア材を常温

で接着する作業は実施可能であるが，数 m 直径の実機タンクにて大面積の硬

化済み CFRP 板を接着剤可使時間内に均一に接着することは困難なため，残

留熱応力を発生させず大面積の CFRP/発泡コア接合方法を研究する必要が

ある． 
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付録 A Rohacell 110WF の液体窒素温度におけるヤング率推算 

 

 第 4 章にてサンドイッチ板に関する有限要素法解析を行うにあたり，コア材 Rohacell 

110WF のヤング率が必要となる．第 2 章のコア材圧縮試験において常温では長尺の負

荷治具を介さずに試験機で荷重負荷したため，試験機のストロークと試験片板厚からひ

ずみを算出しヤング率を算出できる．しかし極低温試験では試験機と試験片の間に長尺

の負荷治具を介するため治具の変形量が試験機ストロークに含まれてしまい．試験片の

変位量が特定できずヤング率が算出できない． 

 第 2 章の検討によりサンドイッチ板面内圧縮試験におけるリンクリング座屈荷重は

コア材の剛性に依存しているため，常温と極低温での破壊荷重の比率と常温でのコア材

のヤング率より極低温でのヤング率を求めることとする． 

 2.3.4 節よりリンクリング強度は，𝑘 𝑖  を比例定数（𝑖＝1,2,･･･），𝐸𝑓をフェース材のヤ

ング率，𝐸𝑐をコア材のヤング率，𝐺𝑐をコア材のせん断弾性率とすると下式で表される． 

  𝜎𝑤 = 𝑘1 √𝐸𝑓𝐸𝑐𝐺𝑐
3      （A1） 

𝐸𝑓の温度による変化は小さく無視するとし，𝐺𝑐は𝐸𝑐に比例するとすると以下の式書き換

えられる． 

      𝐸𝑐 = 𝑘2𝜎𝑤
3/2       （A2） 

サンドイッチ板面内圧縮試験の極低温と常温の比を𝑃𝐶𝑇/𝑃𝑅𝑇とし，応力の比に同じとす

ると(A2)式より極低温でのコア材ヤング率𝐸𝑐.𝐶𝑇は常温のヤング率𝐸𝑐.𝑅𝑇により，以下の

通りとなる． 

      𝐸𝑐.𝐶𝑇 = (𝑃𝐶𝑇/𝑃𝑅𝑇)3/2･𝐸𝑐.𝑅𝑇  （A3）   

 

常温のヤング率𝐸𝑐.𝑅𝑇はコア材圧縮試験より 

Test 𝐸𝑐.𝐶𝑇（MPa） 

No.1 80.8 

No.2 84.0 

No.3 83.1 

Average 82.6 
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常温と極低温のサンドイッチ板面内圧縮試験強度は 

Test 𝑃𝑅𝑇（kN）  Test 𝑃𝐶𝑇（kN） 

No.1 20.38  No.1 22.68 

No.2 20.94  No.2 28.84 

No.3 20.14  No.3 22.24 

Average 20.49  Average 24.59 

 

各値の平均値と A3 式より極低温でのヤング率は 

      𝐸𝑐.𝐶𝑇 = (𝑃𝐶𝑇/𝑃𝑅𝑇)3/2･𝐸𝑐.𝑅𝑇   

         ＝(24.59/20.49)3/2×82.6 

         ＝108.2MPa 
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