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－1－

技術紹介

ICVS｢シティパル｣用自動充電装置の開発
Development of an Automatic Charger for ICVS City Pal

A B S T R A C T

Inductive charger and automatic connecting unit have
been developed to charge two-seater electric vehicle
“ICVS-City Pal”.  Inductive charge coupling was
accomplished with one action, just putting convex
cylinder shaped inductive charge coupler with concave
shaped inlet.  Automatic connecting unit can follow
practical vehicle stopping area by using multi-joint robot
arm structure.

＊　栃木研究所

＊＊朝霞東研究所

要　　旨

２人乗り電気自動車 ICVS - シティパルの充電用として，

インダクティブ充電器と自動かん合装置を開発した．イン

ダクティブ充電器は，凸型円筒形状のインダクティブ充電

カプラの採用により，車両側凹型充電インレットへの突き

当て単一動作で，充電を可能とした．自動かん合装置は水平

２軸・垂直１軸の多関節ロボットアーム構造とすることで，

シティパルの停止位置ずれに対し，実用上問題ないレベル

でかん合することを可能にした．

１．はじめに

’98 年 10 月より栃木県茂木町にある｢ツインリンクもて

ぎ｣において近未来の共同利用型地域交通システム｢ホンダ

ICVS｣（１）の試験運用が始まった．その中で次世代のコミュー

タを目指した２人乗り電気自動車シティパルが運用されて

いる．

このシティパルは無人運転エリア内において貸出し前と

返却後の自動駐迎走行が可能である（２）．またシティパルは

バッテリ容量が減少すると無人で充電停止位置に移動し，

自動充電装置により充電が可能である．これらの装置はツ

インリンクもてぎ内のサウスゲートポートとホテル前の２

か所に設置，運用されている．Fig.1にインダクティブ充電

器と自動かん合装置を示す．

本報ではこの自動充電システムの全体構成，インダク

ティブ充電器，自動かん合装置の構造と機能，および作動

シーケンスについて説明する．またインダクティブ充電器

と自動かん合装置の性能も明らかにする．

２．自動充電技術

2.1. シティパルでの自動充電

シティパルの自動充電技術は，その運用において高稼動

山　本　章　善＊ 林　　　清　孝＊ 瀧　澤　敏　明＊＊

Akiyoshi YAMAMOTO Kiyotaka HAYASHI Toshiaki TAKIZAWA
内　堀　憲　治＊ 今　井　裕　道＊ 曽　根　利　浩＊
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Fig.1   Inductive charger and automatic connecting unit

率化と省人化を目指して開発された．この自動充電を成立

させた自動充電装置の充電器とかん合方式について述べる．

2.2. 自動かん合

EV への充電は EV の充電口（充電インレット）と充電器

側の充電カプラを接続すること（以下，かん合）が必要であ

る．

自動充電では充電インレットと充電カプラの位置を，自

動でかん合可能な範囲に移動させる必要がある．

シティパルは無人ポート内の停止位置に自動走行で移動

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_1



HONDA   R&D   Technical   Review Vol.12  No.1 (April 2000)

－2－

し，一定の停止位置精度が確保できる．一方，充電カプラは

ロボットアームにより設定された３次元空間内を移動でき

る．シティパルが停車後，充電カプラは充電インレットとか

ん合できる位置まで移動しかん合を行う．その後シティパ

ルへの充電が開始される．

2.3. 自動充電装置の構造と特徴

2.3.1. 充電インレットおよび自動充電装置の配置

・従来の自動充電は床下でかん合を行うものが多いが（３），

シティパルでは充電インレットを車両側面に配置する構

造であり，手動での充電も行いやすい．

・路面上に自動充電装置を設置しており，埋設工事をする

必要がなく工事費用を抑えられる．

・床下に比べ側方に配置された充電インレットは雨泥で汚

れにくいため，性能が安定し信頼性が向上する．

2.3.2. 自動かん合装置構造

・自動かん合装置は２軸の水平多関節機構と鉛直可動機構

及びバランサ機構から構成されており（Fig.7参照），姿勢

保持力を必要としない．この構造のため，かん合時の車両

停止姿勢の変化に追従可能であり充電を維持できる．ま

た停電時，故障時等にも容易にかん合解除が可能である．

・小さなサーボモータ駆動力でかん合動作ができる．

・充電時間が数時間に及んでも，充電カプラのラッチ機構

により姿勢保持エネルギーが不要であり省エネにつなが

る．

2.3.3. 水平多関節構造

・ロボットアームの水平多関節を２軸とすることで充電カ

プラは水平面内を自在に移動可能であり，かん合動作範

囲を広く設定することができる．

・ロボットアームは収納待機時，関節を折りたたむことで

コンパクトになり駐車場の壁間際に設置できる．

・充電ケーブルをロボットアームに沿わせて配線できるた

め，ゆるみが発生しにくい．

2.3.4. インダクティブ充電方式

充電器はインダクティブ充電方式を採用している．イン

ダクティブ充電方式とは，Fig.2に示すように電磁誘導を利

用して充電電力を供給する方式である．充電ケーブル端に

ある１次コイルを有する充電カプラと，２次コイルを有す

る充電インレットとの磁気結合により電力を供給する（４）．

この方式は電気接点の直接接続が無いため，充電カプラと

充電インレットのかん合が容易で防水性の確保もし易い．

屋外用自動充電器にとっては最適の方式である．

３．シティパル用自動充電装置

3.1. 自動充電装置設置場所

インダクティブ充電器および自動かん合装置は Fig.3 に

示すようにツインリンクもてぎ内のサウスゲートポートと

ホテル前に設置されている．シティパルでの自動駐迎走行

やカルガモ走行（２）は主にサウスゲートポートで行われてお

り，それに伴い自動充電も実施されている．その設置場所の

様子を Fig.4 と Fig.5 に示す．

Fig.2   Inductive charging structure

Fig.3   Installed locations of automatic charger
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3.3. 自動充電システムの構成

Fig.7 に ICVS 自動充電システム構成図を示す．

Fig.4   South Gate Port

Fig.5   Hotel Port

Fig.6   Sketched image of automatic charger

3.2. 自動充電装置のデザインコンセプト

ICVS 全体のデザインコンセプトは ,“circle”：共有の輪

（round shape）で進められ，社内の多部門にまたがるプロ

ジェクトであるため，デザインイメージを合せ，トータルで

のシステムイメージを強く訴求できるようにデザインを展

開した．インダクティブ充電器と自動かん合装置について

も，“circle”を取り入れたデザインを採用している．

アーム部のデザインは複雑に動く関節とケーブルを同時

にカバーし，かつケーブル取回しとアームカバー取付け部

との干渉が無い形状とし，ケーブルが露出しないようデザ

インされている．

自動充電器はかん合装置や他の ICVS との一体感を出す

ため，かん合装置のスタンバイ時の高さを考慮しながらデ

ザインを進めた．基本シェイプは“circle”をモチーフに，外

観を小さく見せるようデザインしたグレーのカバーパーツ

を自動充電器・かん合装置双方に採用することで，同一シス

テムで働く２つのマシンであることを，より強調させてい

る．Fig.6 に開発前のイメージスケッチを示す．

本開発ではこのイメージスケッチを元に，自動充電装置

の部品形状・内部配置の検討を進めた．インダクティブ充電

器は内部ユニットの配置を考慮し，小スペース化を可能に

した．自動かん合装置は内部部品を縦長形状とし，部品配置

も縦方向に積み上げることでほぼイメージスケッチ通りの

形状にすることが可能になった．

 

Fig.7   Automatic charging system structure

3.4. システム構成要素

システム構成要素と各機能を以下に示す．

①ポート管制

ポート内にて実車を自動充電する際，リッドの開閉・か

ん合開始・充電中断およびステータス要求指令を出す．

②インダクティブ自動充電器

ポート管制との間は外乱に強い RS422A ラインによって

接続され，ポート管制からの充電指令にて充電を行う．パ

ワー回路は AC200V を 100kHz の高周波電力に変換し，

６ kW を出力する．内部には充電制御用コントローラと

かん合装置制御用コントローラが内蔵されている．

③かん合装置

充電カプラをロボットアーム先端に取り付けた水平２軸，

上下１軸の水平多関節型ロボットで，車両の有無および

相対距離を測定する超音波センサとサーボ OFF 時の姿

勢維持のため，バランスウエイトを内部に有する．

④充電カプラ（４）

Fig.8に示すように，充電カプラは凸型円筒形フェライト
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Fig.8   Set of charging coupler and inlet

制御している．

⑪ PT ECU（Power train ECU）

EV 駆動系およびバッテリマネージメント全般を制御し

ており，バッテリ残容量が少なくなると，IV ECUを通じ

てポート管制に充電を促す指令を出す．また，充電カプ

ラとレクチファイヤの温度をチェックし，異常の有無を

監視している．

⑫バッテリ（５）

50AhのNi-MHバッテリ24個を使用し，総電圧はDC288V，

バッテリの総重量は 250kg である．

⑬バランスウエイト

サーボモータを小容量で成立させるため，かん合装置本

体内部にアームと充電カプラの重量と同等のウエイトを

２個取付けバランスさせている．

3.5. 自動かん合装置作動シーケンス

自動充電を行う際のかん合装置作動シーケンスについて、

以下にその詳細を示す．

3.5.1. 相対距離測定

・ポート管制からの充電要求により充電リッド が開く．

・待機位置に静止している自動かん合装置（Fig.9参照）が作

動基準位置に上昇する．

・その位置で車両とかん 合装置間の相対距離を超音波セン

サによって測定する．

コア外周に１次コイルを有している．充電カプラ表面に

は車両側の充電インレット位置を検出するための赤外線

光電センサと，充電器と車両の双方向光通信を行うため

の受発光素子を取り付けている．充電カプラ背部には小

型電動ファンを内蔵しており，充電カプラから充電イン

レットまでを強制的に空冷している．充電カプラ支持

シャフト後端部に充電インレットとのかん合を検出する

ためのマイクロスイッチが取り付けられている．充電カ

プラ外周には，かん合時の外乱によるかん合はずれを防

ぐためのラッチ機構が設けられている．

⑤充電インレット

コア内周に２次巻線を有している．かん合時には１，２

次間の結合係数が大きい重ね巻き配置となり，この時の

電力伝達効率は 99.6％となる．充電インレット表面には

赤外線光電センサ用反射板と光通信用受発光素子および

かん合維持検出用マイクロスイッチが取付けられている．

⑥カプラカバー

非かん合時充電カプラ正面部を覆い，被水・じんあいの

影響を少なくしている．かん合作動時，カプラカバー駆

動用モータとネジ歯車の働きでカプラカバーの開閉を行

い，可倒機能も有している．

⑦レクチファイヤ

充電カプラ及び充電インレットを介して供給された高周

波電力を整流し，バッテリ充電用の直流電力に変換する．

⑧電動充電リッド

リッドはインレットの雨泥による汚れ，石跳ね，および

いたずら防止の目的で取り付けられている．このリッド

は電動化されていて，IV ECUの指令により充電開始と終

了に合わせて自動開閉する．

⑨マニュアルリッドスイッチ

手動で充電する時にはトランクルーム床面にあるマニュ

アルリッドスイッチでリッドを開閉する．

⑩ IV ECU（Intelligent vehicle ECU）

自動充電を含む自動走行系すべての制御を行っている．

電動リッド開閉指令，ポート管制への充電要求指令等も

Fig.9   Stand-by posture

3.5.2. カプラカバー開動作

・待機中に充電カプラ保護用としてセットしていたカプラ

カバーが自動的に開く．

・カプラカバーは，ネジ歯車による可倒機能により，かん合

装置本体上部に納まる．

3.5.3. 充電カプラのサーチ動作

・測定された車両とかん合装置との相対距離により充電カ

プラは充電インレットサーチ開始位置に移動する．

・充電リッドとの干渉が無いよう車両と一定の間隔を保ち

ながら，車両前後方向を200mm/sの速度でサーチスイー

プする（Fig.10参照）．充電カプラ正面に取付けてある赤

外線光電センサで充電インレット側反射板位置を大まか

に検出する．

・その後，車両と一定間隔を保ちながら反射板位置とほぼ
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充電出力はバッテリ電圧 DC335V 以上で 6 kW を達成し

ている．この高出力化により，シティパル用Ni-MHバッテ

リを容量20％から100％まで約２時間で充電可能となった．

充電時間の短縮化により車両の高稼働率が達成された．ま

た，効率はバッテリ使用電圧範囲のほぼ全域で87％以上で

あり，従来の車載型充電器に対して高効率が達成できた．

一方，力率においては0.85程度であり，従来品に比べる

とやや低い値となっている．これは充電器の小型化を優先

したためであり，将来力率改善回路を追加することで改善

は可能である．

Fig.10   Search action

　相対する位置に充電カプラを移動する．

・20mm/s の速度で精密サーチスイープを行い反射板の平

面座標位置を決定する．

3.5.4. かん合動作

・充電カプラは反射板位置と充電インレット中心とのオフ

セット分を修正した後，充電インレット方向へ 100mm/

ｓの速度で近づく．

・充電インレットにかん合する約50mm手前で速度20mm/

ｓに減速し，充電カプラと充電インレットがかん合する．

・この時点で充電インレット側かん合スイッチが入り，車

両側はかん合完了を認識する．

3.5.5. 充電カプラ揺動およびかん合完了

・さらに充電カプラがサーボモータにより充電インレット

方向に押込まれると（Fig.11参照）充電カプラの軸受けが

固定シャフトから外れ，今までアーム上で固定されてい

た充電カプラが自由に動く状態になる．

・この状態で充電カプラは，車両側傾き（ピッチ角やヨー角

等）に沿ってかん合され充電インレットに密着する．

・同時に，充電カプラによって押し込まれたセンタシャフ

トが充電カプラ側リミットスイッチを押し，その信号で

充電カプラの動きが停止し，同時にサーボフリーとなる．

・その後，充電カプラはロボットアーム側のフリクション

により充電インレットへ押込まれたまま安定状態となる．

ここでかん合動作が完了し充電が開始される．

Fig.11   Connecting action

Fig.12   Characteristics of inductive charger for City Pal

4.2. 自動かん合装置性能

自動充電装置による自動充電は，ポート内の自動充電停

止位置に駐車されたシティパルの電動リッド内に取り付け

られた充電インレットが，ある一定の３次元空間範囲内に

存在する時に実施される．車両前後方向，左右方向，上下方

向およびピッチ角，ヨー角，ロール角を Fig.13のように定

める。

自動かん合を可能とする充電カプラと充電インレットの

相対的な位置ずれとかん合角度ずれの許容範囲を Table 1

および Fig.14 に示す．またそれらの実測値も同様に示す．

許容範囲と実測値との関係から，本装置が十分実用に耐え

る性能を持っていることが証明された．

Fig.13   Definitions of directions and angles

４．自動充電装置の性能

4.1. インダクティブ充電器性能

Fig.12 にインダクティブ充電器の充電出力特性を示す．
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考えられる．今後，手動運転にも対応可能な，より実用型自

動充電システムの検討が必要になると考えられる．
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Table 1   Test data of automatic connecting unit

Fig.14   Test result of connectable range

５．まとめ

以上のようにインダクティブ充電器と自動かん合装置を

用いた自動充電システムを開発した．この開発の成果とし

て，次の内容が上げられる．

・インダクティブ充電方式の採用により，充電カプラと充

電インレットの形状を円筒形状にできた．これにより突

き当て単一動作でのかん合が可能になった．

・自動かん合装置を水平２軸・垂直１軸の多関節ロボット

アーム構造とすることで，シティパルの停止位置ずれに

対し実用上問題ないレベルでかん合可能にした．

このことにより，シティパルへの充電時間の短縮，車両

の高稼働率化および省人化が達成できた．

６．おわりに

将来の自動充電の姿を考える上で，家庭用自動充電器の

ような手動運転時への応用は，停止位置の許容範囲が規定

されることからまだまだ課題が多い．

一方，近未来の EV の方向性を考えると，走行範囲の拡

大要求から来る急速充電により充電設備の大電力化・大型

化が予測され，その際の操作性から自動充電へのニーズが

山 本 章 善 林 　 清 孝

内 堀 憲 治

■著　者■

瀧 澤 敏 明
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ハイブリッドカー「インサイト」用
モータアシストシステムの開発

Development of the Motor Assist System for a Hybrid Car – INSIGHT

A B S T R A C T

A motor-assist system has been developed and
employed for the ‘Insight’ hybrid car. The system
consists of an internal combustion engine as a primary
power source, and a motor placed around the engine
crankshaft. Such construction makes the system volume
significantly small and offers more flexibility for a
power plant layout.

The system’s functions include absorption of braking
energy, idling-stop, driving power assistance, and power
supply for the 12V electrical system. A proper energy
management method for various driving mode has been
established by combining these functions and fuel
economy is significantly improved as a result. As other
control features, an active motor vibration control
compensates idling vibration that is unique to 3-cylinder
engine, and sophisticated transient torque control
between assist and regenerating modes harmonizes the
two power sources’ characteristics to ensure better
driving comfort.

＊栃木研究所

要　　旨

エンジンを主動力源とし，モータをクランク軸直結とし

たコンパクトで搭載性に優れたモータアシストシステムを

開発し，インサイトに搭載した．そのシステムは制動エネル

ギーの回収，アイドリングの停止，エンジンのアシスト，

12V 系負荷分の発電等の機能を有し，走行モードに対応し

たエネルギーマネジメントにより燃費向上に寄与した．ま

た，３気筒エンジン特有のアイドリング振動のモータによ

る抑制制御を行なうとともに，二つの駆動力源を協調させ

るためアシスト・回生トルクの過渡状態での制御について

も考慮して乗り心地の向上を実現した．

１．まえがき

地球温暖化現象の要因とされる CO2（二酸化炭素）の中で

車からの排出量削減が昨今の自動車産業の重要な課題と

なっているが，その対応のーつとしてエンジンと電気モー

タを組み合わせたパワープラントのハイブリッド化による

燃費向上への取り組みがある． 従来のガソリンエンジン車で

は減速する時に，走行中の運動エネルギーをブレーキによ

り熱エネルギーとして捨てている． またアイドリング中の燃

料消費は燃費悪化につながる．

これに対しハイブリッドシステムは，

● 減速エネルギーの回収

● モータによる再始動を前提としたアイドリング停止

● 高効率領域での充電，及びアシスト

が可能であり，そのシステム形態としては電気自動車を

ベースとしてエンジンによる発電装置を追加したシリーズ

方式，エンジンをベースとしてモータを補助動力として付

加したパラレル方式，またはその中間をねらったものなど

さまざまな方式が提案されてきている（１），（２）．

２．開発のねらい

ハイブリッドシステムは前述のようにエネルギーを有効

利用することを可能とするが，システム重量の増加により

逆に燃費を低下させる要因も持ち合わせる．

そこでエネルギーの有効利用と重量のバランスを保つこ

とに主眼を置いたハイブリットシステムを開発し，IMA

（Integrated Motor Assist）システムと称した．

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_2
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また，二つの駆動力源を協調させたスムーズな走りや，ス

ムーズな再始動などによる高品位なアイドリング停止機能

を実現し，さらにエネルギーを最大限に利用するためのシ

ステム制御の構築を図った．

３．システム構成

開発にあたってシステム構成と部品配置，及び部品設計

は以下の３点に留意した．

第一に燃費を良くするために空力性能の向上が必要であ

るが，このためには車体形状の制約からコンパクトな部品

配置とシステムの徹底的な合理化が求められる．

第二に同じく燃費向上のためには部品自体の軽量化も必

要となる．

第三に高圧系を持つために通常使用時はもちろんのこと，

衝突やメンテナンス時にも感電防止等の安全を確保しなけ

ればならない．

これらの要求に対して配線を極力短くし，高圧安全を確

保するため Fig.1 及び Fig.2 に示すように IPU（Integrated

Power control Unit）として高圧機器をクラッシャブルゾーン

外の車両後部に集中配置した．

さらに IPU 内の冷却は水冷よりも軽量な強制空冷とし，

冷却通路への水等の進入を防ぎつつ通路抵抗を極力抑える

ような冷却系の設計を行った．

モータはクランク軸直結でエンジンとトランスミッショ

ンの間に配置される薄型のものを開発した．

3.1. エンジン

主動力源であるエンジンには燃費向上のために多くの新

しい技術が盛り込まれている（３）．

排気量 1.0L のリーンバーン方式とし機械損失低減など

の観点から３気筒とした．さらに燃焼効率の向上のために

従来の VTEC 希薄燃焼技術を進化させた燃焼室形状を採

用した．

また，軽量化のためにオイルパンのマグネシウム化やイ

ンテークマニホールド，ヘッドカバー等の樹脂化，さらにエ

キゾーストマニホールドをアルミニウム化してシリンダ

ヘッドに一体化するなどの技術が投入されている．

3.2. モータ

モータは効率の点で有利な交流同期電動機（DC ブラシ

レスモータ）を採用し， 軸受けをなくして機械損失を低減

させ，コンパクト化のためにロータをエンジンのクランク

シャフトに直結する構造とした．

動力性能を 1.5L ガソリン車と同等とするため，アシス

トするモータの出力は Table 1 に示すように最大トルク

49Nm/1 000rpm，最高出力 10kW/3 000rpm とした．また

エンジンルームに収めるため，エンジンのコンパクト化を

行なうと共にモータ側も高耐熱ネオジウム系マグネットの

採用等により，Fig.3 に示すように熱の点で厳しいエンジ

ンとトランスミッションの間の幅 60mm に収め，自然空

冷とした．

Fig.2   IPU component

Fig.1   IMA package

Table 1   IMA specifications
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3.3.  バッテリ

バッテリは，Table 2 及び Fig.4 に示すようにハイブ

リッド車専用 Ni-MH バッテリを採用し，さまざまな使用

条件を踏まえて，アシストと回生の電力量から最適なバッ

テリ容量を決定した．

バッテリの冷却，加温のためのファンモータはメンテナ

ンス性や車内騒音低減のためブラシレスタイプとし，さら

に回転数を High と Low の２段切り替えとした．

またバッテリボックス上面にモータ制御やバッテリ残容

量検出等を行なう ECU（Electronic Control Unit）を備えて

いる．

スを挟み込む形で配置し，強制空冷構造とすることでコン

パクト化と効率の高い冷却を可能にした．

また PDU の小型軽量化のために６個のモータ駆動用ス

イッチング素子を一つのモジュールに統合した．

Fig.3   IMA motor

Table 2   Battery specifications

Fig.4   Battery box assembly

3.4. パワーコントロールユニット

パワーコントロールユニットは駆動及び回生用高効率

PDU（Power Drive Unit）と 12V 電源発電用 DC-DC 降圧コ

ンバータとを Fig.5 に示すように冷却用ヒートシンクケー

Fig.5   PCU (Power Control Unit)

3.5. ECU

モータ ECU とバッテリ ECU はフレームにマグネシウ

ムを使うなどによりアルミニウムフレームを用いたECUに

比べ約 1/2 の重量とした．

以上のようにコンパクトな部品配置と部品の軽量化，お

よび冷却系の合理化により Fig.6 及び Fig.7 に示すような

パッケージングが可能となり，IMAシステム全体として車

両重量の 10％以下である 80kg 以下を達成し，IPU のリア

集中パッケージにより構造自体に衝突を含む高圧安全機構

を持たせることができた．

Fig.6   IMA power unit

Fig.7   Rear layout of IMA system
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４．制御システム

4.1. 要求機能

このシステムに求められる基本機能としては減速時のエ

ネルギー回収，アイドリング停止，加速時のエンジン出力に

対するモータアシスト及び 12V 系負荷分の発電がある．

また，ドライバの操作に対してモータの作動が自然であ

ること，考え方として故障時でもシステム的に切り離して

エンジンのみで従来の走行ができることを掲げた．

これらの機能を実現するための最小システムとして

Fig.8 のように構成した．

各 ECU の機能を以下に示す．

（１）エンジン ECU

エンジン制御，制御モード判断，アシスト／回生量計

算，アイドリング停止判断，故障検出等．

（２）モータ ECU

モータ制御（アシスト／回生，エンジン始動），制御モー

ド判断，高圧配電制御，バッテリ保護制御，アイドリ

ング振動低減制御，制御状態表示．

PDU 冷却，DC-DC コンバータ冷却，故障検出等

（３）バッテリ ECU

SOC（State Of Charge：充電レベル）計算，バッテリ保

護要求出力，温度コントロール，故障検出等

4.2. 走行状態とエネルギーの流れ

IMAシステムはエンジン回転数，車速，スロットル開度，

ギアポジション，SOC 等の車両情報から IMA 制御モード

とモータのアシスト／回生量を決めている．

IMA システムでのエネルギーの流れは，Fig.9 のように

全部で６方向ある．

（１）モータアシスト

（２）IMA バッテリ充電

（３）12V 負荷分発電

Fig.9   Energy flow of the IMA system

Fig.8   IMA System block diagram
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（４）12V 負荷分を IMA バッテリから供給

（５）12V 電力を DC-DC コンバータで供給

（６）12V 電力を 12V バッテリから供給

この６方向のエネルギーの流れを走行モードと SOC で

整理すると６つのエネルギーパターンに分類される．

以下に各エネルギーパターンでどのエネルギーの流れが

あるかを説明する．

パターン１：

加速時のアシスト，アイドリング停止後のエンジン始動

など IMA バッテリからモータを駆動する．

- - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - （１），（４），（５）

パターン２：

減速エネルギーの回収，クルーズ，アイドリング中の充

電．- - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - （２），（３），（５）

パターン３：

IMA バッテリに充電する必要のない時（SOC 上限等）に

DC-DC コンバータ発電分（12V 系負荷分）のみ供給する．

- - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - （３），（５）

パターン４：

アイドリング停止中に 12V 系の負荷分を IMA バッテリ

から供給する．- - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - （４），（５）

パターン５：

IMA モータでのエンジン始動．12V 負荷分は 12V バッ

テリから供給する．- - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - （１），（６）

パターン６：

極冷間時等IMA モータによる始動ができない時には一般

ガソリン車と同様にスタータによりエンジンを始動する．

- - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - （６）

以上のように走行状態により決まるエネルギーの流れを

Fig.10 に示す IMA メータに表示する．

SOC メータはバッテリの SOC を 20 セグメントにより

表示する．アシスト／充電メータはアシスト／充電電力を

リアルタイムに表示することでIMAの作動状況をドライバ

に伝える．

4.3. エネルギーマネジメント

ハイブリット車においてモータによる駆動／回生を機能

させるためにはSOCを一定の範囲に保つ必要がある．IMA

では 12V 負荷の量によらず駆動／回生力制御と SOC との

バランスを保つために走行状態により以下のエネルギーマ

ネジメントを行なった．

（１）アシスト／減速モード

車両の駆動，制動力が重視されるアシスト，減速モー

ドにおいては，12V 負荷の量によらず PDU の DC 部

で要求通りの電力になるように制御する．

（２）クルーズ／アイドリングモード

モータ出力よりも，バッテリ電力収支が重視され，SOC

変動を最小限に抑える必要があるクルーズ／アイドリ

ングモードでは，バッテリ入力部の DC 電力を制御す

る．この手法によりモータの回生電力をバッテリの充

放電損失を最小限に抑え車体系の12V負荷分に供給す

ることが可能となる．Fig.11 で例を示すと充電要求が

2kW で，DC-DC コンバータ消費 0.5kW の時はバッテ

リ側の電力が 2kW になるようにフィードバックする

ことで結果的にモータは2.5kWの発電をすることにな

り，DC-DC コンバータ消費分を供給できる．

Fig.10   Hybrid meter

Fig.11   Energy flow for conventional electoric load

（３）アイドリング停止モード

車両の停止中にアイドリングを止める事により不必

要な燃料消費を避ける事ができる．アイドリング停

止モードにおいては IMA バッテリから DC-DC コン

バータを介し 12V 負荷による消費電力を供給する．

（４）エンジン始動モード

IMA モータにより減速時に発生する回生エネルギー

を活用してエンジン始動を行なう．IMA モータはス

タータモータに比べ耐久性に優れ， 始動時間の短縮，

及び音と振動の低減を可能にする．短時間でエンジン

回転数をアイドリング回転まで上昇させるために

Fig.12のトルクパターンとした． 冷間始動時のエンジ
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ン回転数の上昇の様子をスタータモータと IMA モー

タそれぞれについてFig.13とFig.14に示す．IMAモー

タでのエンジン始動により，アイドリング停止後のス

ムーズな再始動が実現できた．

Fig.14   Engine revolution chart (IMA motor)

4.4. モータ出力制御

車体挙動の制御性向上にはモータ出力制御の応答性と安

定性の確保が求められる．要求出力は車速，エンジン回転

数，SOC 等の条件により決定されるが，モータの実出力の

追従性を考慮し，実指令値の算出はオープン制御とフィー

ドバック制御の切り換えによって行っている．

Fig.15に示すように現在の実出力と要求出力との差が大

きい時は規定の幅まで単位時間あたりのトルク変化量の大

きなオープン制御を行い，その後は DC-DC コンバータ分

を含めた電力フィードバック制御により目標値まで制御を

行う．

Fig.13   Engine revolution chart (starter motor)

Fig.12   IMA motor torque at engine start
フィードバック制御においても，要求出力の変化の大き

さによりフィードバックゲインの切り換えを行なう．変化

が大きい時は過渡状態と判定し，フィードバックゲインを

大きくし応答性の向上を図る．

過渡状態判定時以外のフィードバック処理においても，

減速，アシスト，クルーズ，アイドル等の制御モードにより

フィードバックのゲインを Table 3 のように切り換えるこ

とにより，車体挙動を安定させることができた．

Fig.15   Method of torque feedback

Table 3   Feedback gain of control mode

５．モータ制御によるアイドリング振動低減

インサイトは３気筒エンジンを搭載しているためエンジ

ン回転数の 1.5 ×ｎ次の振動が発生する．そのため IMAシ

ステムではモータがクランク軸直結であることを利用し，

主成分である 1.5 次振動に対して Fig.16 に示すようにそ

のトルクとは逆相のトルクを印加して , アイドリング時の

車体振動の低減を行っている．これを制振制御と呼んでい

る．

Fig.17 には実際のエンジントルクと，その 1.5 次成分及

び制振制御により印加すべきトルクの例を示す．この図か

らもわかるように，３気筒のエンジン振動の主成分である

1.5 次振動をモータトルクによって相殺する事が可能であ

る．
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制振制御では，エンジンの上死点信号を基準に，エンジ

ン負荷と回転数をパラメータとしてトルクの位相を決定し

ている．また印加するトルクの振幅についても同様にエン

ジン負荷と回転数をパラメータとして決定している．

印加するトルクの波形の生成にあたっては， 上死点信号か

ら得られたクランク角情報が必要である．

制振制御に用いるトルクとバッテリ充電のための回生ト

ルクは二つを重畳して出力している．この関係を Fig.18

に，制振制御を行なった場合の効果を Table 4 に示す．

Fig.16   Principle of damping control

      Fig.17   Example of engine and motor torque

Fig.18   Block diagram of damping control

６．バッテリ寿命の確保

実使用環境においてバッテリ寿命を確保するためには

バッテリSOC，電圧，温度を規定の範囲で使用する必要が

ある．

IMA システムでは電流センサ，バッテリ電圧センサと

バッテリボックス内温度センサを用い下記制御を行なって

いる．

（１）適性な SOC 領域で使用する．

（２）バッテリ電圧の上下限で入出力電力を制限する

（電圧パワーセーブ）．

（３）バッテリ温度により入出力電力を制限する

（温度パワーセーブ）．

6.1. 電圧パワーセーブ

バッテリ電圧がバッテリ電流とバッテリ温度で決まる上

下限電圧閾値を越えた場合，IMA システムは現在のモータ

出力指令値に対し，車両挙動が急激に変化しないように

徐々に出力指令値を減少させる．バッテリ電圧が規定の範

囲に戻れば，制限された出力を徐々にもとに戻す．Fig.19

に概念図を示す．

6.2. 温度パワーセーブ

過酷な温度環境下においても過昇温防止，SOC 算出精

度低下防止のため，バッテリ温度によりバッテリ電力が規

定上限電力以下になるようモータ出力制限制御（バッテリ

温度パワーセーブ）を行なっている．出力制御は Fig.20 の

ように設定し，バッテリの温度を適正な範囲に保つことが

できた．

Table 4   Effect of damping control
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７．まとめ

モータの機能を加速時のアシストと減速時の回生制動に

特化させたハイブリットシステムにおいて，以下の成果を

得る事ができた．

・走行状態やバッテリ SOC に対応したエネルギーマネジ

メントにより燃費向上に寄与した．

・高圧安全を考慮し車載性に優れたコンパクトなパッケー

ジングを実現した．

・エンジンとモータの駆動力を協調させるアシスト／回生

システムを可能とした．

・モータによるアイドリング振動の抑制制御により－3dB

～－5dB の振動低減効果が得られた．

・モータアシストシステムによりアイドリング停止後のス

ムーズな再始動を実現した．

本システムを開発するにあたり多大なご協力をいただき

ました社内外の関係者の方に深く感謝の意を表します．

Fig.19   Power save control by battery voltage

Fig.20   Power save action by battery temperature

参考文献

（１）岩井信夫：ハイブリッド自動車の燃料向上要因と将来
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（２）阿部眞一，佐々木正一，松井英昭，久保馨：乗用車用

量産型ハイブリッドシステムの開発，自動車技術会学

術講演会前刷集，No.975, p.25-28 (1997)
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Minoru NAKAJIMA Hiroo SHIMADA

ハイブリッドカー｢インサイト｣用
薄型DCブラシレスモータの開発

 Development of the Ultra-thin DC Brushless Motor for Hybrid Car – INSIGHT

ＡＢＳＴＲＡＣＴ

We developed an ultra-thin DC brushless motor for
use as the auxiliary drive of the ultra-low-fuel-
consumption hybrid car, “INSIGHT”.

Use of an ultra-thin design for this motor overcomes
restrictions on the layout construction between the engine
and the transmission. The ultra-thin design was achieved
using a concentrated winding for the salient-pole of the
split stator and a centralized distribution bus ring.
Utilization of these technologies resulted in a maximum
output performance of 10 kW at a maximum torque of
83.3 N-m while keeping the width of the electromagnetic
motor circuits to mere 60 mm. In addition, since the use
of this arrangement for the motor subjects it to the
effects of water and dirt just as with the clutch
compartment, a joint chamber and labyrinth contsruction
is used to form a drain. Meanwhile a stator cover and
disk sensor are employed to prevent foreign matter from
entering. This design achieves a motor capable of
withstanding a harsh ambient environment.

＊栃木研究所

要　　旨

超低燃費ハイブリッドカー｢インサイト｣の補助駆動用と

して，軽量・高効率の薄型 DC ブラシレスモータを開発し

た．本モータは，エンジンとトランスミッションの間に挟む

配置構造上の制約を薄型化することで克服している．薄型

化は，分割ステータでの突極集中巻きと集中配電バスリン

グで達成した．これらの技術の採用により，電磁気回路部分

の幅をわずか 60mm としながらも，最大トルク 83.3N-m，

最高出力 10kW の性能を実現した．またモータはその配置

からクラッチ室と同等の水および塵あいにさらされるため，

チャンバ構造とラビリンス構造を併用したドレイン，およ

びステータカバーと回転センサディスクによる異物侵入防

止構造で耐環境性を満足するモータとした．

１．まえがき

地球温暖化やオゾン層破壊などの環境問題に対し，自動

車の低燃費化およびエミッション低減の要求がますます高

まってきている．その一つの回答として， 35km/L（10・15

モード）の超低燃費ハイブリッドカー｢インサイト｣を開発

した．同車に搭載したIMA（Integrated Motor Assist）システ

ムは，エンジンを主動力，モータを補助動力として使用す

るパラレルハイブリッド方式を採用し，モータを始めシス

テム全体の小型・軽量化を可能とした（１）．

モータ開発にあたっての技術課題は，車両要求性能を満

足しつつ，1.5L クラスのエンジンルームに IMA システム

のパワートレインを横置きするための薄型化，およびエン

ジンと同等の耐環境性の確保であった．本稿では，これらの

技術について述べる．

２．モータの機能と課題

Fig.1 に IMA システム のエンジンとモータを，Fig.2 に

システム構成を示す．本システムはパラレルハイブリッド

方式であり，モータは走行状態に応じて，主動力源のエンジ

ンを補助駆動（アシスト）する機能，制動エネルギーを電力

として回生する機能，12V 負荷分を発電する機能を有して

いる．また，アイドル停止後のエンジン再始動も本モータで

実施している（２）．

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_3
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これらの機能を満足し，かつ燃費 35km/L（10・15 モー

ド）を達成する車両とするために，パワートレイン全体を小

型・軽量化する必要があった．そのためにモータはエンジ

ンと直結構造としトランスミッションとの間に挟む配置と

した．モータ開発においては薄型化および耐環境性に重点

を置き，技術課題を下記の通り設定した．

（１）コンパクト：1.5L クラスのエンジンルームにパワート

レインを横置きできる薄型モータとする

（２）耐環境性：エンジンとトランスミッションの間の環境

における耐久性を有する

波巻き方式を採用した場合は，巻線渡り部の幅寸法の増

加と巻線工程時間の増加が問題となる．また，一体型ス

テータで突極集中巻き方式を採用した場合は，Fig.5 に示

す巻線ノズルの移動スペースを確保する必要があるため，

巻線可能範囲が減少する．この課題を次の構造技術で解決

した．

Fig.1   IMA power unit

Fig.2   IMA system construction

３．モータ薄型化の技術

Fig.3 にステータの構成を示す．ステータは突極集中巻

きの分割された磁極と集中配電バスリング，およびステー

タホルダで構成されており，この構造が薄型化技術の核と

なる．以下にその技術の詳細を述べる．

Fig.4 に従来の巻線方式の例と，今回開発した巻線方式

を示す．通常，ステータは一体で成形される事が多く，巻

線方式としては波巻き方式もしくは突極集中巻き方式とす

るのが一般的である．それぞれの方式にはモータの薄型化

に対し次の課題が挙げられる．

Fig.3   Stator construction

Fig.4   Comparison of winding

Fig.5   Comparison of winding area
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3.1. 分割ステータでの突極集中巻き

Fig.6 に今回採用した分割ステータでの突極集中巻きの

巻線状態を示す．巻線可能範囲は，分割ステータを採用す

る事で巻線ノズルの移動スペース確保が不要となるため，

一体ステータに対し約 70％の拡大を実現した．更に突極集

中巻きで整列性を維持し，巻線の占積率を上げることと集

中配電バスリングとの組み合わせにより，電磁気回路部分

の幅を狭くし，車両要求トルクを満足するモータを実現し

た．

同図の赤色の部分が集中配電バスリングに相当する．こ

の部品は，銅板より打ち抜きで成形したもので，各巻線を

結線している．従来の方式では各相で６本の巻線を渡り線

として配線と固定をしていたため，生産性が問題となって

いたが，集中配電バスリングの採用により，ターミナル部

でヒュージングするのみとし作業の簡略化を可能とした．

Fig.9 に集中配電バスリングを使用した場合としない場合

の実態配線図を示す．集中配電バスリングを使用すること

で，渡り線部が簡略化されていることが分かる．

Fig.6   State of winding with split stator

また一体ステータに比べ，本方式は生産性も向上してい

る．第一に，珪素鋼板の歩留まり向上が挙げられる．歩留

まりを向上するために，Fig.7 に示す通りステータを分割

して抜いている．第二に，型内かしめによる積層・固定工

程の簡略化が挙げられる．また，ステータの分割により一

極ごとに巻線作業を行う事ができるため，設備の小型化も

可能とした．

Fig.7   Blanking of flat rolled silicon steal

3.2. 集中配電バスリング

本モータは三相モータであり，Fig.8 の等価回路に示す

ように，各相に巻線を６個，並列接続している．

Fig.8   Equivalent circuit of the motor

Fig.9   Comparison of wiring

また，薄型化のために，三相の集中配電バスリングは

Fig.10 に示すように重ねて配置した．重ね構造では相間の

絶縁方法が課題となるが，実用時に要求される，熱，振動，

塵あい等の耐環境性を満足させるため，絶縁コーティング

材料としてフッ素を選定した．フッ素コーティングの厚さ

の設定は，Fig.11 のデータを判定基準の指標とし耐久信頼

性のテストを実施した上で，要求性能を満足する膜厚とし

た．更に冷熱加振と塵あいの複合条件で評価テストを実施

する事により，実用時に発生する振動レベルではフッ素

コーティングが摩耗しないことも明らかにした．これらの

技術により，従来技術に対しモータの幅を約 40％低減し，

厚さ 60mm の薄型モータを実現した．

Fig.12 に小型・軽量化を達成したパワートレインを，

Table 1 および Fig.13 にモータの仕様と性能を示す．
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４．耐環境性技術

本モータは，エンジンとトランスミッションの間に挟ま

れておりクラッチ室内にモータが配置されるため，水密構

造にすることが困難である．従って水等が入り難く，かつ，

浸水した場合は速やかに排出されることを開発目標とした．

またクラッチ摩耗粉等の磁性体を含む異物とモータが共存

する構造となっているため，モータの電磁気回路への異物

侵入を防ぐ必要がある．これらの課題を以下の手法で解決

した．

4.1. ドレイン構造

水等が入り難く，かつ，浸水した場合は速やかに排出さ

れるように本モータはドレインとブリーザを備えた．特に

車載レイアウト上，モータ下端がほぼ最低地上高となるた

め，ドレイン構造に留意した．水溜まりを走行した場合，タ

イヤで跳ね上げられた水は圧力がかかった状態でモータハ

ウジングにぶつかるため，ドレインは穴を空けただけでは，

その穴から水がモータ内部に噴出してしまう．

Fig.14は開発初期のドレイン構造である．ハウジングに

パイプを圧入し，進行方向を避けてパイプの口を設置した

が，水圧が高いため，パイプからモータ内部に浸水が見られ

た．

そこで，Fig.15に示す構造を採用することでこの問題を

解決した．これは排出口とモータ内部に通じる穴を分離し

チャンバ構造とすることで容量を付加し，さらにチャンバ

内にラビリンスを設けることで浸水を防ぐものである．

4.2. クラッチ摩耗粉等の異物侵入防止構造

モータが配置されるトランスミッションのクラッチ室は，

基本的に大気開放である．よって塵あいを含めた異物がク

ラッチ室に侵入する．またクラッチの断続によりクラッチ

摩耗粉も発生しクラッチ室内に浮遊する．これらがモータ

の巻線やマグネットに多量付着するとモータ性能に影響を

及ぼすためダストシール構造とした．

Fig.10   Layout of centralized distribution bus ring

Fig.11   Isolation performance curve

Fig.12   Cross section of hybrid power train

Table 1   Specifications of motor

Fig.13   Motor power performance curve
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ダストシール構造は Fig.16 に示すように，ステータカ

バーと回転センサディスクでラビリンス構造を形成しク

ラッチ室からの異物侵入を抑制するものである．本構造の

採用により，モータ部への異物侵入を防ぐことができ，車両

の耐用年数を満足するモータとなった．

Fig.14   Prototype of drain construction

Fig.15   Production model of drain construction

Fig.16   Enlarged cross section of
motor & transmission

５．まとめ

以下の薄型化技術と耐環境性技術により，コンパクトな

ハイブリッドパワートレインを成立させる薄型モータを完

成した．

（１）分割ステータでの突極集中巻き

従来の一体ステータに対し巻線可能範囲を約 70％拡

大した．

（２）集中配電バスリング

従来の巻線渡り線部の配線・固定工程を，ヒュージン

グのみの作業とし簡略化を図った．

（３）ドレイン構造の最適化

チャンバ構造とラビリンス構造を併用した．

（４）クラッチ摩耗粉等の異物侵入防止構造

ステータカバーと回転センサディスクでラビリンス構

造を形成した．

参考文献
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電動四輪車いす「モンパル ML100」の開発
Development of a 4-wheel electric wheelchair-MonPal ML100

A B S T R A C T

The MonPal ML100 is a 4-wheel electric motor-
driven wheelchair developed aiming to achieve personal
mobility which provides fun, freedom from care and
comfort for those with restricted walking capability. It
also comes with a rearward tapering design to prevent
scraping and snagging.

The power train integrated with transmission and
motor, and the control system are specially developed to
provide slope-climbing capability.

If the driver needs to stop suddenly and grips the
drive lever too hard instead of releasing it, the vehicle
automatically comes to an emergency stop. The features
those prevent sudden start-off and make sure the driver
to know by a buzzer in the event of faulty drive lever
operation are applied for support system.

＊朝霞東研究所

要　　旨

歩行が不自由な方の移動手段として，楽しく，安心して

快適に乗れるパーソナルモビリティを基本コンセプトに，

四輪タイプの電動車いす「モンパル ML100」を開発した．

その特徴は、後輪の接触や引っ掛けに配慮した後ろ絞りデ

ザインである．また，トランスミッションとモータを一体

化したパワートレイン及びコントロールシステムの開発に

より，登坂時のねばりを向上した．操作系には，とっさの

場合にアクセルレバーを握り込んでも停止する機能や，操

作を誤った際に急発進を防止したりブザーで知らせる機能

などを採用した．

１．はじめに

これからの日本はますます高齢化が進み 2000 年には 65

歳以上の人の割合が６人に１人，また 2010 年には５人に

１人になると予想されている．

高齢になり歩行が不自由になってきたときにも，私たち

が生き生きとした生活を送るには社会とのコミュニケー

ションが必要であり，そのためには自由に移動できる手段

を確保することが大切である．

近年そういった高齢者の乗り物として利用され始めてい

るのが，ハンドル型の電動車いすである．

「電動車いす」とは，道路交通法上は｢身体障害者用の車い

す｣に含まれる．運転者は｢歩行者｣として扱われるので運転

免許証を必要としない．

また，日本工業規格の規定では，主として外観及び用途

により「標準型」と「ハンドル型」に分類されており，さらに

ハンドル型には三輪タイプと四輪タイプがある．

1985 年に市場に登場して以来年々この「ハンドル型」の

台数は増加しているが、普及率は潜在的なニーズに比べる

と低いのが現状である．

その理由として，現状の交通インフラもさることながら、

乗りたくても「気恥ずかしさ」から購入を見送るケースが多

いことがあげられる．

そこで，この「気恥ずかしさ」を払しょくし，歩行が不自

由な方でも積極的に外へ出かけることをサポートすべく開

発されたのが，四輪タイプのハンドル型電動車いす「モンパ

ル ML100」である．

２．開発のねらい

モンパル ML100 の開発にあたっては，

●楽しく乗れるパーソナルモビリティ

●安心･快適･簡単の提供

を実現するために，

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_4
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（１）軽快感と安心感を兼ね備えたデザイン

（２）坂道でも安心なねばりのあるパワートレイン

（３）スムースで快適な走行制御システム

をポイントとした．

３．概要

モンパル ML100 の外観を Fig.1 に，デザインコンセプ

トを Fig.2 に，また主要諸元を Table 1 に示す．

全体レイアウトを Fig.3 に示す．車体寸法は，日本工業

規格の「電動車いす」に準拠し国家公安委員会の型式認定に

適合するディメンションとした．車体前部に制御ユニット

を，後部にバッテリー，充電器及びパワートレインを配置し

て居住スペースを確保した．

フロアは低く（地上高 150mm），平らにして乗降性及び

居住性に配慮した．

リアトレッドをフロントトレッドより狭くした後ろ絞り

レイアウトとし，狭い道での後輪の接触や引っ掛けなどを

起こしにくくした．

Fig.1   External view of MonPal ML100

Table 1   Major specifications

スタイリングは，「楽しく乗れるパーソナルモビリティ」

をキーワードに，乗り物の持つ楽しさや軽快感と，誰もが安

心して乗ることができる新しいスタイルの提案を目指した．

そのデザイン要点は以下の通りである．

・ワイドなステップとボデー上端を低く抑えたフォルム

・運転者に前側面を確実に意識させ，足元に安心感を与え

るボンネットデザイン

・立体フォルムでホールド性を高めたシートデザインと，

大径リアタイヤの採用により軽快感を強調

Fig.2   Design concept Fig.3   Layout of MonPal ML100

Control panel

Control unit

Battery Power
train

Charger
unit
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パワートレインは，リアトレッド内に収めるべく専用に

開発し，偏平モータとトランスミッションを一体化した．

シートは，足腰の弱い人にとって必要な旋回時の遠心力

をささえるホールド性と乗降性を両立させるため，腰骨部

分のみを側面からささえる形状とした．

操作系は全てハンドル部分に集中させて，手元で容易に

行えるよう配慮した．特にアクセルレバーについては、走

行・停止を一本で行う方式を採用し，走行時レバーを保持

した状態でも疲れにくい構造とした．また、とっさにレバー

を握り込んだ場合でも停止させる機能を採用した．さらに

は，操作を誤った際に発進を止めたりブザーで知らせる誤

操作防止機能，旋回時の自動減速機能など安心して使える

よう配慮した．

４．コンポーネント技術

4.1. パワートレイン

パワートレインの外観を Fig.4に，構造を Fig.5に示す．

Fig.4   Power train

Electromagnetic brake
Motor

Transmission
Rear wheel

Mechanical brake

Fig.5   Layout of power train

また，本パワートレインにはブレーキとして，一次減速

部には停止した際に自動的に作動する電磁ブレーキ，アク

スル軸両端には手動で操作する機械式ブレーキ，及び坂を

下る時に速度を一定に保つモータ自体の回生ブレーキを装

備している．

4.1.1. トランスミッション

電動車いすに適した，低騒音，軽量なトランスミッショ

ンを新たに開発した．大径タイヤに効率良く駆動を伝える

ため，減速比率を３軸二次減速方式で構成した．Fig.6 に

示すように入力軸そのものにドライブギヤを形成し，駆動

ギヤ歯数 10 を達成した．諸元を Table 2 に示す．

Table 2   Specification of transmission

低騒音化のため，各ギヤの歯形・歯筋アライメントの適

正化によるギヤノイズの低減と安定化を図った。特に，モー

タ入力軸のギヤを歯面研磨に替えて，高周波焼入れ・超硬

カッターによる２度仕上げ（スカイビング）とした．

Fig.6   Input shaft and gear

軽量化のため，ケースの鋳造成形性と応力分散を考慮し

た「波打ちリブ形式」を採用した．ケースの標準肉厚は2mm

と薄肉にして，従来と比べ約20％の軽量化を行った．Fig.7

にそのリブ形状を示す．

トランスミッションに偏平モータを一体化させ，モータ軸

に一次減速ギヤを配置した平行３軸型である． Fig.7   Rib shape

Conventional rib Waved rib

Direction of molten metal flow
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クラッチ機構には，通常走行時の確実な動力伝達のため，

クラッチかん合部に特殊転造加工による逆テーパを設けた．

クラッチ解除機構については，カムと，節度感をもたせる

ディテント機構を同軸に構成し，作動フリクションを低減

させた．Fig.8 にその構造を示す．

Fig.8   Clutch

生産技術面では，湯流れシミュレーションを使った最適

な金型構造による３部品の一型化や，ピニオンギヤのかみ

合い調しん力を利用した「デファレンシャル自動調しん機

構」を採用し，ダイキャスト鋳肌に直接シャフトを差し込む

等，省加工技術の工夫を行った．Fig.9 に構造を示す．

Pinion
gear Pinion shaft

Diff. case

Final driven gear

Differential
gear

Z

Fig.9   Differential

4.1.2. モータ

偏平円盤型のモータは，一般的なモータの積厚・電機子

外径比１：１に対し，１：8.75の偏平比率となっている．主

要諸元を Table 3 に示す．

Table 3   Specifications of motor

偏平比率を大きくすることにより，31 スロットという

多極化が可能となり，セグメント間電圧を低く抑えること

ができた．また電機子が大きいことから熱引きもよく，過

負荷タフネスを向上させることができ，坂道でもねばりの

あるパワートレインを実現した．

4.2. コントロールシステム

コントローラは，16ビットマイコンを採用しモータドラ

イバを一体化した．制御部は，中枢である「走行コントロー

ル部」，運転者インターフェースである「インジケータ部」

及び充電器と連携した「電源制御部」で構成され，全体シス

テムマネージメントを行っている．Fig.10 にシステム図，

Fig.11 にコントロールユニット内部を示す．

Fig.10   System diagram

Driving force

Fitting reaction
force

Direction of force to pinion shaft
View Z

Fig.11   Control unit

Clutch lever Cam

Inverse taper

Fist
reduction
gear

Second reduction gear

Counter
shaft
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4.2.1. モータドライバ

FET を２個並列のフルブリッジ構成とし，モータの正

逆転を制御している．アルミニウム押し出しケースで放熱

フィンを構成し冷却効率を上げることでモータ出力を最大

限引き出すことができた．

4.2.2. 制御部

（１）走行コントロール機能

①走行速度一定制御

モータ内蔵のホール IC 回転センサから回転数と回転方

向をフィードバックするデジタル PI 制御を採用した．

Fig.12   Speed control system

②加速･減速パターンの最適化

速度設定ツマミで設定した目標速度までの加速パターン

とアクセルレバーを開放した時の減速パターンを，それぞ

れ５段階，10 段階にプロファイル設定しており，スムー

ス発進，緩やか減速を図った．

③安心機能

ユーザが主に高齢者であることを考慮した安心機能を走

行操作系に採用した．

・アクセルレバー握り込み停止機能

とっさの場合などに強く握り締めると停止する．

・急発進防止機能

アクセルレバーを握った状態で電源投入時の急発進を防

止する．

・旋回時自動減速機能

ハンドル転舵時 4km/h まで自動減速する．

④警報・保護機能

さまざまな走行条件を考慮し，急な登坂走行時の「過負荷

検出」，「モータ過熱検出」，段差乗り越え等のモータ拘束時

の「モータロック検出」，バッテリ過放電を防止する「バッテ

リ残量不足検出」等，警報・保護機能を採用した．

（２）インジケータ制御機能

コントロールパネルに装備した５個の LED で、各種情

報を運転者に伝達する．

①残量表示

バッテリ電圧と電流から残容量を算出し，６段階に表示

する．充電完了と共に満充電表示に復帰する．

②充電表示

充電進行状況をバッテリ電圧と経過時間より表示する．

③故障表示

回転センサ不良，充電器不良等 15 種類の故障内容を表

示する．

④保守履歴表示

販売店での点検を容易にするため，過去に発生した故障

の履歴を５回まで呼び出すことができる．走行距離，充電回

数，充電時間を LED で表示する．

⑤ヘッドライト点灯表示

ヘッドライトが点灯していることを左端 LED の点滅で

表示する．消し忘れ等によるバッテリの消耗を防止する．

インジケータ表示例を Table 4 に，外観を Fig.13 に示

す．

Table 4   Indication

Fig.13   Control panel

（３）電源制御機能

①充電器

充電器は定電圧定電流方式で，充電電圧範囲は 29.6 ～

32.2V，電流は 5A である．

あらゆる温度条件で確実な充電ができるように，外気温

度に応じた出力電圧設定とした．また，電気用品取締法の認

可を取得している．

②マネージメント機能

放電深度が浅い状態からの過充電によるバッテリ劣化を

防止するため，バッテリの状態に応じて３種類の充電モー

ドを選択するシステムとした．

充電モードは次の通りである．

・通常充電モード：

設定電圧に到達後に５時間のタイマ充電を行う．

・短縮充電モード：
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２時間以内に設定電圧に到達した場合は２時間半のタイ

マ充電を行う．

・過充電防止充電モード：

１分以内に充電電流が1A以下の場合は即時終了する．充

電タイマの作動する設定電圧は外気温度センサにより温

度補正される．

また，電源スイッチが入った状態での警報機能やヘッド

ライト，ターンシグナルの消し忘れ時の自動消灯機能など

節電機能も採用した．

③充電時走行防止機能

AC 電源へプラグを挿入しているとき，電源スイッチを

入れるとブザー警報と共にアクセルレバー操作による発進

を防止する機能を採用した．

④バッテリ

サイクル使用に適したシール鉛電池を採用した．密閉型

でメンテナンスフリータイプである．

５．おわりに

モンパル ML100 は，坂道の多い地域における使用にも

適した性能を有し，利用者の行動範囲をより広げ，明るく生

き生きとした生活をサポートする電動車いすである．

今後は社会の変化をふまえながら，さらに使い易い商品

をめざして発展させてゆきたい．

本開発にあたっては，柳河精機（株），松下電工（株），（株）

ミツバはじめ社内外の多くの方々から多大のご協力を頂い

た．ここに感謝の意を表する．
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二輪車用密封式クランクケースシステムの開発
Development of Closed Crankcase System Engine for Motorcycles

A B S T R A C T

A compact and light single cylinder engine was
developed for the off-road motorcycle, XR650R. The
engine has a feature of which a transmission chamber
is divided off from a crank chamber by a bulkhead. The
engine oil is discharged from the crank chamber to the
transmission chamber by using a pressure generated by
reciprocating motion of a piston. As a result, the pressure
fluctuation in the transmission chamber was reduced, and
a discharging of blow-by gas was reduced. A breather
chamber volume became possible to downsize to 1/5
compared to a conventional engine. Moreover, the effects
of reducing the engine weight and the friction loss were
obtained.

＊朝霞研究所

要　　旨

小型で軽量な単気筒エンジンが要求されるオフロード二

輪車 XR650R 用としてクランク室を密封したエンジンを開

発した．これは単気筒大排気量エンジンの課題であるクラ

ンクケース内の圧力変動に起因するブリーザからのオイル

吐出防止性能の低下を解決するものである．従来は一室で

構成されていたクランク室とトランスミッション室を隔壁

で分離し，ピストンの上下動により発生するクランク室の

圧力を利用してエンジンオイルをトランスミッション室へ

排出するエンジンを開発した．その結果，トランスミッショ

ン室の圧力変動を低減できることによりブローバイガスの

排出量が低減され、ブリーザ室を従来のエンジンの 1/5 に

することが可能となった．またエンジンの小型軽量化，フリ

クションロス低減の効果を得ることができた．

１．まえがき

オフロードスポーツ用モーターサイクルの XR シリーズ

では軽量でコンパクトなエンジンが強く要求されるため，

排気量 50cm3 から 600cm3 まですべてのクラスにおいて単

気筒エンジンが搭載されている．

単気筒エンジンは，クランクケース内の圧力変動が大き

く，ブリーザからのオイル吐出を回避するために大きな容

積のブリーザ室を必要とする．またエンジン内の油面変動

が大きくなることからオイルかくはんロスが増加する．

一般に，４ストロークエンジンではオイルかくはんロス

を低減するためにクランクシャフト下側に深いオイルパン

を設け，クランクシャフトをオイルの中に漬けないように

油面を下げるが，大排気量のオフロード用エンジンでは最

低地上高を大きくとる必要からエンジンの全高を低くする

要求があるのでオイルパンを深くできない．これもオイル

かくはんロスが増加する要因となっている．

これらの課題を解決するために，シリーズ最大排気量で

ある XR600R のフルモデルチェンジにあたり，クランク室

とトランスミッション室を隔壁で分離することにより，ピ

ストン上下運動に伴う圧力変動をクランク室内に封じこめ，

トランスミッション室へ伝えない構造の新型エンジンを開

発し，XR650Rに適用した．この構造を密封クランクケース

システムと名付けた．

２．エンジンの概要

XR650R の開発にあたり，

・低速域の粘り強いトルク特性と高速域の高出力特性の両

立

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_5
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・エンジン重量の大幅軽減

が要求された．この対応として，低速域のトルク特性向上

のために排気量を50cm3拡大し，さらに冷却方式を水冷に

変更して圧縮比を上げることにより出力性能を向上させた．

排気量拡大の課題としてブリーザ性能の低下があるが，こ

の改善のために密封クランクケースシステムを採用した．

エンジン重量の低減に対しては，アルミニウム合金で一体

構造のクローズドデッキ型ニカジルメッキシリンダの採用

をはじめとする各部品形状および材料の見直しを行った．

その結果，最高出力で約 30％，低速トルクで約 13％の向

上と，エンジン単体乾燥重量で約 5kg，水冷化によるラジ

エータなどの付加部品を含めて約 1kg の軽量化を達成し

た．Table 1 に主要諸元を，Fig.1 に出力特性を示す．

３．ブリーザ性能の改善手法

単気筒エンジンの場合，ブリーザのオイル吐出防止性能

（ブリーザ性能）の改善手法には，ブリーザ室の拡大やクラ

ンクケース容積の拡大があるが，エンジンへの要求である

重量低減すなわち小型化に逆行する．クランク室とトラン

スミッション室を隔離するという手法はクランク室内を潤

滑したオイルの処理と，密封されたクランク室内の圧力が

出力損失に与える影響などの課題はあるが，エンジン全体

を小型化するためには有利である．また，吸気弁と排気弁を

閉じた状態で作動を止める方式の可変気筒数エンジンにお

ける休止気筒のポンピングロスが微少である（１）ことから，

密封されたクランク室に発生するポンピングロスも同様に

少ないと考え，課題となる下記の項目を比較検討した．

（１）機能確認及び設定

・オイル排出機能

・ポンピングロス

・トランスミッション室圧力

・クランク室への給油量

（２）効果確認

・ブリーザ性能

・スカベンジング性能

・フリクションロス

４．密封クランクケースシステムの構造と作用

4.1. 構造

一般的な二輪車用エンジンは，クランクシャフトとトラ

ンスミッションを一つのクランクケースに収納し，同じオ

イルで潤滑している．密封クランクケースシステム（以下密

封型という）は Fig.2 に示すようにクランク室とトランス

ミッション室を隔壁で分離し，相互間の気密を保持できる

ように構成したことが特徴である．クランク室の中にクラ

ンクシャフトと１次バランサを配置し，クランクウェイト

の外周にトランスミッション室と分離するための隔壁を設

けた．クランクシャフト軸受部外側にオイルシールを設け，

クランク室内の気密を保っている．

コネクティングロッド大端部およびクランクシャフト軸

受には強制給油を行っている．また，ピストン裏側にオイル

を噴射して冷却を行っている．これらクランク室に流入す

るオイルはリードバルブ式の逆止弁を通して隔壁の下部に

設けた排出口からトランスミッション室へ排出される．ト

ランスミッション室の上方にブリーザ室を設けてオイルを

分離した後，ブローバイガスをエアクリーナ内に還元する．

4.2. オイル排出機能

オイル排出機能の模式図を Fig.3 に示す．（Ａ）に示すピ

ストン上昇時はクランク室内に負圧が発生しリードバルブFig.1   Engine performance curve

Table 1   Engine specifications
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は閉じ，トランスミッション室からのオイルと空気の逆流

を防ぐ． （Ｂ）に示すピストン下降時にはクランク室容積が減

少し圧力が高まる．この圧力によりリードバルブが開き，ク

ランク室内に流入したオイルはトランスミッション室へ排

出される．

4.3. ポンピングロスの検証

クランク室が密封されているとはいえ，クランク室内に

供給されたオイルはトランスミッション室に排出する必要

があるため，この影響を検証する．エンジン運転時における

クランク室とトランスミッション室の圧力及びリードバル

ブの開閉状況を Fig.4 に示す．

クランク角 95°～ 265°（Ａ～Ｂ）の間でクランク室圧力

がトランスミッション室圧力を上回っている．この圧力差が

クランク室内のオイルをトランスミッション室へ排出する力

として作用する．しかし，リードバルブは圧力変化に対し時

間遅れを伴って開閉している（Ａ～Ｃ，Ｂ～Ｄ）．その原因と

してオイルの粘性や慣性による遅れが考えられる．このため

クランク室圧力よりトランスミッション室圧力が高く，かつ

リードバルブが開いているクランク角 265°～ 320°（Ｂ～

Ｄ）の間では，クランク室へのオイルと空気の逆流が懸念さ

れる．

Fig.3   Schematic drawing of oil return action

Fig.2   Section of closed crankcase

Fig.4   Pressure in crank chamber and reed valve lift

逆流の影響を確認するために，クランク室に発生するポ

ンピングロスについて考察する．クランク室には，供給潤

滑油とピストンリングから漏れるブローバイガスが流入す
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る．その量は合わせて，クランクシャフト１回転あたり数

cm3 と行程容積に対し非常に少ない．すなわちサイクルご

とに流入した体積分を排出するだけであれば，クランク室

のオイル量と空気量の変化はほとんど無く，ポンピングロ

スは非常に少なくなる．しかし，逆流の程度が大きければ，

余分な体積移動を生じることになりポンピングロスが増加

すると考えられる．Fig.5 にクランク室圧力について，横

軸を体積として表示したＰ－Ｖ線図を示す．比較のために

クランク室とトランスミッション室の隔壁がないエンジ

ン（以下，従来型という）を製作し，同じ計測を行った．

クランク室のポンピングロスは，圧縮行程と膨張行程の

圧力により囲まれた面積であらわされる．従来型は圧縮行

程と膨張行程に圧力差が生じるのに対し，密封型にはこれ

が無い．従来型ではピストン上昇時にエンジン外から大気

を吸入し，ピストン下降時にブローバイガスとともに排出

するサイクルが生じてポンピングロスとなる．これに対し

て密封型では懸念されたオイル排出口からの逆流はほとん

ど無く，クランク室からトランスミッション室間の気液を

合わせた体積移動が少ないためにポンピングロスが少ない

ことが確認できた．

4.5. 給油量の設定

クランク室への総給油量が多いほどクランクシャフトに

よるオイルかくはんロスが増加する傾向にあったため，最

適給油量の検討を行った．

従来の潤滑系統では，コネクティングロッド大端に強制

給油を行い，ここからの飛まつでピストン冷却を行ってい

たため，それぞれに必要以上の油量を与えている可能性が

あった．そこでピストンクーリングジェットを新設し，コ

ネクティングロッド大端，ピストン冷却それぞれの必要最

小限の油量を与えることを目標に潤滑系を見直した．クラ

ンクピンとピストン温度を従来並にするようにクランク室

への総給油量を決定した結果，Fig.7 に示すように，総給

油量を 52％低減できた．

Fig.5   P-V diagram in crankcase

Fig.6   Comparison of transmission chamber pressure

Fig.7   Oil feed rate into crank chamber

4.4. トランスミッション室内の圧力変動低減の検証

クランク室とトランスミッション室間の体積移動が少な

い効果として，密封型は従来型に対しトランスミッション

室の圧力変動を低減することができた．その結果を Fig.6

に示す．このように，ピストン上下動により発生する単気

筒エンジン特有のクランクケース内の圧力変動をクランク

室内のみにとどめ，ブローバイガス排出口のあるトランス

ミッション室へ伝えない効果を確認した．

エンジンの運転状態が圧力変動に与える影響を確認した

結果，吸入～圧縮行程と膨張～排気行程での違いや，エンジ

ン負荷の大小による差異は無かった．また，着火運転時と駆

動運転時の差も無いことを検証した．
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二輪車用密封式クランクケースシステムの開発

５．密封クランクケースシステムの効果

密封クランクケースシステムによる効果を定量化するた

め，圧力比較と同様にクランク室とトランスミッション室

の隔壁がないエンジン（従来型）を用いて各効果の検証を

行った．

5.1. ブリーザ性能向上

密封型はトランスミッション室の圧力変動を小さくする

ことができるため，トランスミッション室に配置したブ

リーザ室は 60cm3 程度の少ない容積で十分機能を満足でき

る．比較試験において，従来型はブリージング回路が閉鎖す

ることによるオイルの吐出が発生した．ゆえに，従来型では

より大きなブリーザ室が必要である．また，従来型構造であ

る前モデルの XR600R のブリーザ室容積は 330cm3 であり，

密封型のXR650Rに対し約５倍の容積を必要としていた．こ

のことからも密封型はクランクケースの小型化に寄与する

ことがわかる．ブリーザ室の比較を Fig.8 に示す．

5.2. ドライサンプのスカベンジング性能向上

XR650R はドライサンプ潤滑方式を採用している．トラ

ンスミッション室下部にオイルの汲み上げ口を設け，スカ

ベンジングポンプを通してメインフレーム内に設けられた

外部オイルタンクへ排出している．

トランスミッション室の圧力変動低減，安定化はスカベ

ンジング性能にも影響を与える．ドライサンプ潤滑方式は

外部タンクからオイルポンプでエンジン各部にオイルを

圧送するためにタンク内の油面を安定させる必要がある．

密封型はトランスミッション室の圧力変動が小さいため

に運転中においても吸い込み側の油面が安定し，従来型に

対し外部タンクに汲み上げる油量が増加する．その結果，

搭載オイル量が 300cm3 減少し，車両重量の軽減に貢献し

た．総オイル量 2 000cm3 におけるエンジン運転時の外部

タンク内オイル量を Fig.9 に示す．

5.3. フリクションロス低減

Fig.10 にフリクションロスの比較を示す．縦軸は摩擦損

失平均有効圧力（Pmf）で表現する．クランク室のポンピン

グロスも平均有効圧力に換算（PmfP∗ と定義する）し，あわ

せて示した．

密封型によるフリクションロスの低減理由には二つの要

因があげられる．既に述べたクランク室のポンピングロス

低減と，オイルかくはんロスの低減である．

Fig.8   Comparison of breather chamber volume

Fig.9   Lubricant oil in oil tank

Fig.10   Friction mean effective pressure
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従来型より減少した．これらを合わせてエンジン回転

速度 7 000r/min においてフリクションロスは 8.7％減

少した．
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Fig.11   Detail drawing of sump part

５．結論

オフロード二輪車用 650cm3 単気筒エンジンに，クラン

ク室とトランスミッション室を隔てる密封クランクケース

システムを採用することにより，単気筒特有のクランク

ケース圧力変動をクランク室から外へ伝えない構造を実現

し，以下の利点を得ることができた．

（１）トランスミッション室の圧力変動が小さくなるため，

ブリーザ性能及びドライサンプ潤滑方式を適用したと

きのスカベンジング性能が向上した．その結果，ブリー

ザ室容積を旧モデルに対し，80％減少させることを可

能とし，オイル搭載量を 300cm3 減少させてエンジン

の小型軽量化に貢献した．

（２）潤滑給油量とオイル回収部形状の最適化，及びエンジ

ン内の油面安定によりオイルかくはんロスが低減した．

また，クランク室からオイルを排出する際のポンピン

グロスはブローバイガス排出口で空気の出入りがある

従来型では，ピストンの上下動に伴いブローバイ排出

口で空気の出入りが多量に生ずるために PmfP∗ が大き

い．密封型ではクランク室からオイルを排出する際に逆

流を伴わないことにより PmfP∗ が小さい．

また，従来型はドライサンプのスカベンジング性能が劣

りエンジン内のオイルレベルが上昇する．くわえて圧力変

動が大きく，油面が波打つためにオイルかくはんロスが大

きい．密封型は給油量の最適化に加え，オイル回収部には，

Fig.11 に示すようにクランクウェイトに沿ってクランク

ケース上に突き出した長いかき取り部を設けた．また，クラ

ンクウェイトとのすきまを最適化したのち後方の油だめに

オイルを一時的に蓄積するなどの形状的な工夫を行ない，

オイルかくはんロスを低減した．

その結果，エンジン回転速度7 000r/minにてフリクショ

ンロスが 8.7％減少した．内訳はポンピングロスが 2.0％，

かくはんロスが 6.7％であった．
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コンロッド大端部の剛性が油膜に与える影響について
Effect of Connecting Rod Big End Stiffness on Oil Film Pressure

A B S T R A C T

A new thin-film sensor that enables accurate
measurement of the oil film pressure of compact
bearings for passenger car level was developed.  Using
this new sensor, the oil film pressure distribution was
measured for variety of the connecting rod big end
stiffness, and it investigated those changes.  These results
confirmed that the oil film pressure distribution changes
according to variety of the stiffness.  Whereas the oil
film pressure occurs with one peak in the load direction
for a rigid connecting rod big end, the oil film pressure
for an elastic connecting rod big end is dispersed and
the direction of peak dose not match that of the load.
In addition, elastohydrodynamic calculation was
performed with the same condition as measurement, and
reasonableness of measurement and calculation was
confirmed.

＊栃木研究所

要　　旨

乗用車レベルの小型な軸受での，精度良い油膜圧力測定

を可能とする薄膜式センサを開発した．この新たなセンサ

を使用し，コンロッド大端部の剛性を変えた場合の油膜圧

力分布を測定し，その変化を調べた．結果として，剛性の違

いによる油膜圧力分布の変化が確認できた．剛体相当のコ

ンロッド大端部では油膜圧力が荷重方向に一つのピークを

もって発生するのに対し，弾性体のコンロッド大端部での

油膜圧力は分散し，そのピークの方向は荷重方向と一致し

なくなる．また，計測と同様の条件でEHD計算を行い，計

算結果より，計測と計算の双方の妥当性が確認できた．

１．まえがき

近年の環境問題によるフリクションの低減要求などから

コンロッド大端部軸受の幅は小さくなる傾向にあり，耐久

性確保のより厳しい状況となっている．特にエンジン骨格

を決定する軸受は，開発期間短縮からも，成立性の限界を見

極める精度の高い性能予測が要求されている．

エンジン軸受は，油膜による流体潤滑により支えられて

おり，油膜の圧力計測は耐久性を見極める上で重要な要因

となっている．しかしながら，しゅう動部の油膜の直接計測

は非常に難しく，実施例は少い（１）．

筆者らも従来はダイヤフラム式センサをシャフトに埋め

込んで固定する方法を取っていたが，以下のような問題点

があった．

（１）乗用車の小型な軸受を前提とした場合のセンサを埋め

込むスペース上の制約

（２）半導体ゲージの耐熱性の制約

（３）高圧力条件での測定

（４）センサ受圧部の凹凸の影響

そこで，今回はこれらの問題点をほぼ克服できる薄膜式

のセンサ（２）（３）を開発し，従来難しかったしゅう動部分の圧

力測定を可能とした．

また，最近の計算環境の飛躍的な向上に伴って実用的に

なり，計算結果もいくつか報告されている（４）～（７）コンロッド

大 端 部 の 剛 性 を 考 慮 し た 油 膜 計 算（ E H D ：

Elastohydrodynamic）を試み， その計算結果と計測結果双方

より，コンロッド大端部の円環剛性が油膜に与える影響の

メカニズムを考察した．

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_6
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２．測定手法

2.1. 従来のダイヤフラム式圧力センサの構造

Fig.1にダイヤフラム式圧力センサの外観，及びセンサ部

の断面構造を示す．

直径 1.0mm のダイヤフラムに半導体歪みゲージを貼っ

た直径 14mm，厚さ 6mm のセンサ部をシャフトの埋め込

み穴に取り付けてある．固定には電子ビーム溶接を使用し

ていた．

Fig.4 に圧力と抵抗変化率での検定結果を示す．同図よ

り，このセンサが圧力０～ 100MPa と広いレンジで優れた

直線性，低ヒステリシス性能を持つことが分る．

シャフトのセンサ形成部は加工前にセンサ厚さ分だけ研

磨加工されており，センサ形成後も凹凸の非常に少ない真

円形状が保たれている．Fig.1   Diaphragm sensor

Fig.2   Thin-film sensor

Fig.3   Sensor part section

Table 1   Chemical ingredient

Fig.4   Thin-film sensor characteristic

2.3. 試験装置概要

Fig.5 に今回の油膜圧力測定に用いた試験装置を示す．

シャフトの支持には，支持軸受自体が試験部に与える熱

的な影響を最小とするために，転がり軸受を採用している．

油圧荷重は下向きにコンロッドに加えられる．

センサからの出力はスリップリングにより回転体外部に

2.2. 今回使用した薄膜式圧力センサの構造

Fig.2 に薄膜式圧力センサの外観を，Fig.3にセンサ部断

面構造を示す．

センサ材料には，圧力に応じて抵抗感度の変わるマンガ

ニンを用い，スパッタリングによりシャフト滑り面に直径

1mm，幅 20μm の受圧部を形成させている．絶縁膜，保

護膜と合わせたセンサ全体の厚さは 7.2μm 程度である．

Table 1 にマンガニンの化学成分を示す．
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コンロッド大端部の剛性が油膜に与える影響について

導出される．また，S/N 比を上げるためにスリップリング

前にホイーストンブリッジを形成している．

モータ側には電磁クラッチを置き，異常トルク発生時に

はシャフトへの回転の伝達がキャンセルされる．この機構

により，装置の損傷なく，焼付き条件のテストにも対応でき

るようになっている．

なお，コンロッドはロッド，キャップの分割のない一体

形状とし，軸受は比較的真円形状であるブッシュタイプを

使用し，コンロッドに軽圧入して使用している．

３．計算手法

EHD計算には市販のソフトウエアを使用した．油膜特性

は，流体潤滑の基礎方程式であるレイノルズ方程式により

求められている．コンロッド大端部の弾性変形は FEM モ

デルからの縮約された質量・剛性マトリックスにより入力

され，レイノルズ方程式に考慮される．密度，温度，及び粘

度はクリアランス内において常に一定と仮定して計算した．

計算上の拘束はコンロッド側とし，荷重はシャフト側か

ら入力している．

また，本計算においては精度向上を目的として，あらか

じめ測定したコンロッド大端部圧入時の軸受の内径変形形

状を簡易的にFEMモデルに表現し，計算に入力している．

計算に使用した FEM モデルを Fig.7 に示す．

Fig.6   Connecting rod

2.4. 計測条件

Fig.6に供試コンロッドの外観を，Table 2に計測関連の

諸元を示す．コンロッド大端部の円環剛性を変えた場合の

油膜圧力分布の違いを検証するために，剛体相当とした

Type-Aと，弾性変形が起こり易いと考えられる，乗用車の

エンジンに用いられる程度の形状の Type-B と２種類を用

意した．

Fig.7   FEM model

４．計測結果及び計算結果との比較

4.1. 油膜圧力測定結果

Fig.8 に Type-A，Type-B それぞれの 3 000 回転におけ

るベアリング円周方向の油膜圧力分布測定結果を示す．

Fig.5   Assembled experimental device

Table 2   Test specification
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剛体相当とした Type-A での油膜圧力分布は円周上の狭

い範囲で発生しており，荷重の増加に対し，荷重方向に一つ

のピークを持って油膜圧力が増加するのが分る．

一方，弾性変形が起こり易いと考えられる Type-B の場

合は，Type-Aに比べて円周上の広い範囲に油膜圧力分布を

持っている．荷重が増加するにつれ顕著にピークは二つに

別れ，荷重方向とピークは一致しなくなる．また，Type-A

に比べて荷重に対する油膜圧力の上昇が鈍くなっているこ

とが分る．

4.2. 油膜圧力測定結果と EHD 計算結果の比較

Fig.9 に Type-A，Type-B それぞれの 2 000 回転におけ

る油膜圧力測定結果と EHD 計算結果の比較を示す，

Type-A，Type-B共に軸受円周方向の油膜圧力発生形態を

精度良くシミュレートできている．

本結果より，薄膜センサによる計測及び EHD 計算の双

方の妥当性が確認できた．

限界成立性を判断するような性能予測においては，従来

のコンロッド大端部を剛体とした油膜計算ではなく，軸受

部の弾性を考慮できるEHD計算が必要であることが分る．

4.3. 油膜波形変化のメカニズム考察

薄膜センサによる計測結果からコンロッド大端部の剛性

が変わることにより油膜圧力波形の分布が変わることが確

認できた．これは，大端部が弾性変形をおこす場合は，荷重

により，荷重と直角方向の径の縮小（以下，クローズインと

記す．）が発生して荷重方向のクリアランス拡大が起こり，

その結果として荷重方向の油膜圧力上昇は鈍り，その分の

釣り合いを保つために油膜圧力の分布が広がると考えられ

る．

以下，EHDの計算結果より油膜波形変化のメカニズムを

考察する．Fig.10に計算結果の油膜圧力３次元コンタ図を，

Fig.11 に同じく油膜厚さの分布図を示す．

Type-Aでは荷重方向で油膜圧力が高くなると同時に，ほ

ぼ同じ場所にて油膜厚さが最も薄くなることが解る．これ

は，大端部が変形しないためクローズインが発生せず荷重

方向のクリアランス拡大がおきていない状態と言える．

一方，Type-B では荷重方向での油膜圧力は比較的低く，

同様に油膜厚さも比較的厚くなっているが，その両側に油

膜厚さの薄い部分が存在しているのが分る．大端部の弾性

変形によるクローズインにより荷重方向でのクリアランス

Fig.8   Measurement oil film pressure at 3 000rpm Fig.9   Comparison measurement and calculation
at 2 000rpm
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コンロッド大端部の剛性が油膜に与える影響について

の拡大がおきていると言える．

Fig.12に油膜厚さの分布変化のメカニズムを模式化した

ものを示す．

５．まとめ

（１）小型の薄膜式圧力センサの開発により，乗用車用ガソ

リンエンジンの軸受油膜圧力を直接測定することが可

能となった．

（２）コンロッド大端部の剛性の違いにより油膜圧力の発生

形態が大きく変化することが確認できた．剛性の高い

大端部での油膜圧力は荷重方向でピークが発生し，荷

重の増大と共に圧力も大きくなる．一方，実際のエン

ジンに使用されているような比較的剛性の低い大端部

では，油膜圧力のピークは荷重方向と一致せず，二つ

のピークを持つようになる．また，荷重の増大に対す

る圧力上昇はゆるやかとなる．

（３）EHD計算においても，計測と同様の結果を得ることが

でき，双方の妥当性が検証できた．今後，詳細な性能予

測を行なう際には，従来のコンロッド大端部を剛体と

した油膜計算ではなく，大端部の弾性変形を考慮でき

る EHD 計算が必要であることが確認できた．
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論文

町　田　恭　一＊ 牧　野　克　紀＊ 佐　藤　謙　次＊

Kyoichi MACHIDA Katsunori MAKINO Kenji SATOH

単体試験装置によるエンジン用滑り軸受の
焼付き要因の解析

Analysis of Engine Plain Bearings Seizure by the Bearing Tester

A B S T R A C T

A bearing tester that improves the problems with
conventional bearing tester was fabricated and
experiment modes were selected in order to clarify
factors determining the seizure limit of engine plain
bearings. Using this tester, seizure tests were performed
on copper-lead bearings with overlay and aluminum
alloy bearings which are used as automotive engine
bearings. Bearing hydrodynamics calculation was
performed based on the obtained experimental data.
These results clarified that the seizure limit for copper-
lead bearings with overlay is determined by the
occurrence of plasticity flow of the overlay due to the
maximum oil film pressure, and that the seizure limit for
aluminum alloy bearings is determined by the minimum
oil film thickness.

＊栃木研究所

要　　旨

エンジン用滑り軸受の焼付き限界を決める要因を明らか

にするために従来の軸受単体試験装置の問題点を改良した

軸受単体試験装置の製作，実験モードの選定を行った．この

試験装置を用いて自動車用エンジン軸受として用いられて

いるオーバレイ付き鉛合金軸受，アルミニウム合金軸受の

焼付き試験を行なった．得られた実験データをもとに軸受

油膜計算を行った所，オーバレイ付き鉛合金軸受は最大油

膜圧力によってオーバレイの塑性流動が発生することによ

り限界が定まり，アルミニウム合金軸受は最小油膜厚さに

より限界が定まることが明らかになった．

１．まえがき

近年，自動車エンジンの滑り軸受にはエンジンにおける

低フリクション化及び小型化，NVH 向上のためのクラン

ク剛性向上による狭幅化，環境負荷低減のための鉛使用量

の低減など，従来に無い厳しさが求められている（１）～（５）．

このため，滑り軸受の成立性を判断する指標パラメータ

を明確にするため，軸受焼付き現象のメカニズム解明が必

要となった．

しかしながら，従来の滑り軸受単体試験では軸受性能の

相対比較レベルを脱しきれないことから，軸受の成立性を

設計検討可能にするためには定量的な表現をする必要があ

る．このため新たな滑り軸受単体試験装置の製作と実験

モードの選定を行なうことが必要になった．本論文ではこ

の新しい軸受単体試験装置の製作と実験モードの選定を行

うことによって得られた焼付き現象のメカニズムに対する

一考察を行った．

２．従来の軸受試験装置の概要と問題点

Fig.1に装置系統図，Fig.2 に試験軸受部分と荷重方向の

しゅう動部分での温度測定方法，Fig.3(a)に荷重パターンを

示す（６）．

試験は支持軸受により支持された丸棒軸に油圧による静

荷重をかけていき，試験軸受コンロッドに示す軸受裏の温

度，または軸受のフリクショントルクが既定値になった時

点で試験終了する方法としている．軸受が完全に焼付きに

至る前に装置を停止させるのは焼付き発生時の急激なス

トップトルクの発生による装置各部の損傷を防ぐためであ

る．この装置の問題点は，

①焼付き解析を行うのに焼付きが完全に発生しない段階

で装置を停止させていること，

②支持軸受の温度状態が試験軸受部の背面温度に大きく

影響を与えてしまうこと，

③軸と軸受が片当りをしていないかを判断をする

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_7
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方法が実験後の軸受の当り状態を見ることにのみによっ

ていたこと

である．

①モータと増速機の間にトルクリミッタクラッチを設け

ることにより軸受が完全に焼付く（軸受表面が溶融ある

いは軸と軸受が凝着）まで試験を行うことができる．

②支持軸受の温度状態の影響を極力小さくするために支

持軸受を発熱の少ないローラ軸受とした．

③軸と軸受が片当りをしていないかを判断する方法とし

て軸受幅方向に温度測定箇所を追加し，その温度バラ

ンスをモニタすることにより検知することができるよ

うにした．また滑り面で発生している現象を把握する

ためのモニタとして，軸受滑り面近傍の温度を測定す

るという観点でシース熱電対を軸受背面に穴掘り込み

して設けている．この方法により軸受の当りの状態を

見なくても正確な軸の傾きの調整が可能になった．

実験モードは従来のステップ荷重を付加していく方法で

はなく，Fig.3(b) に示す直線的に荷重を付加していく方法

とした．これは Fig.3(a)の場合，荷重をステップ状に上げ

た時に急激な温度上昇が生じて焼付きが発生することが観

察されたこと，すなわちステップ荷重の大きさ，一定荷重

保持時間によって焼付き荷重が異なることが明らかになっ

たので，これによる影響を小さくするために直線的に荷重

を上げていく方法を採用した．

Fig.6 にこの方法での再現性実験結果を示す．

Fig.1   Conventional system of the equipment

Fig.2   Conventional bearing part

Fig.3   Bearing load pattern

３．焼付き解析用単体試験装置

Fig.4 に新たに製作した装置系統図を，Fig.5に試験軸受

部分と荷重部分での温度測定方法を示す．この装置は以下

の特徴を有する．

Fig.4   New system of the equipmemt

Fig.5   Developped bearing part
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単体試験装置によるエンジン用滑り軸受の焼付き要因の解析

Fig.6   Confirmation test of the reappear-ability

焼付き発生時の荷重は約 10％の差があるものの，温度

上昇過程や温度が二次的に立上がるポイントはほぼ同一で

あると言える．

Table 1 に実験を行った条件一覧を示す．

Table 1   Tested condition

軸受材質は自動車用軸受として一般的な鉛合金軸受とア

ルミニウム合金軸受で実験を行なった．

自動車用滑り軸受の構造は，強度部材である裏金にしゅ

う動性に優れたしゅう動材料が形成されている．しゅう動

材料は大別して鉛合金のものとアルミニウム合金のものと

に分けられ，それぞれの中でも要求性能によって幾つかに

分類される．鉛合金軸受ではしゅう動層の最表面になじみ

性の向上を目的とした軟質の鉛を主成分のオーバレイが構

成されるのに対して，アルミニウム合金軸受の多くはアル

ミニウムを主成分とした合金層１層で構成される．

４．軸受材料別の焼付き実験結果

4.1. 鉛合金軸受の焼付き特性

Fig.7 に鉛合金軸受の荷重に対する焼付き発生までの

しゅう動面温度の測定結果の一例を示す．

Fig.8 は Fig.7 図中の各指示ポイントで装置を停止させ，

軸受表面の当りの特徴を観察した模式図である．

Fig.7   Temperature process of the Pb bearing

Fig.8   Characteristic of bearing surface of Pb bearing

各ポイントでの特徴は，

Ａ：温度が直線的に上昇している途中での状態

かすかな当りが認められる．この当りの発生は軸と軸

受がメタルコンタクトすることにより発生していると

考えられる．

Ｂ：温度が直線的に上昇している最終近辺での状態

全体的に強く当たりが発生する．

Ｃ：温度が二次的に上昇している途中での状態

より強い当たりが全体的に発生するが，Ａ，Ｂの当り

は上流，下流ともに引っかき傷のような状態であるの

に対して，当り下流部分でのオーバレイの塑性流動に

よる流れが明確に観察される．これはオーバレイの溶

融温度以前に発生している現象であり物理的に塑性流

動していることを示している．

Ｄ：トルククラッチ切断後の状態

オーバレイの溶融による流れが発生する．

これらのことから，温度上昇が直線的な範囲では軸受

しゅう動面のメタルコンタクトによる当りが進行するとと

もに温度は荷重に対し直線的に上昇し，Ｂ点を境として温

度が二次的に上昇しオーバレイの塑性流動が発生するもの

と考えられる．
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次にさまざまな条件での焼付き発生状況を調べるために

Fig.9 に油温，メタルクリアランス，軸回転数を変化させた

ときの荷重に対する滑り面温度の変化を示す．

Fig.9   Parametric study of oil temperature, radial
clearance and rotation speed on Pb bearing

同一荷重でもパラメータの影響により測定温度に差が生

じている．焼付き発生荷重はそれぞれ異なるものの，最終的

な到達温度は全て一定の温度範囲に達していることがわか

る．これは最表面層のオーバレイの融点に対応しているも

のと考えられる．

4.2. アルミニウム合金軸受の焼付き特性

Fig.10はアルミニウム合金軸受の焼付き発生に到るしゅ

う動面温度の測定結果を示す．Fig.11 は鉛合金軸受と同様

にしゅう動面の当りの特徴を観察した模式図である．

Ａ：温度が直線的に上昇している最終近辺での状態

全体的に強く当たりが発生する．これは鉛合金軸受の

場合と同様である．

Ｂ：トルククラッチ切断後の状態

鉛合金軸受の場合には表面オーバレイが溶融した様相

を呈するのに対し，中央縦傷の部分で表面がささくれ

立ったしゅう動アルミニウム合金の凝着による流れが

発生する．

Fig.10   Temperature process of the Al bearing

Fig.11   Characteristic of bearing surface of Al bearing

Fig.12に回転数，油温，メタルクリアランスをパラメー

タとして変化させた時の焼付きに到る過程を示す．

Fig.12   Parametric study of oil temperature, radial
clearance and rotation speed on Al bearing

鉛合金軸受と比較すると，アルミニウム合金軸受は荷重

に対して

１．一次の温度上昇が終わると直ちに焼付くこと，

２．アルミニウム合金の融点と関係無く軸との凝着が発生

すること，

３．焼付き限界荷重は滑り面温度と相関性が無いこと

がわかった．

５．焼付き原因の解析

5.1. 計算条件

焼付き原因を解析するために実験条件を入力値（荷重，

しゅう動面温度）とした軸受油膜計算を行った．

計算方法は剛体軸受計算で mobility 法（７）を使った．実

験上の軸側給油穴，レモン形状，リリーフ形状は考慮して

いない．

Fig.13 に計算入力のための読取りポイントを示す．

鉛合金軸受は Fig.13(a) において温度が二次的に上昇す

る前の立上り始めの値を使った．これは温度が二次的に上

昇する原因を把握するためである．
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単体試験装置によるエンジン用滑り軸受の焼付き要因の解析

アルミニウム合金軸受は温度が急激に立上がり焼付きが

発生する直前での値を使った．

Fig.13   Definition point of caliculation

5.2. 計算結果

Fig.14に軸受油膜計算結果を示す．図中に標準の鉛合金

材料と In（インジウム）を添加することにより標準の鉛合金

材料よりもオーバレイを軟質化した Pb ＋ In 材の２種類

の鉛合金材料を追加で示した．

Table 2 に実験を行なった軸受表面の硬さを示す．

Table 2   Bearing surface hardness

Fig.14   Caliculation result

横軸に最少油膜厚さ，縦軸に最大油膜圧力として整理を

行うと，鉛合金軸受は横並びの分布を示し，アルミニウム合

金軸受は縦並びの分布を示すことがわかる．

これは鉛合金軸受の場合，最大油膜圧力が過大になると

オーバレイの塑性流動が発生することによって温度が二次

的に上昇し焼付きに到ることを示している．

また，Inを添加して軟質化した軸受の方がより低い最大

油膜圧力でオーバレイの塑性流動が発生していることも上

記の焼付き原因を裏付けるものである．

６．まとめ

従来の軸受単体試験装置の問題点と試験モードの改良を

行なうことにより軸受焼付きメカニズムの一端を定量的に

明らかにすることができた．

１．オーバレイ付き鉛合金の軸受材料は軸と軸受の間に発

生する最大油膜圧力によってオーバレイの塑性流動が

発生し焼付きに到ると考えられる．

２．アルミニウム合金の軸受材料は軸受表面に鉛合金材料

のように軟質のオーバレイが無いため油膜圧力に対す

る限界性は示すことはなく，最少油膜厚さに対する限

界性を示し焼付きに到ると考えられる．

油膜厚さの幅広い範囲で最大油膜圧力に対して限界性を

示すということは最大油膜圧力が軸受を設計する上で最小

油膜厚さとともに焼付き限界を定める判断指標となり得る

ことが明らかになった．
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エンジン補機ベルト外れ現象の解析
Analysis of the Accessory Belt Running off of the Pulley for Automotive Engine

A B S T R A C T

Having established a laser sensor-based measurement
methods of accessory belt movement, we studied factors
related to the belt running off of the pulley by
conducting belt movement simulations and analyzing the
correlation between belt movement and fluctuations input
to the belt, and established design tools.  We clarified
the fact that the belt runs off of the pulley when an
resonance due to the natural frequency of the belt
matching 1/2 of the frequency of belt length fluctuation
in the belt tension direction caused by the torsional
vibration on crankshaft, occurs at the same time that the
limit in the amount of length fluctuation in the belt
tension direction is exceeded.  We also found that lateral
vibration occurred due to the existence of a natural
vibrational mode in the lateral motion of the belt itself.
Based on these facts, a graph for judging the limit at
which the belt runs off of the pulley and a simulation
of the belt running off of the pulley was created, and
design tools for the belt running off of the pulley were
presented.  In addition, the effects of design parameters
for the crankshaft, crankshaft pulley and accessory belt
on the belt running off of the pulley were presented as
examples of studies made in preventing the belt from
running off of the pulley.

＊栃木研究所

要　　旨

レーザ変位計を用いた補機ベルト挙動の測定技術を確立

し，ベルト挙動とベルトへの入力変動の相関解析およびベ

ルト挙動シミュレーションを行うことでベルト外れのメカ

ニズムを解明し，設計ツールを構築した．ベルト外れは補機

ベルトの固有振動数とクランクねじれ振動に起因するベル

ト張力方向長さ変動周波数の 1/2 が一致した時共振が発生

し，かつ，ベルト張力方向長さ変動量がある限界値を超える

場合に発生することが明らかになった．また，ベルトが横方

向に振動するのは補機ベルト自体に横ずれの固有振動モー

ドが存在するためであることが分かった．これらに基づい

て｢ベルト外れ限界マップ｣の作成と｢補機ベルト外れシミュ

レーション｣の構築をおこない，補機ベルト外れに対する設

計ツールを提案した．また，ベルト外れを防止する手法の検

討例としてクランクシャフト関連の部品における設計パラ

メータのベルト外れに対する効果を提示した．

１．はじめに

近年，地球環境保護のより一層の感心の高まりと共に，四

輪車用のエンジンの開発に対しても，さらなる環境保護対

策が求められている．しかしその一方では，エンジンの本来

の性能である高回転高出力化も求められており，高回転化

によるエンジン振動に起因するさまざまな問題に対して十

分な研究が必要となっている．

特に高回転エンジンにおいては，自動車用エンジン補機

ベルト（Ｖリブドベルト）の周速が高くなる傾向にあり，そ

れによるベルトの挙動悪化が懸念され，実際にエンジン開

発の途上においてもベルト外れなどのトラブルに遭遇する

ことも珍しくなかった．しかしながら，その外れにいたる振

動形態とメカニズムが明らかになっていなかったため，対

応に多大な労力を要してきた．補機ベルトに採用されてい

るＶリブドベルトは，クランクプーリと各補機（オルタネー

タ，エアコンのコンプレッサ，パワーステアリングのポンプ

等）の間で“バネ－質量”の振動系を構成し，クランクシャフ

トで発生するねじれ振動は，クランクプーリよりベルトを

介して各補機へ伝ぱんする．その際，補機の慣性モーメント

やベルトの弾性などによりさまざまな振動形態を呈するこ

ととなるが，ベルトの挙動や補機部品の回転変動などに対

する研究は，定量化技術が乏しいために多くは報告されて

いない．昨今の計測機器の進歩と取得データの加工技術の

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_8
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進歩により，実際に起きている事象を同時に複数について

詳細に検討できるようになり，高速で回転するプーリと補

機ベルトの挙動解析が可能になった．

本論文は，高回転エンジンにおける，補機ベルト挙動や

補機ベルトへ加わる変位量などの測定法，補機ベルトの外

れメカニズムの解明とその限界値の設定，および補機ベル

ト周りの諸元決定フローについて述べる．

２．外れメカニズムの解析

2.1. 補機ベルトシステムの概要

補機ベルト外れ挙動の研究には，Fig.1 に示す固定テン

ショナ型で補機が１個の２軸のものより始め，補機が２個

の３軸までに発展させ検討したが，本論文では２軸の場合

について述べる．なお，実験には，Fig.1に示す2.3 LのDOHC

VTEC （Valve Timing and lift Electronic Control）エンジンを

用いた．

それぞれのプーリの周上変動（Spc(t)およびSpa(t)）は，式

（２）と式（３）に示すように，クランクプーリおよび補機

プーリの角速度から平均角速度成分（ωc およびωa とす

る）を減じた角速度変動（Δωc(t)およびΔωa(t)とする）

を積分し，それぞれのプーリの半径（rcおよびraとする）

を掛けて求めることができる．

　 （２）　

　 （３）　

Δωc(t)；クランクプーリ角速度変動
Δωa(t)；補機プーリ角速度変動
rc；クランクプーリ半径
ra；補機プーリ半径

②スラスト方向変動（Sbs(t), mm）：Sbs(t)は，クランクプー

リおよび補機プーリの軸に対する倒れや，Fig.2(b) に示

すプーリオフセット（Lof, mm）によって生じるプーリ間

（プーリに接しない部分）でのプーリ軸スラスト方向の変

動とする．

の二つが考えられる．ベルト張力方向長さ変動（Sb(t)）は

プーリ間のベルト長さの増加によるたわみがベルト外れに

至ることを，スラスト方向変動（Sbs(t)）は運転時に生じるベ

ルト横方向への変動がベルト横ずれを起こすことを想定し

た．

Fig.1   Structure of accessory belt system

2.2. ベルト挙動悪化の要因

この研究においては，クランクおよび補機プーリに掛っ

ているベルト部分はそのプーリとの間に滑りや浮き上がり

は無く一体で動くものと考え，プーリと離れているベルト

部分のベルトに対して二つのプーリで生じている角速度や

軸などの変動とベルトの挙動を比較することで，ベルト挙

動悪化の要因を検討する．

Fig.2(a)，(b) に，解析に用いた影響因子である変数とそ

の記号を示す．ベルトの外れに対する因子は，

①ベルト張力方向長さ変動（Sb(t), mm）:プーリ間のプーリに

接しないベルト長さの変動とする．

ベルト張力方向長さ変動（Sb(t)）は，クランクプーリおよ

び補機プーリの角速度変動によって生じるプーリ周上の

移動長さの変動（以降それぞれクランクプーリ周上変動と

補機プーリ周上変動と呼び，Spc(t)，Spa(t)で表わす．）と

クランクプーリおよび補機プーリ軸の心振れによって生

じるプーリ間のプーリに接しないベルト長さの変動（Lp

(t)）による．したがって Sb(t)は，次式で示される．

　Sb(t)=Sbl(t)+Lp(t)
=Spc(t)+Spa(t)+Scc(t)+Sca(t) （１）　

�

Fig.2(b)   Factors for crankshaft axis direction
fluctuation

Fig.2(a)   Factors for accessory belt length changing
between accessory pulley and crankshaft
pulley
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2.3. 測定法

2.3.1. 高速度カメラ法

ベルト外れに至るベルトの挙動を目視的に捕らえるため，

高速度カメラ（（株）NAC， HSV-500）を用いた．２台の高速度

カメラは，Fig.3(a)に示すように，それぞれベルト背面およ

び側面に対してセットされ，250 駒／秒の速度で測定を行

なった．Fig.3(b)には，撮影された画像の例を示す．ベルト

背面には，はしご状のペイントを施し挙動解析の便宜を

図った．

2.3.2. レーザ変位計法

高速度カメラによりベルト挙動の全体的な様子を把握し

た上で，ベルトの横方向への挙動をさらに詳細に定量化す

るために，Fig.3(a)中に示すレーザセンサ（keyence LX2-03）

を用いた．このセンサは，Fig.4に示すように帯状のレーザ

光と CCD 素子を用いたリニアセンサからなり，帯状レー

ザ光の遮光量に比例した出力値を得ることができる．した

がって Fig.4 のように設置すれば，ベルトの横方向変位に

比例した出力を得ることができる．レ－ザセンサの応答周

波数と空間分解能は，それぞれ 256Hz および 0.5mm であ

り，7 700rpmまでのエンジン回転数域まで測定が可能であ

る．

2.3.3. プーリ周上変動

クランクプーリ周上変動（Spc(t)）と補機プーリ周上変動

（Spa(t)）は，式（２），（３）に示したように，各プーリ軸の角

速度変動（Δωc(t)およびΔωa(t)）より求めることができ，

以下の方法で求めた．

各軸に加速度計を治具を介し取付け，取付け半径（クラン

クプーリ：rac，補機プーリ：raa）での加速度（gc(t)，ga(t)）

を測定した．これを，積分することで，角速度変動（Δωc

(t)，Δωa(t)）を求めた．なお，加速度計を２個用いたのは，

受感方向を対抗させ，プーリが偏心運動した場合に発生す

る角加速度変動以外の成分を相殺させるためである．

　 （４）　

　 （５）　

2.3.4. プーリの変動

プーリの回転に伴う変動には，Fig.2(a) で示したプーリ

軸の偏心とプーリ軸がベルトラインに対して傾斜した場合

が考えられる．前者の変動については，Fig.5(a)に示す様に

各プーリに対して90度の位相で配置された２個のギャップ

センサとプーリの円周との距離を測定し求めた．

後者については，プーリ軸の取付けとベルトの張力によ

るたわみとの要因が考えられ，プーリ側面は同一面上を回

転しない．この変動は，Fig.5(b)に示す位置にギャップセン

サを設置し測定した．

３．実験結果と考察

3.1. ベルト挙動

高速度カメラとレ－ザセンサによるベルト挙動観察から，

Fig.6に示す様な四つの振動形態が確認され，ベルト外れは

横ずれ振動（Fig.6 の d）から発生していることが確認でき
Fig.3(b)   Images of back-surface (A) and side-surface

(B) taken by high-speed cameras

Fig.3(a)   Measurement methods of accessory belt
movement by using high-speed camera
and laser sensor

Fig.4   Structure of laser sensor
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た．Fig.6 の d の断面Ｃ－Ｃにおけるベルト断面の横ずれ

の位置変動の様子を Fig.7 に示す．この位置変動は，ベル

トのスラスト方向への移動であり，かつねじれを伴いベル

ト背面を外側に向ける挙動を示す．Fig.3(b)の両図は，この

ねじれ状態を撮った画像である．左図ではベルトのねじれ

によりマーカ線が斜めになっているのが，右図ではベルト

のねじれにより撮影断面の幅が Fig.7 に示したように変化

している様子が明確に分る．このベルトのスラスト方向へ

の移動量は，プーリ幅の約２倍に相当する 30mmに及んで

いる．

さらにベルト横ずれ振動の要因を明確にするために，

ギャップセンサを用いてプーリオフセット量，プーリ偏心

量やプーリ側面の傾きを測定したがそれらは大きな値を持

たず，またその量を故意に量産管理幅の最大値まで大きく

して実験してみたが因果関係は示されなかった．その結果

をTable 1に示す．このことより，ベルト横ずれ振動は，ベ

ルト張力方向長さ変動 が大きく影響いることが示唆され，

以降の実験では｢ベルト張力方向長さ変動｣に着目し解析を

進めた．

3.2. ベルト張力方向長さ変動と横ずれ変動

ベルト張力方向長さ変動（Sb(t)）の要因としては，プーリ

周上変動（Spc(t)，Spa(t)）とプーリ軸心振れ（Scc(t)，Sca(t)）

があるが，通常のエンジンではプーリ軸心振れはプーリ周

上変動に対して約1/10であることが確認されたので，プー

リ周上変動のみに着目する．Fig.8に，Fig.5(a)で示した加

Fig.5   Measurement methods of fluctuation which inputted to accessory belt

Fig.6   Vibration patterns

Fig.7   Lateral movement vibration at cross section
C-C in Fig.6  Arrows show movement of both
side of belt

Table 1   Effect level of fluctuation which inputted to
belt for belt behavior
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速度計出力より求められたクランクプーリ周上変動（Spc(t)）

および補機プーリ周上変動（Spa(t)）の波形を，エンジン回転

数が 2 000rpm および 7 500rpm の場合について示す．エン

ジン回転数2 000rpmは補機ベルトの挙動が安定している場

合，また7 500rpmは横ずれ振動が現れているの場合の実験

条件である．前者の場合ではクランクプーリおよび補機

プーリのプーリ周上変動波形は同位相であり，後者の場合

ではクランク角にして約 80 度（以降 80°CA）の位相ずれが

ある．クランク角に対して二次で振動するプーリ周上変動

は，二つのプーリ間の約80°CAの位相ずれはほぼ逆位相に

相当する．このようにして求められるクランクプーリの

プーリ周上変動（Spc(t)）と補機プーリのプーリ周上変動（Spa

(t)）を，FFT（Fast Fourier Transform）を用いてエンジン回転

数に関してトラッキング処理した結果およびベルト横ずれ

の片振幅についての比較を Fig.9 に示す．縦軸はそれぞれ

上から，クランクプーリ周上変動片振幅（Spca，mm），補機

プーリ周上変動片振幅（Spaa，mm），補機ベルト横ずれ片振

幅（Sbsa，mm）を示す．クランクおよび補機のプーリ周上変

動片振幅は，ともに高回転領域において二次成分が立ち上

がり，それにともなってベルト横ずれ片振幅も増加する傾

向がある．また Fig.9 における Spaa の二次成分は，エン

ジン回転数 6 300rpm から急激に収束し，6 500rpm で急激

に増加する．これは，Fig.9の矢印位置で示すベルトゆるみ

側の横ずれ振幅 Sbsa の増減と一致する．同様に Spaa の

二次成分の6 800rpmからの急激な収束ついで増加は，ベル

ト張り側の Sbsa の増減に対応する．

次いで Spcc(t)と Spca(t)の位相を考慮した合成値である

ベルト張力方向長さ変動片振幅（Sba，mm）の二次成分とベ

ルト横ずれ片振幅を Fig.10 に示す．エンジン回転数が

2000rpm から 7 700rpm へ向かっては，Fig.8 で示したよ

うに，クランクプーリおよび補機プーリのプーリ周上変動

波形は同位相から逆位相へと移るため張力方向長さ変動片

振幅は相殺から加算となりその値は増加を示し，ベルト張

力方向長さ変動（Sba）が，0.2mm を越える領域で横ずれ振

幅が顕著となる．Fig.11は，Fig.10に示したベルトの横ず

れ片振幅を縦軸に，ベルト張力方向長さ変動片振幅を横軸

にとり，Fig.10の中に示した張り側とゆるみ側の点（Ａ，Ｂ，

a，b）およびベルトの初期張力を変化させた場合の極大値の

測定結果を加えて示したものである．プロットはベルトの

ゆるみ側と張り側ともに一直線上に分布し，良い相関が有

Fig.8   Wave of fluctuation on pulley circumference

�

�

Fig.9   Characteristic of Spca, Spaa, Sbsa vs.
engine speed

Fig.10   Characteristic of Sba and Sbsa vs.
engine speed
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ることが確認できた．Fig.12 には，補機ベルトの初期張力

を変化させた場合のベルト横ずれ発生時の横ずれ振動周波

数（Hz）とエンジン回転数を示す．両者は１対１の周波数で

対応し，ベルトの振動数はそれぞれの初期張力におけるベ

ルトの固有振動数を示していると考えられる．Fig.9，10に

おいて，ゆるみ側の横ずれ振動のピーク時のエンジン回転

数が低くなるのは，補機の回転抵抗によりゆるみ側のベル

ト張力が張り側より低くなり，ゆるみ側ベルトの固有振動

数が低くなるためである．以上Fig.10，11の結果と合わせ

て，ベルト横ずれ振動は，ベルト張力方向長さ変動片振幅が

0.2mm以上となるエンジン回転数領域で，エンジン回転数

とベルトの固有振動数が一致すると発生する事が分かる．

3.3. ベルト横ずれのメカニズム解析

3.3.1. 横ずれ振動モード

ベルト張力方向長さ変動が大きくなるエンジン回転数が

ベルトの固有振動数に一致するとベルトが共振し横ずれ振

動に至ることが分かったので，ここでは横にずれるメカニ

ズムについて述べる．横ずれの要因として，ベルト自体が横

ずれを起こす固有の振動モードを持っているものと推測し，

有限要素モデルを用いた非線型固有振動モード解析を行っ

た．

一般にベルトの振動解析では近似的に一次元の弦モデル

を用いている．しかしながら，この計算手法では，弦振動の

モードは予測できるが，実機のような横ずれ振動のモード

はできなかった．これは，心線の位置やリブ高さで決まるベ

ルト断面内での質量，剛性の非対称性を考慮していないた

めと考え，ベルト形状をFig.13に示す三次元モデルとして

有限要素法を用いて解析を行った．このモデルでは，主に引

張り荷重を分担する剛性の大きい心線部分とそれ以外のゴ

ムの部分よりなるとし，前者と後者の剛性比を 100 対１，

ベルト全体のバネ定数を 530N/mm とした．また計算上の

ベルト長さと幅は，それぞれ実機と同一の 352mm，14mm

とした．計算は，ベルトの一端を固定し，他端にベルト張力

方向に引張り荷重を加えた場合の固有振動モードを求めた．

解析結果を Fig.14 に示す．Fig14(a) はベルトを斜め上

方より，Fig.14(b)はベルト長手方向のやや上方から見た様

子で，右と左にずれた場合をそれぞれ表している．特に

Fig.14(b)に示されるベルトが中心線より左右に横ずれる挙

Fig.11   Relationship between Sba and Sbsa

Fig.12   Relationship between engine speed and
frequency of belt lateral movement which
change according to belt tension

Fig.14   Vibrational mode in the accessory belt lateral
movement

Fig.13   Belt model for FEM
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動と Fig.14(a) に示される片端が持ち上がる挙動とは，実

機で観察された横ずれ挙動と同様となった．すなわち補機

ベルトが横ずれ方向の固有振動モードを持っているために

横ずれを起こすということが裏付けられた．

3.3.2.  横ずれ共振

ベルトの両端のプーリの角速度変動により引張り荷重が

変化するベルトの振動は，質量を持つ弦振動として近似し，

可変弾性系振動と考えることができる．振動モデルを

Fig.15 に示す．可変弾性系の安定か不安定（共振）かについ

てはMathieu の式を用いて判定できる．正確な解を求める

ことは困難であるが，いまは安定か，不安定かを問題にす

る．安定な場合は，外乱が与えられたとき周期的な運動とな

り，不安定な場合は時間とともに振幅は増大し，共振状態に

至る． Mathieu の式の安定判別によると，Fig.15に示すよ

うにベルト加振周波数をω k，ベルト振動周波数をωn と

すると

ωn=1/2ωk, ωk，3/2ωk，････

で運動は不安定となる（１）．

ωn をベルト横ずれの固有振動数（ωs）に，ωk をベル

ト張力方向長さ変動周波数（ωb）に置き換えれば，第一の解

であるωn=1/2 ωk はベルト横ずれ固有振動数ωs とベル

ト張力方向長さ変動の周波数ωb の 1/2 倍が一致した場合

に共振状態となることを示している．ベルト張力方向長さ

変動周波数（ωb）は，Fig.8 に示した様にエンジン回転数の

２倍を示しているため，1/2 ωb はエンジン回転数に相当

し，Fig.12 の実験結果と一致する．

このことを実機の横ずれ振動にあてはめてみると，この

共振状態は質点mが中心から離れつつある場合はベルト張

力が減少し，中心に向かって動きつつある場合には張力を

増加する状態にあり，振幅はその前の状態より大きくなり

時間とともに増大したと考えられる．さらにこの共振状態

は，実際にはFig.14に示した｢横ずれ振動モード｣で振動し，

外れに至ると考える．

3.4. ベルト外れ判定基準

前節 3.3.  ベルト横ずれのメカニズム解析では，Table 2

のSample 1に示した諸元で現象解析を行なったが，ここで

は Table 2 に示すベルトの山数（Number of rib）とベルト弦

長（Belt string length）の組み合わせた諸元について実験を行

ない，ベルト諸元に対するベルト外れの判定基準を検討し

た．Fig.16に，ベルト弦長に対する｢ベルト外れに至るベル

ト張力方向長さ変動｣をベルト山数ごとに示した．弦長が大

きく，もしくは山数が少なくなると，少ないベルト張力方向

長さ変動でベルト外れが生じることが分る．同一の山数を

結ぶ線より下側にベルト張力方向長さ変動と弦長がある場

合には，ベルト外れは生じず，適正な設計であることが判定

できる．

なお，ベルト外れ判定の基準の変数として，上記のベル

ト張力方向長さ変動量とベルト横ずれ量とが考えられるが，

再現性の良い前者を選択し，次章で述べる｢ベルト外れシ

ミュレーション｣に適用した．

Fig.15   Vibration model of accessory belt

Table 2   Variation of tested belt

Fig.16   Judgement graph of accessory belt running
off of the pulley
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４．設計ツール

ここでは前章の解析結果を基に，補機ベルト周りの設計

を行う際にベルト外れ発生の可能性をあらかじめ予測し，

それを回避できる設計ツールである｢補機ベルト外れシミュ

レーション｣について述べ，これを用いた検討例を紹介す

る．

4.1. シミュレーション概要

補機ベルト外れシミュレーションは Fig.17 のフロー

チャートに示すように，主に（１）クランクねじれ振動シ

Fig.18   FEM model

Fig.17   Designing flow

ミュレーション，（２）ベルト固有振動数シミュレーション，

（３）ベルト張力方向長さ変動量シミュレーションおよび入

出力部と判定部より構成される．

（１）クランクねじれ振動シミュレーション   クランクねじ

れ解析は，クランクの各部寸法の入力および指圧に

よって，ねじれ角を計算するもの（Holzerの式）である．

（２）ベルト固有振動数シミュレーション   ベルト振動解析

は，ベルトの諸元および補機レイアウトから固有振動

数を計算するもので，エンジンの使用回転域内に，ベ

ルト固有振動数が存在するかを判別する．存在しない

場合は，ベルト振動は発生しないので，設計検討は終

了する．

（３）ベルト張力方向長さ変動量シミュレーション   ベルト

張力方向長さ変動量解析は，Fig.18 に示す解析モデル

を用いた過渡応答解析で，クランクねじれ振動シミュ

レーションで得られたクランク側の変動量を加振力と

し，補機プーリ側の慣性質量を考慮した変動の応答を

計算することで，Fig.19に示す時系列変動が得られる．

このときの変動の位相差を考慮することでFig.20に示

す張力方向長さ変動量を得ることができる．この値を

Fig.16 で示したベルト張力方向長さ変動量判定マップ

によって評価する．

Fig.19   Simulation results of the crankshaft and
accessory pulley angle of fluctuation during
rotation
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4.2. ベルト外れ向上手法検討例

ベルト外れ向上の効果確認を行った項目について Fig.21

に示す．その効果度合いが明らかであった項目について

Fig.22 に示す．補機プーリハブ慣性質量，クランクプーリ

ダンパ周波数特性およびクランクプーリ慣性質量について

は量産エンジンでは採用できない範囲まで諸元を変えて検

討したが，いずれもベースエンジンに対して90％前後のベ

ルト横ずれ量となり，大きな効果は無かった．これに対し

て，クランクのねじれ角に影響するメタルクリアランスは，

その公差を下限までつめた場合にはベースの 76％程度に，

またクランク剛性に影響するジャーナル径は，直径 50mm

より直径 55mmにすることでベルト横ずれ量が半分程度と

なり非常に効果が大きいことが分かった．後者については，

Fig.23 に示すようにベルト横ずれ量の絶対値はが 4.2 から

2.4mm と大幅に低減され，実験においてジャーナル直径

50mm ではベルト外れが多発したのに対して，直径 55mm

ではベルト外れは皆無となった．

Fig.20   Simulation results of amplitude of fluctuation
on pulley circumference

Fig.21   Designing parameters tree

�

Fig.23   Effect of journal diameter size up for
accessory belt lateral movement

Fig.22   Effects of designing parameters for accessory
belt lateral movement
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５．結論

レーザ変位計を用いた補機ベルト挙動測定定量化手法を

確立し，ベルト外れメカニズムをベルト挙動測定，ベルト入

力測定およびベルト振動モードシミュレーションから明ら

かにし，以下の結果を得た．

１．補機ベルト外れに至る現象では，

（１）補機ベルトの固有振動周波数とクランクねじれ振動に

起因するベルト張力方向長さ変動の周波数の 1/2 が一

致した場合に共振が発生する

（２）ベルト張力方向長さ変動量とベルト横ずれ量には相関

が有り，限界値を超えるとベルト外れに至る

（３）横方向に振動するのは補機ベルト自体が横ずれの固有

の振動モードを持っているためである

などが明確になった

２．現象が解明されたことにより

（１）｢外れ限界マップ｣作成

（２）設計ツールとしての｢補機ベルト外れシミュレーショ

ン｣の構築

（３）上記の適用例としてエンジンクランクシャフト関連の

部品における設計パラメータのベルト外れに対する効

果を提示した．
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ノッキングの定量化と
ノックインテンシティメータの開発

Quantification of Knocking and Development of Knock Intensity Meter

A B S T R A C T

An algorithm, which processes pressure signal in
cylinder with first frequency element and quantifies it
based on its maximum value and statistic processing, and
a real time measuring system utilizing the algorithm
were established. This system can use plug washer type
sensor which can be set on every cylinder as well as a
cylinder pressure sensor to secure a high generality. And
most of the processing is constructed by software, and
renewal of the program was made possible by composing
it of the VME board which high performance MCU with
built-in flash ROM with simplified operations.
Considering the future application, it has a special
interface to cope with it to the automatic operation by
the bench automatic measuring system and so on, too.

＊栃木研究所

要　　旨

シリンダ内圧信号を一次周波数成分でデジタルフィルタ

処理を行い，その最大値および統計処理に基づくノッキン

グ定量化のアルゴリズムと，それを用いたリアルタイム計

測システムを構築した．このシステムでは通常用いられる

筒内圧センサのみではなく，気筒毎の計測が可能な座金型

センサでも計測可能として高い汎用性を確保することがで

きた．また，処理のほとんどをソフトウエア化し，演算のシ

ンプル化とフラッシュ ROM 内蔵の高性能 MCU 搭載した

VMEボードで構成することにより，プログラムの書き換え

を可能とした．今後の拡張性から，ベンチ自動計測システム

による自動運転等への対応のため専用インターフェースも

有している．

１．まえがき

近年の環境問題対応技術として，各自動車メーカを中心

にガソリン直噴エンジンの開発やハイブリッド自動車への

取り組みなど，革新的な燃費性能向上に向けて技術開発に

しのぎを削っている．一方，通常のエンジン開発において

も，基本的な燃焼特性の改善による燃費向上や排気エミッ

ションの低減が急務である．

こうした技術開発競争下では，これまでとは違った複雑

な制御システムや高精度な計測支援技術の開発をともなっ

てしまうのが現状である．

そこで，一般的に内燃機関の燃焼特性の改善に不可欠な

ノッキングの計測について，従来法と比較しながら定量化

による測定精度の向上と，リアルタイム計測および自動運

転への適用を考慮した計測システムを開発したので報告す

る．

２．ノッキング定量化の目的

従来，ノッキングの判定は測定者の感覚（聴覚・視覚）に

よる部分が多かったため，測定者によるバラツキ誤差，テス

トラボによる差，気象条件による差などがあり，測定精度と

して十分ではなかった．

また，従来から，筒内圧センサや加速度センサ等を用い

てノッキングの定量化は行われてきたが，処理方法が複雑

であり，高速な CPU やより多くのメモリが必要であるな

ど，リアルタイムでノッキング定量化・判定を行うには十分

な方法ではなかった．

また，前述のようにエンジン開発においてはシステムの

複雑化に伴い，設定すべきパラメータが非常に膨大になっ

ており今後ますますテストの効率化が求められている．

そこで，以下の４点を今回の開発の目的とした．

１）ノッキングを定量的に捉える方法を構築する．

２）ノッキング測定精度を向上させる．

３）リアルタイムでノック判定可能なハードを確立する．

４）ベンチ自動計測システムとのインターフェースを有し

自動運転を可能とする．

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_9
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３．定量化手法

3.1. 定量化のためのセンサ選定

ノッキングを定量化するにあたり 第一ステップとしてセ

ンサの選定を行なう必要がある．従来，筒内圧を直接計測す

る方法，加速度センサによる方法，音による方法等が行われ

てきたが，筆者らはノッキング定量化のためのセンサ選定

のため，ノッキング有無による各センサの出力変化を，点火

進角を変化させ 周波数解析を行うことにより確認した．

Fig.1 ～ 3 に周波数解析結果を示す．

Fig.3   Frequency analysis by
plug washer type sensor

Fig.1   Frequency analysis by
cylinder presssure sensor

Fig.2   Frequency analysis by air-borne noise

Fig.4   Sensor linearity by ignition timing

各センサとも，ノッキングの主成分である7～8 kHzで，

点火進角による出力変化が見られる．また，二次成分である

13 ～ 15kHz 近辺でも同様の変化が見られる．

周波数解析の結果から，7～ 8kHzの周波数帯に着目し，

点火進角におけるセンサ出力の 最大値をまとめた結果を

Fig.4 に示す．

筒内圧を直接計測する方法は点火時期の進角量とともに

センサー出力も増加しているが，他のセンサでは点火時期

進角量とセンサー出力との相関は低い． また，筒内圧センサ

は，点火時期変化量に対する出力変化量も大きく計測の精

度向上が見込まれる．

以上の結果より，ノッキングの定量化に当たっては，筒

内圧を直接計測する方法を選択した．

3.2. 定量化手法

筒内圧によりノッキングを定量的に捉える方法として，

従来熱発生率を積分する方法，筒内圧をフィルタリングし

それを積分する方法等が報告されている（１）～（３），（５），（６）．し

かし，これらの方法では処理時間がかかるという問題があ

り，リアルタイムでモニタするという観点から，望ましい方

法ではない．そこで，今回採った方法は，筒内圧をフィルタ

リングし，その後統計的な処理を行なうことにより，定量化

を行う方法を採った．Fig.5 にそのフローを示す．

Fig.5   Analysis flow
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Fig.8 に，100 サイクルサンプルした場合の点火進角量

によるノックインテンシティの平均値と標準偏差示す．

点火時期を進角して行った場合，ノックインテンシティ

の平均値は増加している．これは点火進角により強いノッ

キングが発生していることを意味する．同様にノックイン

テンシティの標準偏差に着目すると，平均値と同様に点火

進角により増加している．

Fig.9 に上記の場合において，横軸にノックインテンシ

テｲを取った場合の頻度分布を示す．点火進角によりノック

インテンシティの値が判定値を超えるサイクル数が増加し

ている．これは，ノッキングが発生している頻度（サイクル

数）が増加していることを意味する．

以上より，ノッキングの判定は筒内圧をバンドパスフィ

ルタリングしその最大値（ノックインテンシティ）に着目す

ることで可能となる．

Fig.6   Parameter of knocking identification

フィルタリング後の波形に着目した場合，Fig.6 に示す

ように，｢最大値」，「振幅」，「最大値 - 最小値」等で処理す

る方法が挙げられる．これらの方法により，点火進角を変

化させた場合，Fig.7に示すように，いずれの方法でも点火

進角に対し出力は一意の関係にあり，どの方法でもノッキ

ングを定量的に捉えることが可能である．

筆者らはもっとも処理がシンプルな「最大値」による方法

を採用した．この最大値はノッキングの強さを表現すると

考えられるため，この値をノック インテンシティと定義す

ることにした．

Fig.7   Comparison of analysis method

3.3. ノッキングの強度と頻度

ノッキングを人間が評価する場合，印象でとらえてしま

うことが考えられる．具体的には，ヘビーノックが一度だけ

発生した場合も，軽ノックが常時発生している場合も，同様

に「ノッキングが発生している」ととらえてしまう．した

がって，ノッキングを定量化する場合，強度と頻度を考慮す

る必要がある．

Fig.8   Average standard deviation of knock intensity

Fig.9   Distribution of knock intensity

3.4. ノッキング判定レベルの設定

ノッキングの判定は従来テスト者の感覚（聴覚・視覚）に

より行っていたので新たなノッキング判定方法を適用する

場合でも従来手法と相関をとる必要がある．
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Fig.10にエンジン回転数ごとのノッキング判定レベルを

示す．判定レベルはエンジン回転とともに上昇しているが，

これは，聴覚と相関を取っているため回転の上昇に伴い，

バックグラウンドノイズが上昇するためである．

４．プラグ座センサによるノッキング判定

車載状態でのノッキング判定や全気筒同時計測等を行う

ためには筒内圧センサを全気筒に取り付ける必要がある．

しかしながら，筒内圧センサを多気筒エンジンの全気筒に

取り付 けることは，多弁化，低ボアピッチ化等により困難

である．そこで，プラグ座センサを用いた判定手法の検討を

行った．この場合，筒内圧センサと同様の判定手法をそのま

ま適用しても，センサのS/Nが悪いため点火時期による出

力差が明確にならないという問題がある．

そこで，プラグ座センサを用いた場合は，筒内圧センサ

を用いた時の様に平均化するのではなく，各サイクルに着

目してある一定値を超えたサイクル数をカウントし，その

頻度により判定する方法を採用した．ノックインテンシ

ティによる方法との比較を Fig.12 に示す．頻度による判

定法も，点火進角に対し一意の関係にあり，ノッキングの

判定が可能であることが分かる．

Fig.10   Threshold level table

3.5. 定量化手法の検証

これまで述べてきたノックインテンシティによりノッキ

ングの定量化を用い，検証を行なった．検証方法はエンジン

の仕様・機種・運転条件等を変化させて行っている．

一例を Fig.11に示す．検証方法は，Ne = 1 500rpm，WOT

において，A/F を変化させた時，ノッキングが発生する点

火時期差により行った．

結果として図に示すように判定レベルで，A/F 違いによ

り２°の差が生じているが，これは聴覚で判定したノッキ

ング差と一致している．したがって，この定量化方法は従来

の判定手法と高い相関を示しており，ノッキングの判定が

出来ている．

Fig.11   Verification of quantificational method

Fig.12   Comparison of quantificational method

５．システム構成

5.1. 概要

システムブロックダイアグラムをFig.13 に示す．前述の

目標に従い，システムに要求される機能の大半をソフト

ウェアで実現した．また，Fig.14 では，あるサイクルにお

いて，点火信号とセンサ信号により，計測タイミングを決定

し，バンドパスフィルタリング，最大値（ノックインテンシ

ティ）の検出までを時系列で示す．

5.2. ハードウェア

ハードウェア基本構成を Fig.15 に示す．本システムは，

図中の機能をダブルハイトの２スロットサイズに納めた

VMEボードにて実現し，このボード４枚をVMEラックに

収納した．ボード１枚につき１気筒の計測に対応し，本シス
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テム全体で４気筒分の計測が可能である．その外観を

Fig.16 に示す．

Fig.13   System diagram of knock intensity meter

Fig.14   Timing chart of measuring signals

Fig.15   Constitution of hardware

Fig.16   Appearance of knock intensity meter

5.2.1. 点火信号インターフェース

点火方式および配電方式の違いに対応するため，信号レ

ベルとパルス数を選択可能にした．

信号レベルは，以下の選択が可能である．

・バッテリ電圧レベル（点火エッジ：立ち下がり）

・バッテリ電圧レベル（点火エッジ：立ち上がり）

・TTL レベル（点火エッジ：立ち下がり）

・TTL レベル（点火エッジ：立ち上がり）

・点火コイル２次側ピックアップ信号

パルス数は，以下の選択が可能である．

・気筒別のトリガ（DLI またはデｲストリビュータ配電の

２次側ピックアップ）：1pulse/720°

・同爆点火システムのトリガ：2pulse /720°
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・同爆点火システムの（反対側気筒の）トリガ：2pulse/

720°

・２ストロークエンジンのトリガ：1pulse/360°

また，エンジン回転数の算出等に使用するため，パルス

数設定をプロセッサで認識する．

5.2.2. センサ信号インターフェース

アナログフィルタは，燃焼サイクルによる信号をキャン

セルするためのハイパスフィルタ（1kHz～）と，エリアシン

グ歪み防止のローパスフィルタ（～100kHz）をカスケード接

続した．いずれのフィルタも低次のCRフィルタで実現し，

ジャンパスイッチによりキャンセルすることも可能である．

また，両フィルタの中間にゲイン可変（0.1 ～ 10）のアンプ

を搭載した．

AD コンバータは，アンチエリアシングフィルタを簡略

化可能なオーバーサンプリングΣΔ変調方式を採用し，精

度は 16bit，入力レンジは－ 2 ～＋ 2V，サンプリングレー

トは 25KHz と 50kHz の切替可能である．

また，ディジタルフィルタの係数切替を行うために，サ

ンプリングレートの設定をプロセッサで認識する．

5.2.3. データディスプレイインターフェース

単独で計測するため，７セグメント LED を搭載した．

予め用意されたデータ群（ノックインテンシティあるいは

ノック頻度等）から一つをスイッチで選択し，物理量を表

示する．

5.2.4. ノックステータスインターフェース

既存の設備および計測器等に接続するため，ノック判定

結果に応じた TTL 出力および LED 出力と，ノックインテ

ンシティに応じたアナログ出力を行うために，12bit D/Aコ

ンバータ（出力レンジ：0 ～ 5V）を搭載した．これにより，

自動運転中のインタロックなどに利用可能である．

5.2.5. シリアル通信インターフェース

パーソナルコンピュータ等で計測結果を取り込むため，２

系統のシリアル通信インターフェースを用意した．一方のシ

リアル通信インターフェースは，ネットワーク型に接続が可

能であるため，複数のノックインテンシティメータからの計

測結果を１台の通信端末で取り込むことが可能である．

5.2.6. スイッチ信号インターフェース

センサタイプ選択スイッチ入力は，チャージアンプ出力

であるか，点火プラグ座金センサ出力であるかをプロセッ

サで認識する．これにより，ディジタルフィルタの通過域

と，ノック判定アルゴリズムの切替を行う．

外部スイッチ入力は，ノック判定値の書き換え，または

初期化（出荷時の設定に戻す）を行う場合のトリガとして，

プロセッサで認識する．

5.2.7. プロセッサ

フラッシュ ROMを内蔵した一般的なマイクロプロセッ

サを２個（同一の MCU）を搭載し，ディジタルフィルタリ

ングと最大値（ノックインテンシティ）の検知までを実現す

るサブプロセッサと，それ以外全てを実行するメインプロ

セッサに機能を分割した．プログラムは全てプロセッサ内

蔵のフラッシュ ROM にアサインされており，メイン・サ

ブいずれも，フラッシュライタによってプログラムの書き

換えが可能である．メイン・サブのプロセッサ間はパラレ

ルで接続し，相互監視を行う．

また，ノック判定値，フィルタ係数などの定数データを

外部のフラッシュ ROM にアサインすることによって，外

部スイッチをトリガにしたノック判定値の書き換え・初期

化と，メンテナンス用にパーソナルコンピュータを接続し

て任意の定数データを変更することに対応した．

5.3. ソフトウェア

前出の Fig.13 に示さなかったソフトウェア処理を含め

て，各処理の概要を本節で示す．また，本システムは複数の

外部イベントに同期して処理を行う必要があり，タスク管

理などのために µ ITRON 準拠のリアルタイム OS を搭載

した．

5.3.1. パルス処理

点火トリガに同期して，エンジン回転数の算出，計測タ

イミング（開始・終了）の生成を行う．計測開始タイミング

は，点火トリガ発生後の所定時間経過を検知し，計測終了タ

イミングは，点火トリガ発生後の所定クランク角度経過を

検知する．エンジン回転数の算出と計測終了タイミング生

成は，点火信号インターフェースのパルス数設定に応じて，

点火パルス１周期に応じたクランク角度を考慮して処理を

行う．ただし，計測開始・終了タイミングを実際に生成する

場合には，信号処理のディレイを考慮しなければならない．

このディレイは，エンジン回転数に応じて影響が大きくな

るため，開始・終了共にディレイ時間を加算して，タイミン

グを生成した．Fig.17 に機能として必要とされる（理想的

な）計測タイミングと，ディレイを考慮した（実際の）計測タ

イミングの比較を示す．

Fig.17   Measuring section
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5.3.2. ディジタル信号処理

25kHz または 50kHz サンプリングで，最大 63 次程度

の FIR フィルタリングおよび最大値（ノックインテンシ

ティ）の更新を行う．フィルタ係数は，サンプリング周波数

およびセンサタイプ選択スイッチの組み合わせにより，あ

らかじめ設定した４種から選択する．

5.3.3. 統計処理とノック判定

前述の最大値に対して，所定サイクル区間で，統計処理

（平均値，標準偏差，ピーク値，ノック頻度等）を行う．さら

に，ノック判定値と統計処理の算出結果によって，最終的な

ノック判定を行う．

5.3.4. 各出力手段の処理

操作対象は，データディスプレイインターフェースと

ノックステータスインターフェースである．

データディスプレイインターフェースは，表示データ選

択スイッチに応じて下記から１つを選択して表示する．

・統計処理の算出結果

・ノック判定値

・エンジン回転数

ノックステータス I/F は，ノックインテンシティの D/A

出力とノック判定結果に応じた TTL 出力を行う．

このインターフェースにより自動計測システムとの通信

を行い，自動運転への対応が可能となる．

5.3.5. 外部フラッシュ ROM の書き換え

定数データを格納した外部フラッシュ ROM を書き換え

るために，下記２種の手段を用意した．

・外部スイッチによる

・パーソナルコンピュータの接続による

外部スイッチによる外部フラッシュ ROM の書き換えは，

ノック判定値に対して，通常動作中には更新，立ち上げ時に

は初期化（出荷時設定に戻す）を行う．例えば，通常動作中に

外部スイッチをONすると，ノック判定値の内容を，新たに

算出した判定値に入れ替えることが可能である．

パーソナルコンピュータの接続による外部フラッシュ

ROMの書き換は，メンテナンス用に全ての定数データを対

象にした．例えば，計測対象であるエンジンの変更，または

センサを入れ替えるなどにより，ノック共振周波数が変化し

た場合は，パーソナルコンピュータを介して新たに設計した

FIR フィルタ係数を変更することが可能である．

６．まとめ

１）筒内圧センサ信号をバンドパスフィルタを通し，その

最大値をノックインテンシティと定義することで，

ノッキングの定量化を行った．

２）ノッキングを定量化したデータは，聴覚によるテスト

結果と相関があり，判定まで可能であることを確認し

た．

３）ノッキングの定量化と判定を，最大値のみに着目する

ことで処理を簡素化し，リアルタイムで実行する計測

システムを開発した．またこの計測システムはタイミ

ング信号として各種点火信号等に対応しており，使用

可能なセンサも筒内圧センサだけでなくプラグ座金型

のセンサにも対応しており，システムとして高いはん

用性を持っている．

４）ノッキングの強度およびノッキングの判定フラグを出

力するインターフェースを有し，自動運転・自動マッ

ピングへの対応が可能となった．
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Kazuhisa YAMAMOTO Takashi AOKI

CVTと自動MTが燃費に与える影響の解析と
燃費向上予測

Analysis of the Influence on Fuel Economy about CVT and Automated MT, and the Estimation of

Fuel Economy Improvement

A B S T R A C T

Effect on mode fuel economy by different type of
transmission, CVT and Automated Manual Transmission,
was investigated on the basis of the same vehicle and
engine specifications.  Results of study for the effect on
mode fuel economy by variation of transmission ratio
range, friction, and such are as follows.  In the case of
CVT, it was confirmed that wider transmission ratio
range is effective when driving at relatively high speed
with less stop-and-goes, and friction reduction is
effective when driving at relatively low speed with
frequent stop-and-goes.  On the other hand, in the case
of Automated Manual Transmission, it was confirmed
that wider transmission ratio range is effective when
driving at relatively high speed with less stop-and-goes,
the same as CVT, and that combination of wider
transmission ratio range, increase of shift steps, and
appropriate distribution of transmission ratios, which
leads to highly efficient operation of total power plant
system, is necessary.

＊栃木研究所

要　　旨

車両諸元とエンジン諸元を同一とした上で CVT と自動

MT とでのトランスミッション形式違いによるモード燃費

への影響をシミュレーションにより検討した．

トランスミッションのレシオレンジやフリクション等を

変化させたときのモード燃費への影響を検討した結果，

CVT搭載車の場合に燃費を向上させるためには，車速域が

比較的高く発進停止が少ない走行ではレシオレンジの拡大

が有効であり，車速域が比較的低く発進停止を繰り返す走

行ではフリクション低減が有効であることを確認した．

一方，自動MT搭載車の場合，車速域が比較的高く発進

停止が少ない走行ではCVTと同様レシオレンジの拡大が有

効であり，車速域が比較的低く発進停止を繰り返す走行で

はレシオレンジの拡大や変速段の増加あるいはレシオの割

り振り方を組み合わせることによりパワープラント全体で

効率の高い運転を実現することが必要になることを確認し

た．

１．まえがき

燃費向上のための新技術開発として，トランスミッショ

ン技術分野においては伝達効率の向上はもちろんのこと，

多段化によるレシオレンジの拡大が行われてきた．これら

を背景にレシオレンジを比較的広くとることができ，エン

ジンを熱効率の高い運転領域で運転することができるとい

われているCVTが大衆車クラスから小型車クラスまで相次

いで採用されるようになった．一方，マニュアルトランス

ミッション（MT）と機構をほぼ同じくし，クラッチ操作と変

速操作を自動で行う自動 MT（AMT）は小型バスやトラック

では普及していたものの乗用車では発進時や変速時の違和

感からほとんど普及していなかったが，その伝達効率の高

さが燃費に対して優位性を持つことから再び注目されるよ

うになってきた．

また，従来から燃費の更なる向上に適したトランスミッ

ション形式や諸元を求めるためにシミュレーションを用い

た検討も行われてきた．

しかし，従来のシミュレーションでは車体やエンジンの

諸元をそろえてもトランスミッションレシオ（以下レシオ）

とシフトスケジュールを同一の手法で設定できなかったた

め，CVT と自動 MT とでの機構違いによる燃費への影響

の比較は困難であった． 一方，筆者らはエンジンとCVTを

含むパワープラントの燃料消費最小運転点での運転を実現

する制御システムと燃料消費最小運転を実現するエンジン

とCVTの運転点を計算する演算アルゴリズム（Gfボトム演

算）を提案している（１）～（３）．そこで，さらにこの演算アルゴ

リズムを自動MT に適用し，レシオとシフトスケジュール

を設定することで比較条件をそろえた燃費シミュレーショ

ンが可能となった．

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_10
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本稿の目的は，車体やエンジンの諸元のみならずレシオ

やシフトスケジュールを同一手法で設定し，効率は劣るも

ののレシオレンジが広く取れしかも無段変速である CVT

と，効率は高いもののCVTと比べレシオレンジが狭く有段

変速である自動MT の燃費ポテンシャルを明らかにするこ

と，さらに両者の機構上の特徴を生かして燃費をより向上

させるための提案を行うことである．

２．シミュレーション

2.1. 従来のアプローチ

従来から車両の燃費向上に最適なトランスミッション形

式とトランスミッション諸元を決定するためにシミュレー

ションを使った比較検討が行われている．しかしながら従

来は異なるトランスミッション形式での比較検討に際して，

燃費に大きな影響を与えるシフトスケジュールとレシオの

組み合わせは試行錯誤により決定されていたため，決定さ

れたシフトスケジュールとレシオの組み合わせによる燃費

が最良となっているかは確認できなかった．したがってシ

フトスケジュールの条件がそろえられているとはいえず，

比較条件をそろえた検討が行えなかった．

2.2. 今回のアプローチ

CVTの場合，筆者らが提案した演算アルゴリズムによる

最良燃費を実現するシフトスケジュール決定手法が存在す

るが，有段トランスミッションへの適用については言及し

ていなかった（１）．また自動MTの場合，有段であるがゆえ

最良燃費の実現にはシフトスケジュールのみならずレシオ

の組み合わせを決定することが必要である．そこで，今回新

たに上記CVTのシフトスケジュール決定手法を拡張し，燃

費最良となる自動MT のシフトスケジュールとレシオ組み

合わせの決定を可能とした．

このように同一アルゴリズムを使いシフトスケジュール

とレシオの組み合わせを決定することで，CVT搭載車，自

動MT 搭載車共に燃費消費量を最小にするという評価軸で

条件をそろえた比較が行えるようになった．

2.2.1. シフトスケジュール

CVTの最良燃費シフトスケジュールを求める演算アルゴ

リズムは以下に示す考えをベースとしている．

つまり，ある車速（V），ある駆動力（F）における走行時の

燃料消費量（Gfuel）は，エンジン正味燃料消費率（BSFC）とエ

ンジン出力（Pse），時間（Hr）の積算値で表され，Pseはある

車速，ある駆動力での走行に必要なタイヤ端駆動出力（Psp）

と駆動系損失仕事（Psf）の和で表されることから（１）式と表

される．

　Σ Gfuel = Σ｛ BSFC × （Psp+Psf） × Hr ｝ （１）　

ここで（１）式左辺の Gfuel を評価関数と考え，これを最

小とするような BSFC と Psf の組み合わせを決定すればよ

い，という考えである．

また， BSFCは同一エンジン出力を保ちながらスロットル

開度やレシオにより，Psfはレシオやエンジン回転数などに

より変化させることができ，したがってスロットル開度と

レシオを適切に選ぶことで（１）式左辺を最小にすることが

できる．

この演算をもとに車両運転点すべての V と F において

レシオを決定すれば，それが燃料消費最小運転点を実現す

るシフトスケジュールとなる．

今回自動 MT への適用にあたり Fig.1 に示すようにレシ

オ（図中 R - AMT）を選択することで，有段トランスミッショ

ンへの適用を可能とした．

このアルゴリズムにより決定したシフトスケジュールに

したがってエンジンの運転点とトランスミッションの運転

点を制御することができていれば，常に燃料消費量が最小

となる運転が実現される．

2.2.2. レシオ組み合わせ

自動 MT のレシオを下記条件によって設定した．

・ レシオの決定方法は「2.2.1. シフトスケジュール」で計

算したシフトスケジュールをもとにモード燃費が最良

になるレシオの組み合わせをモードごとに求めた．

・Low レシオは Low オーバーオールレシオが CVT 搭

載車のそれと同一となるよう設定した．

これは自動 MT 搭載車の Low レシオでの駆動力の確保

を目的としている．従来，車両の発進装置として AT では

トルクコンバータが，CVTでは湿式多板クラッチ，トルク

コンバータ，電磁クラッチなどが用いられている．発進装置

としてトルクコンバータが用いられている場合には，その

Fig.1   Gf–Bottom calculation for AMT
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トルク増幅作用により発進時のトルクが増大されることか

らLowオーバーオールレシオは比較的小さくできる． 一方，

発進クラッチなどを用いる場合には，トルク増幅作用がな

いため充分な発進駆動力を確保することができるように

Lowオーバーオールレシオを比較的大きくする必要がある．

MT 搭載車の発進装置は乾式クラッチであり，発進時の駆

動力の発生は運転者のクラッチ操作により異なる．すなわ

ち，エンジン空吹かし状態からの急激なクラッチ締結を行

えば瞬時大きな駆動力の発生が可能であるが，自動MT の

発進は自動クラッチ操作となるので通常のMT と同じレシ

オの場合 Low レシオでの駆動力が不足する可能性がある．

このため今回の検討では自動 MT の Low レシオを CVT の

Low オーバーオールレシオと同じにすることで , 発進駆動

力を確保した． なお， Lowオーバーオールレシオはファイナ

ルレシオを調整することでCVTのそれと同一となるよう設

定した．

2.3. 燃費シミュレーションモデル

モデルはモード走行時の車速から車両に要求される駆動

力を算出し，トランスミッションの伝達効率，トランスミッ

ションレシオ，エンジン補機駆動仕事等を考慮した後，エン

ジン回転速度とエンジン出力トルクを決定することで燃料

消費量を算出する．Fig.2 にモデルのブロック図を示す．

2.4. 燃費シミュレーションモデル精度の検討

ここではモード走行時の実車での実測データとシミュ

レーション結果との比較を行い，モデル精度の検証を行う．

検証には CVT 搭載車モデルを用い，Table 1 と Table 2

に記載した車両の諸元を使用した．このCVTモデルと同一

諸元の実車による走行において計測したデータとシミュ

レーション結果とを比較することでモデル精度の検証を

行った．

Fig.2   Simulation model structure

Table 1   Conditions of verification

Table 2   Conditions of simulation (Overall ratio)
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ここで，Table 1，Table 2は今後の検討に用いるCVTと

自動 MT の諸元をまとめたものであり，自動 MT 搭載車

の車重はMT搭載車のそれと同じとした．理由としてはMT

と自動 MT とでは機構的には変速を自動で行うアクチュ

エータの有無以外の大きな違いがないことによる．Tableに

記載した諸元以外の条件は次のとおりである．

自動 MT において，

・トランスミッションのフリクションは動力伝達系の機

構が通常の MT と大差ないことより 5MT と同じとし

た．

・一回の変速に必要なエネルギーをアクチュエータの駆

動仕事としてエンジン仕事に上乗せした．

Fig.3にその比較検証の結果の一例を示す．Fig.3は LA4

- CITY モードの一部であり，図は上から順にエンジン回転

速度，エンジン発生トルク，トランスミッションレシオ，燃

料消費量であり，赤実線は実測データ，青実線はシミュレー

ションデータである．

減速時においてエンジン発生トルクが実測データとシ

ミュレーションデータとで違いが発生しているのは，シ

ミュレーションで使用しているエンジンデータの負側トル

クデータの精度が低いためであるが，この領域はフュエル

カット（F/C）領域であるためエンジンデータの精度の低さは

燃費計算上ほとんど影響がない．この点を除けば，モード中

における実測データとシミュレーションデータとには充分

な相関が認められると考える．

また，Fig.4はそのときのモード燃費を表し，実測データ

とシミュレーションデータの違いは２％以内となっている．

以上のことより，このシミュレーションモデルは以後の燃

費に関する比較検討に用いるにあたって充分な精度を有す

ると判断した．

Fig.3   Result of verification
(Difference between simulation
and experiment)

Fig.4   Mode fuel economy
(Difference between simulation
and experiment)

３．CVT と自動 MT との燃費比較

ここではCVT搭載車と自動MT搭載車の燃費を比較し，

両者の燃費性能を明らかにする．また，一般的にエンジン効

率の高い運転ができる CVT と伝達効率の高い自動 MT と

いわれているが，どのような要因が燃費向上に対して影響

を及ぼしているのかを検討する．

3.1. 比較車両の諸元

車両のトランスミッションレシオ以外の各種諸元は

Table 1，トランスミッションレシオは Table 2 に記載の値

を用いた．

3.2. モード燃費比較

CVT 搭載車と自動 MT 搭載車とでのモード燃費比較シ

ミュレーションを10・15モード，LA4 - COMBINE（以下LA

4 - COMB）モードについて実施した．

シミュレーション結果をFig.5に示す．現状の諸元でモー

ド燃費を比較すると CVT よりも自動 MT の方の燃費が良

くなることがわかる．

Fig.6 は 10・15 モードにおいて加速走行と定速走行時の

Pse の平均値（Ave. Pse）と BSFC の平均値（Ave. BSFC）を

見たもので，Ave. Pse は自動 MT の方が少なく Ave. BSFC

は CVT の方が小さい．つまり，Pse が少ない自動 MT は

Psf が小さく伝達効率の高い運転を，BSFC が少ない CVT
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はエンジン熱効率の高い運転を行っているといえる．また，

CVT と自動 MT の Ave. BSFC の差よりも CVT と自動 MT

のAve. Pseの差が大きくなっていることから，これがCVT

よりも自動MT の燃費が良くなっていることの一因と考え

られる．

さらに，10・15 モードにおいて加速走行と定速走行時の

車速に対するエンジン回転数の関係をグラフにしたものが

Fig.7 である．

車両の運転点にはフュエルカットの実行やサージングの

発生を回避するために使用できない領域が低回転領域に存

在するが，CVTではその領域を避けながらできるだけ低い

回転数を選択しているのがわかる．また，自動MTでは20，

40，50（km/h）での定速走行でできるだけ低い回転数となる

レシオを選択していることが分かる． CVTと自動MTとで

の大きな違いとしては，CVTの場合レシオは連続可変であ

るため全体的に低回転高負荷運転が可能となるが，有段変

速である自動MT の場合は，あるレシオでとりうる最低回

転数はある車速に限られ，車速が高くなり次のレシオに切

り替わるまではエンジン回転数も上昇するしかなく，結果

的にその部分では高回転低負荷運転となっている．

3.3. Low レシオ化の影響とレシオ組み合わせ最適化の効果

本論文では条件をそろえるために，自動MTのLowオー

バーオールレシオがCVTのそれと同一となるようにファイ

ナルレシオで調整したので，MT と比べレシオ全体の値が

大きくなっている．したがって，自動MTはもともとのMT

に比べ燃費に対して不利なレシオとなっている．参考とし

て，ファイナルレシオ変更とレシオ組み合わせ最適化によ

る燃費への影響を明らかにしておく．

検討に際しての条件は下記のとおりである．

   ａ ： 量産 MT レシオ

   ｂ ： ファイナルレシオ変更

   ｃ ： ファイナルレシオ変更 + レシオ組み合わせ最適化

　　　 （Table 2 と同一レシオ）

Table 3に各条件でのオーバーオールレシオを，Fig.8に

検討結果を示す． LA4 - COMBモードにはLA4 - HIWAY （以

下LA4 - HWY）モードも含まれるのでレシオの組み合わせ方

による燃費向上効果が現れにくく，ファイナルレシオ変更

による OD 側のレシオが大きくなったことによる影響が現

れている．

Fig.5   Fuel economy
(Difference between AMT and CVT)

Fig.6   Average of Pse & average of BSFC
(Difference between AMT and CVT)

Fig.7   Comparison of engine speed
(Difference between AMT and CVT)

Table 3   Overall ratio
(Difference of final ratio & ratio
combination)

Fig.8   Fuel economy
(Difference of final ratio & ratio
combination)
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４．トランスミッション要素が燃費に与える
影響の解析

ここでは各トランスミッションにおいて，トランスミッ

ション要素がモード燃費に与える影響を解析する．ここで

検討したトランスミッション要素とはフリクション，レシ

オレンジ，変速段数であり，同一モードで比較した場合，

CVT と自動 MT でそれぞれの要素がモード燃費にどのよ

うに寄与するのかを明らかにする．また，モード燃費により

比較を行うのは，10・15 モードや LA4 - CITY モードによ

り使用する車速域が比較的低く発進停止を繰り返すモード

を代表させ，LA4 - HWY モードにより車速域が比較的高く

発進停止が少ないモードを代表させることで，走行負荷や

平均車速の異なる走行パターンでの解析が可能になると考

えたからである．

4.1. CVT の場合

4.1.1. レシオレンジが燃費に与える影響

レシオレンジを広げることでLowレシオ以外のレシオを

より小さくし，エンジン運転点を低回転高負荷とすること

によるエンジン熱効率の向上と各種フリクションの低減が

燃費向上に及ぼす影響を検討する．

検討に際しての条件は下記のとおりである．

レシオレンジ ： 5.0，5.5，6.0，6.5

（Low レシオ固定，OD 側レシオを拡大

することでレシオレンジを変更）

Fig.9 はレシオレンジ 5.5 （量産 CVT 車両のレシオレン

ジ）をベースとしたときのレシオレンジに対する燃費変化率

を表している．

LA4 - HWY モードではレシオレンジを 1.0 拡大したとき

の燃費変化率は約5.0 ％と大きいが，それ以外のモードでは

1.0 ％以下となっている．（LA4 - COMBモードはLA4 - HWY

モードの影響を受けて約2.5 ％と比較的大きな値となってい

る．）

CVTの場合，各モードにおいてレシオレンジが拡大すれ

ば燃費も向上していることがわかる．

次に，走行パターンの異なるモードを走行する際のレシ

オレンジ拡大による低回転高負荷走行が燃費に対してどの

ように影響を与えているのかを解析するため，10・15 モー

ドとLA4 - HWYモードを用い，モード走行時の使用レシオ

頻度，トランスミッション平均効率，Ave. BSFC の比較を

行った．なお，比較にはモード走行時の加速走行と定速走行

を行っているときのデータを用いている．

Fig.10はモード走行時のレシオ使用領域をレシオレンジ

5.5 の場合の OD レシオである 2.608 以下，2.608 ～ 2.9，

2.9以上の領域に分け，それぞれの領域での頻度を比較した

グラフである．Fig.10 左側の 10・15 モードでは 2.9 以上

の領域を使用する頻度が圧倒的に多く，2.608以下の領域を

使用する頻度，つまりレシオレンジ拡大による OD レシオ

側の拡大領域を使用する頻度がモードに占める割合は約

13.6 ％である．これに対し Fig.10 右側の LA4 - HWY モー

ドでは2.608以下の領域を使用する頻度が圧倒的に多く，レ

シオレンジ5.5の場合レシオ2.608を使っている割合が45.1

％であるのに対し，レシオレンジ6.0の場合，2.608以下の

レシオを使用する割合は全体の91.2 ％を占めている．この

ことから，10・15 モードよりも LA4 - HWY モードの方が

拡大された OD 側レシオ領域を使用する頻度は大きく，結

果としてLA4 - HWYモードではレシオレンジの拡大により

エンジンの低回転高負荷運転の頻度が大きくなる．

Fig.9   Fuel economy improvement of CVT
(Difference of ratio range)

Fig.10   Ratio histogram
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述べたレシオレンジ拡大では燃費を0.5 ％向上させるために

0.5 ～ 1.0（LA4 - HWY では 0.1）の拡大が必要となることを

考えると，CVTの燃費向上手段としてはフリクション低減

が有効であり，さらに車速域が比較的高く発進停止が少な

いモードにおいてはレシオレンジの拡大が有効であるとい

える．

Fig.11   Average transmission efficiency & average BSFC

Fig.11 はトランスミッション平均効率および Ave. BSFC

を 10・15 モードと LA4 - HWY モードそれぞれについて比

較したグラフであり，レシオレンジ 5.5 からレシオレンジ

6.0 への変化を表したものである．

ここでトランスミッション平均効率の向上について考え

てみると，レシオレンジを拡大することでレシオはより小

さい領域を使う頻度が大きくなり，金属ベルトのフリク

ション特性として OD側，Low 側のフリクションが大きい

ことによるトランスミッション効率の低下を入力回転数の

低下による効率向上が上回ることによりトランスミッショ

ン平均効率はわずかながら向上したと考えられる． また，レ

シオレンジの拡大により低回転高負荷運転の頻度が大きく

なることにより Ave. BSFC は小さくなる．

以上をまとめると，10・15 モードではエンジンの低回転

高負荷運転の頻度が小さいため，モード走行時のトランス

ミッション平均効率の向上とAve. BSFCの減少による燃費

向上は少なく，LA4 - HWY モードではエンジンの低回転高

負荷運転の頻度が大きいため Ave. BSFCの減少による燃費

向上が大きくなり，これがモードによる燃費向上度合いの

差となっている．

4.1.2. フリクション変化が燃費に与える影響

フリクションを低減することによるエンジン発生仕事の

低減が燃費向上に及ぼす影響を検討する．

検討に際しての条件は下記のとおりである．

対象　：ベルト，オイルポンプ，ベルト＋オイルポンプ

低減率：０ → 100 ％

ここで，フリクション要素としてベルトとオイルポンプ

を選んだ理由としては，Fig.12 に示すように CVT のフリ

クションの大半を占めているのがこれら二つの要素である

ことによる．

Fig.13はフリクション低減率０％をベースとしたときの

フリクション低減率に対する燃費変化率を表している．

モードにより多少の違いはあるが燃費を 0.5 ％向上させ

るためにフリクションではベルト＋オイルポンプで５％程

度の低減が必要となる．このことは，先ほどのセクションで

Fig.12   Power loss rate of CVT (at 40 km/h cruise)

Fig.13   Fuel economy improvement of CVT
(Difference of friction)
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4.2. 自動 MT の場合

4.2.1. レシオレンジを変化させた場合の燃費への影響

CVTの場合と同様にレシオレンジを広げることでLowレ

シオ以外のレシオをより小さくし，エンジン運転点を低回

転高負荷とすることによるエンジン熱効率の向上とトラン

スミッション，各種フリクションの低減が燃費向上に及ぼ

す影響を検討する．

ただし，CVTのレシオは連続可変であり単にレシオレン

ジを拡大すれば良いのに対し，自動MT ではレシオレンジ

変更によるレシオの割り振りの設定が必要であり，この設

定を行った上で検討を行った．

 検討に際しての条件は下記のとおりである．

レシオレンジ：4.6 ，5.0 ，5.5 ，6.0

（Lowレシオ固定，OD側レシオを拡大す

ることでレシオレンジを変更）

変速段数　　： ５

Fig.14 はレシオレンジ 4.6 （量産 MT 車両のレシオレン

ジ）をベースとしたときのレシオレンジに対する燃費変化率

を表している．

自動MTの場合， LA4 - HWYモードではレシオレンジが

拡大すれば燃費も向上しているが，その他のモードではレ

シオレンジが拡大しても必ずしも燃費が向上するわけでは

ないことを示している．

Fig.15（左）は，LA4 - CITY モードにおいて Low レシオ

の設定を CVT の Low オーバーオールレシオ，Fig.15（右）

は Low レシオの設定を量産 MT の Low オーバーオール

レシオと同じにしたときにレシオレンジを変化させた場合

の，モード中におけるAve. BSFC，Ave. Pse，モード燃費の

関係を表したものである．

Fig.15（左）において：

レシオレンジが4.6の場合，エンジン発生仕事を表すAve.

Pse は最も小さいもののエンジン熱効率を表す Ave. BSFC

が大きいため，結果として燃費は悪い．

レシオレンジ5.0，5.5，6.0の場合， Ave. Pseには大差な

いもののレシオレンジ 5.5 の場合に Ave. BSFC が最も小さ

くなるため，結果として燃費は最良となっている．

Fig.15（右）において：

レシオレンジ 5.5 の場合に Ave. BSFC は最も小さくな

るがAve. Pse が大きいため，結果として燃費は悪い．レシ

オレンジ 5.0 の場合に Ave. BSFC は大きいものの最も Ave.

Pse が小さくなることから燃費は最良となっている．

以上のことはエンジン熱効率が高い運転点のみを追求し

ても燃費が必ずしも向上するとは限らないことを示してい

る．

Fig.14   Fuel economy improvement of AMT
(Difference of ratio range)

Fig.15   Relation of Pse, BSFC & fuel economy
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CVTと自動MTが燃費に与える影響の解析と燃費向上予測

エンジン発生仕事は，モード走行に必要な仕事と各種損

失仕事からなり，各種損失仕事の大小は動力伝達機構の伝

達効率によって決まる．

このことから，「エンジン熱効率の向上」と「伝達効率の

向上」の二要素を合わせて考えたときに燃費向上が最大とな

るような運転点を実現するレシオとシフトスケジュールの

選択が重要となることがわかる．

4.2.2. フリクション変化が燃費に与える影響

CVTと同様に，フリクションを低減することによるエン

ジン発生仕事の低減が燃費向上に及ぼす影響を検討する．

検討に際しての条件は下記のとおりである．

低減率　　　：０ → 100％

レシオレンジ：5.5

Fig.16はフリクション低減率０％をベースとしたときの

フリクション低減率に対する燃費変化率を表している．

フリクション変化率に対する燃費変化率は LA4 - HWY，

LA4 - COMB，LA4 - CITY，10・15 の順に大きくなってお

り，燃費を0.5％向上させるためにはフリクションを各モー

ドにおいて 20 ％程度削減する必要がある．

Fig.16   Fuel economy improvement of AMT
(Difference of friction)

Fig.17   Fuel economy improvement of AMT
(Difference between 4-speed and 6-
speed)

4.2.3. 変速段数が燃費に与える影響

変速段数を増やすことでエンジン運転点の自由度を増や

し，よりエンジン熱効率の高い運転点の選択が燃費向上に

及ぼす影響を検討する．

検討に際しての条件は下記のとおりである．

変速段　　　：４，５，６

レシオレンジ：4.6，5.0 ，5.5，6.0

Fig.17は５段をベースとしたときの変速段数に対する燃

費変化率を表している．

５段から６段へ変速段数を増やすことにより燃費は 0.5

～1.0 ％の程度向上する． 燃費向上率はレシオレンジ6.0を

超えたあたりで頭打ちとなる傾向にある．

4.3. 燃費検討まとめ

以上の検討をまとめると，CVTの場合，燃費向上にはフ

リクション削減が有効であり，さらに，LA4 - HWY に代表

される高車速走行においてはレシオレンジを拡大すること

も有効である．一方，自動MT ではもともと高い伝達効率

を有するためフリクション低減による効果は少ないが，高

車速走行に対してはCVTと同様レシオレンジの拡大が有効

であることがわかる．

次に，以上の検討を踏まえ，燃費向上予測として，CVT

と自動 MT それぞれで今後実現可能と思われる条件での燃

費変化を確認した．

検討に際しての条件は下記のとおりである．

ａ：現状仕様

ｂ：レシオレンジ拡大仕様

ｃ：レシオレンジ拡大＋燃費向上手法

 燃費向上手法についてはレシオレンジ拡大を基本とし，

さらに CVT ではフリクション低減を，自動 MT ではフリ

クション低減が燃費向上にあまり寄与しないことから変速

段数増加を考えた．条件を Table 4 にまとめる．

Table 4   Conditions of simulation

Fig.18 は Table 4 にまとめた条件により，条件ａをベー

スとしたときの燃費変化をグラフにしたものである．

CVT，自動MTともに条件ａ，ｂ，ｃでほぼ同じ燃費向

上率となっており，CVT よりも自動 MT の方が良い燃費

となる傾向には変わりが無いことが確認できた．
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５．まとめ

CVT と自動 MT の燃費ポテンシャル把握のため，最良

燃費となるシフトスケジュールで両者を比較できるシミュ

レーションモデルを確立した．また CVT と自動 MT のシ

フトスケジュール設定方法に同一手法を取りいれることに

より，トランスミッション違いでの燃費比較を従来と比べ

てより条件をそろえて行うことができた．

これらのことから以下の知見が得られた．

（１）自動ＭＴは CVT に比べ燃費に対して優位であること

が判明した．

さらに燃費を向上するために

（２）CVTではオイルポンプやベルトのフリクション低減が

有効であり，LA4 - HWY に代表される高車速走行に対

してはレシオレンジの拡大も有効であることを確認し

た．

（３）自動MTではもともと高い伝達効率を有するためフリ

クション低減による効果は少なく，LA4 - HWY に代表

される高車速走行に対しては CVT と同様にレシオレ

ンジの拡大も有効であることを確認した．

（４） CVT，自動MTともに実現可能と思われる条件でトラ

ンスミッション要素を変化させた場合，燃費はほぼ同

じ向上率となり，燃費について自動 MT が CVT に対

して優位である傾向に変わりが無いことを確認した．
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ハイブリッド車モータ駆動用電力半導体の
耐久信頼性評価

 Evaluation of Durability and Reliability of Power Semiconductor Device for

Hybrid Car’s Motor Driver

A B S T R A C T

Reliability of power semiconductor device for hybrid
car’s motor driver was verified through clarification of
relationship between unit duration characteristics and
actual service environment regarding electric current and
temperature by heat generation.  Reliability of 99.915%
or more and shape parameter (m) of 5.5 or more were
obtained.  Further, evaluation method of durability and
reliability was established.

＊栃木研究所

要　　旨

ハイブリッド車におけるモータ駆動用電力半導体部品の

電流と発熱温度に対しての，単体寿命特性と完成車使用環

境との相関を明確にし，電力半導体部品の信頼度を求めた．

信頼度は 99.915％以上，形状パラメータ（ｍ）は 5.5 以上の

結果が得られ，あわせて耐久信頼性の評価手法が確立でき

た．

１．まえがき

自動車の低燃費化および排気エミッション低減に対する

要求が強まる中で，IMA（Integrated Motor Assist）システム

はそれを実現する一つの手法として開発された．このシス

テムは，車両の減速時にブレーキから熱として捨てていた

エネルギを，エンジンとトランスミッションの間に配置し

たモータを使って回収してバッテリに蓄え，そのエネル

ギーで加速時に，モータを駆動し，エンジンをアシストする

ことにより，燃料消費量を減らすというものである．

このシステムの中で，駆動・回生というエネルギ変換を

最適に制御するために欠かせないのが，高速で大電流のオ

ン・オフを行う電力半導体である．IMA システムの市場で

の品質を保証するためには，この電力半導体の耐久信頼性

を的確に検証することが重要である．

今回，IMAシステム開発の中で，モータ駆動用電力半導

体部品の耐久信頼性保証が確立できたので報告する．

２．IMA システム概要

Fig.1 に IMA システムの構成を示す．IMA システムは，

主動力に排気量１リッタのリーンバーン VTEC（可変バルブ

タイミングリフト機構）エンジン，補助動力に薄型DCブラ

シレスモータ，電力変換を行うパワーコントロールユニット

（PCU），電力を保存するNi-MHバッテリで構成されている．

このシステムの特徴は，主動力として常にエンジンが駆動し

ており，モータは走行状態に応じてアシストする補助動力と

して使われていて，システム全体がシンプルであり，モー

タ，バッテリ，PCU の全てを小型・軽量化できるところに

ある．走行状態とシステム状態の関係を以下に示す．

・加速時…エンジンに大きな負荷がかかる加速時は，

モータが最大約 5kgf・mのトルクを発生しアシ

ストする．

・クルーズ時…クルーズ走行時は，エンジンのみで安定し

た低燃費走行を行う．

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_11
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・減速時…通常はブレーキから熱として捨てている減速

エネルギを，モータが回生制御により発電機の

役割を果たし，バッテリに充電する．

・停止時…アイドリングを自動的に停止し，燃料消費と排

出ガスを抑える．

３．モータ駆動ユニットの機能概要

パワードライブユニット（PDU）の機能概要を Fig.2 に示

す．主要機能部品は，電力半導体素子であるIGBT（Insulated

Gate Bipolor Transister），ダイオード，保護機能を内蔵した

IPM（Intelligent Power Module），IGBTのゲート駆動電源と

入力電源電圧センサと ECU とのインターフェースを搭載

したプリドライバユニット，電源電流を平滑化する電解コ

ンデンサである．

モータは永久磁石式三相同期電動機である．ステータと

ロータの相対位置は３個のコミュテーションセンサで検出

される．機械角60度ごとに訪れる一つの周期を６つに分割

して検出し，６個のIGBTをオン･オフすることで，モータ

に接続される３相の端子 U・V・W に流す電流と方向を切

り換えて，バッテリからモータへ，あるいはモータからバッ

テリへの電力の変換を行う．駆動力及び回生電力のコント

ロールは，切り換えのタイミングを進角・遅角，および短

縮・延長させることと，デューティ制御により行っている．

ここで３相出力に流れる電流に対しIGBT，ダイオードに

流れる電流値は，

　Ｉ（IGBT）＝ 1/2 × Im ×（Duty/100）

　Ｉ（ダイオード）=1/2 × Im ×（1 － Duty/100）（１）　

　　　　　Im：出力電流

　　　　　Duty：入力信号 PWM デューティ

の関係式で近似できる．すなわち実車で計測できる出力

電流（モータ入力電流）により，電力半導体素子に流れる電

流値が導き出され，１素子当たりの損失（発熱量）を得るこ

とが出来る．

出力電流に対する電力半導体素子の損失特性を，Fig.3に

示す．

Fig.1   IMA system

Fig.2   PDU block diagram Fig.3   Power semiconductor device loss curve
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ハイブリッド車モータ駆動用電力半導体の耐久信頼性評価

４．電力半導体の耐久信頼性評価手法

PDUの構成部品の中でも，重要機能である電力半導体は

高電圧で大電流かつ高速で作動しており，環境的にも厳し

い条件にさらされている．更に，市場で実際に使用される環

境では，温度，湿度や振動などが複合的要因となって，部品

にストレスがかかる．特に電力半導体は，自己発熱部品であ

るため，温度環境に対して厳しいデバイスのひとつである．

耐久信頼性の検証は，各環境要因別に実施したり，あるいは

構成材料や機能構造により，例えば，温度や振動の組み合わ

せ等の複合耐久条件を設定し実施している．一般に，この設

定条件のモデリングが難しく，モデリング手法の構築が課

題となっている．ここでは，電力半導体が発熱部品でもあ

り，特に使用環境的に厳しいため，温度と電流に対してのモ

デリングを実施し，耐久信頼性の評価を行った結果を報告

する．

電力半導体素子を内蔵している IPM の内部構造を Fig.4

に示す．特に高熱になる部位が劣化や故障を起しやすい．
（１），使用条件と部品の故障要因を Table 1 にまとめた．こ

の表から環境要因と故障部位が明確になり管理ポイントと

して接合温度とケース温度を計測すれば良いことが分かる．

実車使用時の温度，電流に対する管理温度推移を Fig.5 に

示す．各種ストレスに対する一般的な寿命特性として，温度

や電流等のストレスに対する寿命の特性と，実車のテスト

データを Fig.6 に，環境試験を行なった時の故障時間から

信頼度を求める表としてワイブルチャートを Fig.7に示す．

検証の基本的考え方は，使用する部品単体のストレスに

対する寿命特性を把握し，車両の使用頻度と生涯使用時間

から Fig.6 のＡ点を求め，確認する手法を取る．

以下に耐久信頼性の評価手順について具体的に述べる．

① 電力半導体単体の寿命特性データを取る（Fig.6の寿命特

性を参照）．

② 実車で走行した時の電流と温度のデータを取る．

③ ②で得た頻度から車両の生涯使用時間に換算する（Fig.6

の実車データを参照）．

④ 実車データを①の加速係数を使って１点の温度，すなわ

ち実車使用生涯寿命点（Fig.6の点Ａ）に換算する（ここで

ta 分は，実力に対する時間余裕分）．

⑤ 点Ａと同じ温度条件で寿命試験を行い，ワイブルチャー

トにプロットする（Fig.7 参照）．

⑥ 点Ａは，加速温度での車両生涯使用サイクル数であるの

で，ワイブルチャート上にプロットすることで信頼度が

求められる（Fig.7 参照）．

ストレスに対する具体的な寿命データの取り方について

Fig.4   IPM internal diagram

Table 1   Trouble factor

Fig.5   Transition temperature on the vehicle Fig.7   Weibull chart

Fig.6   Durability curve
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以下に説明する．電力半導体は，Table 1 に示す通り，発熱

部品である IGBT チップとダイオードチップから電極を引

き出しているアルミニウムワイヤとはんだが，寿命を決定

する上で重要な管理ポイントになる．

アルミニウムワイヤの寿命を決める主要パラメータは電

流である．実車における走行時のデータから PDU の出力

電流を計測する事により，式（１）に示す通り，電力半導体１

素子当たりの電流に切り分けられる．次に式（２）より内部

接合温度差（ΔTj）が求められる．こうして電流ストレスを

ΔTj に置き換える．

　ΔTj ＝ Rth ×{ (Im × Vsat)＋ Psw } （２）　

　　　　　Tj ＝内部接合温度

　　　　　Rth：IPM パッケージ熱抵抗

　　　　　Im：PDU 出力電流

　　　　　Ｖ sat：電力半導体オン電圧

　　　　　Ｐ sw：スイッチング損失

はんだの温度ストレスについては，IGBTチップ直下の温

度を計測して用いる．

一方，電力半導体の単体寿命を決定する電流と温度につ

いては，PCT（Power Cycle Test）と TFT（Thermal Fatigue

Test）の寿命データから検証する．

　　PCT：大電流を流した時のアルミニウムワイヤの劣化

を加速する寿命試験

　　TFT：温度変化によるはんだ劣化を加速する寿命試験

５．耐久信頼性評価結果

5.1. 電流に対する信頼性評価

エンジン始動時の環境における影響として，エンジンオ

イルの種類や低温時の粘性特性を考慮して始動電流のテス

ト条件を定めた．

通電時間は，エンジンクランク角度位置により乗り越し

トルク値が変わり，同時に通電時間が変化するので，各要素

の特性と完成車データにより設定する．実車での始動時の

テスト結果を Fig.8 に示す．

始動時の電流通電が最も長い時間は，Fig.8 のt1である．

車両生涯使用回数は，イグニッションキーを回した時と，ア

イドル停止後の始動があり，従来のガソリン車に比べ始動

回数が多い．PCT寿命特性に実車データをプロットし，車

両生涯寿命点Ａと同条件で行ったワイブルチャートから，

車両生涯寿命到達時点での信頼度を求めると，99.915％で

あった．また，IMA に搭載した IPM の試作品は，ほぼ量

産ラインと同一ラインで試作したものであるが，この時の

故障形態もワイブルチャートより，形状パラメータ（m）が１

より十分に大きい値（m ＝ 6.2）であり，耐久劣化型である

ことが確認できた．

5.2. 温度に対する耐久信頼性評価

車両使用環境温度については，気温や車体あるいは路面

からの輻射熱，他の部品からの熱，および自己発熱の影響を

受ける熱に分類できる．市場での使用を考慮して，実車テス

トでは，環境シャシダイナモを使って，日射量など酷暑地を

想定した設定で実施している．気温や日射量などは販売仕

向地により異なる環境であるが，全世界仕様を考慮して，中

でも厳しい環境を抽出し設定している．更に，実際に酷暑地

域や寒冷地に実車を持ち込み，データを収集して寿命検証

も行っている．

Fig.9は，シャシダイナモ上での一般走行時の電流，温度

及び車速を示す．同じく走行条件のみを過酷状態で走行し

た場合をFig.10に示す．一般走行，過酷走行とも外気温度

よりケース温度（ベース板温度）が 10℃から 12℃高くなっ

Fig.8   Starter current waveform

 



－77－

ハイブリッド車モータ駆動用電力半導体の耐久信頼性評価

ている．次にアメリカ現地で走行テストを行い，一般走行し

た時のデータをFig.11，過酷状態で走行したデータをFig.12

に示す．シャシダイナモ上のデータと比較して30℃から32

℃の上昇値となり多少高めである．また，寒冷地でのテスト

データを Fig.13に示す．寒冷地では，冷却方式が空冷のた

め，ファン作動温度までの温度差が大きくなり，約45℃ま

で高くなる． 以上の結果より，TFT寿命特性に各種走行テ

ストデータをプロットし，車両生涯寿命点Ａと同条件で限

界テストを行った結果により得られたワイブルチャートか

ら，車両の生涯寿命到達時点での信頼度を求めると，99.97

％から99.99％の値を得ることができた．更に，電流に対す

る信頼性評価と同様にワイブルチャートから形状パラメー

タ（m）値を求めると 5.5 で，耐久劣化型であることの確認

ができた．

Fig.9   General driving test on dynamo bench

Fig.10   Hard driving test on dynamo bench

Fig.11   General driving test in U.S.

Fig.12   Hard driving test in U.S.

Fig.13   Cold-climate region driving test
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６．まとめ

電力半導体の寿命に影響する電流と温度に着目して耐久

信頼性評価をおこなった．車両の各種走行と環境試験デー

タと電力半導体の単体寿命試験データからワイブルチャー

トを用いて信頼度を求めた．その結果，信頼度は 99.9％以

上，形状パラメータ（m）は 5.5 から 6.2 の値となり耐久劣

化型であることの確認ができた．また，ハイブリッド車に搭

載したモータ駆動用大電流負荷および高温環境下の耐久信

頼性評価手法が確立できた．

参考文献

（１）大澤 直：電子材料のはんだ付け技術，東京，鉱業調査

会，1998，304p.
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シリーズハイブリッド車における
エネルギー効率の改善

Energy Efficiency Improvement of Series Hybrid Vehicle

A B S T R A C T

A series hybrid electric vehicle is potentially suitable
for operating at optimum range of electric generation as
its generator and propulsion motor are mechanically
separated. This system has been developed by taking
advantage of such characteristics for drastic improvement
of fuel efficiency.

In this study the real-time generating and the tracing
bottom line of engine BSFC characteristic were mainly
used to achieve improving energy transfer efficiency,
minimizing energy storage and improving generating
efficiency. The system has been tested on a vehicle of
1 500kg equivalent inertia weight and proved to achieve
the fuel efficiency improvement by 94% or greater
without sacrificing vehicle dynamic performance when
compared to the same class of gasoline fueled vehicle.

＊栃木研究所

要　　旨

シリーズ型ハイブリッド車の「エンジンと車軸が機械的に

連結していないため，エンジンの運転領域を最適化できる」

という特徴に着目し，車両の動力性能を損なわずに大幅な

燃費向上効果のあるシステムを構築した．

本研究では駆動出力に対して過不足なく発電するリアル

タイム発電を主体とし，エネルギー伝達効率の改善とエネ

ルギーストレージの小型・軽量化を行うとともに，BSFC

（Break Specific Fuel Consumption）が最小となるようにエン

ジンを運転することによる発電効率の改善などを行った．

また実機による検証を行い、等価慣性重量 1 500kg の条件

において動力性能を損なうことなく同クラスのガソリン車

に対し 94％の燃費向上を確認した．

１．はじめに

近年の地球環境問題への関心の高まりにつれ，車の省

燃費技術に対する要求はいっそう強くなってきている．車

体では小型・軽量化に注目が集まり，エンジンでは直噴

ガソリンやディーゼルのような燃費向上技術の開発が進

められてきている．更に車全体の技術としてハイブリッ

ドシステムが注目されてきており，すでに市販化された

例もある（１），（２）．

本研究では特にシリーズ型ハイブリッド車（以下，SHEV）

の「エンジンと車軸が機械的に連結していないため，エンジ

ンの運転領域を最適化できる」という特徴に着目し，等価慣

性重量同クラスのガソリン車を比較車として，これに対し

て動力性能を損なうことなく大幅な燃費向上を試みた．

２．研究のねらい

従来のSHEVは電気自動車に小型発電機を搭載し，駆動

出力をエネルギーストレージ（以下，E/S）でまかない，放出

したエネルギーを発電機で補充するようなE/S主体のもの

が多い（３）．この場合，

（１）駆動出力をE/Sで保証するため，E/Sの重量，サイズ

が大きくなる．

（２）E/S の充放電損失によりエネルギー伝達効率が悪化す

る．

といった問題が生じ燃費向上を妨げる要因となっている．

これに対し本研究では，Fig.1に示すように駆動出力に応

じて過不足なくリアルタイムに発電を行えば，E/Sを小型・

軽量化でき，同時に充放電損失も低減されエネルギー伝達

効率も改善できると考えた．この時前述した SHEV の特徴

を利用すれば，発電量を変化させてもエンジンを常に効率

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_12
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の高い領域で運転することができ，比較車に対して大幅な

燃費向上効果があると考えた．

Fig.1   Real-time generating and
energy storage minimizing

次に Fig.2 に示すエネルギー伝達系の中で，リアルタイ

ム発電が伝達効率に及ぼす効果を説明する．この中で，

ηGEN，ηE/S，ηMOTはそれぞれ発電機効率，E/S充放電
効率，モータ効率である．

Fig.2   Energy transfer efficiency

＜従来型発電方式＞

　エネルギー伝達効率
　= ηGEN × ηE/S（充電） × ηE/S（放電） × ηMOT（１）　

＜リアルタイム発電方式＞

　エネルギー伝達効率 = ηGEN × ηMOT （２）　

上記の式（１）（２）において各効率を 90％として計算す

ると，従来方式でのエネルギー伝達効率は約 65％となる

のに対し，リアルタイム発電では 81％となる．

３．制御システム

3.1. 制御システム構成

制御システムの全体構成を Fig.3 に示す．

システムは大きく分けて下記の３つの制御部位から構成

される．

（１）発電制御部

（２）BSFC ボトムトレース制御部

（３）エンジン，発電機，駆動モータの各制御部

発電制御部は基本となるリアルタイム発電制御部と，要

求発電量が低い場合にE/Sの充電状態（State of Charge，以

下 SOC）に応じて発電を ON/OFF する間欠運転制御部と

で構成され，アクセルペダル開度と車速などから駆動モー

タの目標トルク，要求発電量を決定する．

BSFC ボトムトレース制御部では，発電制御部で決定さ

れた要求発電量から BSFC が最小となるように目標発電量

とスロットル開度を決定する．

以上より決定された目標トルク，目標発電量およびス

ロットル開度に従い，駆動モータ，発電機，エンジンの各制

御部がそれぞれの制御対象を制御する．

この制御システムの特徴である発電制御部と BSFC ボト

ムトレース制御部について次節以降で説明する．

Fig.3   System block diagram

このエネルギー伝達系において従来型の発電方式とリア

ルタイム発電方式を適用した場合のエネルギー伝達効率は，

以下の式で表現することができる．
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3.2. リアルタイム発電制御

Fig.4 にリアルタイム発電制御部の概略構造を示す．

駆動モータの目標トルクと車速からモータを駆動するた

めに必要な電力を推定し，その他の消費電力を加算して基

本発電量を決定する．必要な電力をフィードフォワード系

で推定することにより実際の電力消費が始まる前に発電動

作に入ることができ発電応答性が向上するので，駆動出力

が急激に変化した時でもE/Sからの一時的な放電を低減す

ることができ，充放電損失を最小限に抑えるエネルギーマ

ネージメントが成立する．

また上記のフィードフォワード系に SOC フィードバッ

ク系を加え，SOC に応じて基本発電量を補正することに

よって要求発電量を決定する．これにより過渡応答時に発

生する E/S からの一時的な放電，減速エネルギーの回収，

モータ効率の変化などに起因する実際の消費電力と推定電

力との誤差によるE/Sの過充電・過放電を防止し，SOCを

ほぼ一定に保つことが可能となる．

Fig.5   BSFC characteristic

3.3. BSFC ボトムトレース制御

発電効率は「発電機効率×エンジン効率」であるが，ほぼ

使用全域にわたりエンジン効率が支配的であるため発電を

行う際にエンジンをいかに高効率に運転するかが重要とな

る．エンジンの回転数が車速に依存しないという SHEV の

特徴を利用すれば，要求される発電量はFig.5に示すBSFC

ボトムライン上で発電できる（４），（５）．

Fig.6にBSFCボトムトレース制御の概略構造を示す．発

電制御部で決定された要求発電量に対して，BSFC が最小

となるようなエンジン回転数とスロットル開度の組み合わ

せを目標値として算出する．エンジン実回転数をフィード

バックしてエンジンと直結された発電機の発電量を制御し

エンジンを目標回転数に追従させ，エンジン出力はスロッ

トル開度を制御することにより調整する．特に急激な発電

応答を求められるような場合でも，実回転数のフィード

バックにより積極的にエンジン負荷を減じてエンジン回転

数を上昇させることにより優れた応答特性を実現すること

ができる．

Fig.4   Real time generating control structure

Fig.6   BSFC bottom trace control structure

3.4. 間欠運転制御

前述までのリアルタイム発電制御と BSFC ボトムトレー

ス制御の組み合わせにより，駆動出力に追従した高効率発

電を行うことが基本的には可能になるが，エンジンの低出

力領域では Fig.5 からもわかるように BSFC が悪化する．

そのため要求される駆動出力が小さい場合は，BSFC の悪

い低出力領域を使用しないように発電機を間欠運転する．

間欠運転制御時は Fig.7 に示すように，SOC が上限値以上

の場合は発電を停止し電力供給をE/Sのみで行い，SOCが

下限値を下回った場合は駆動出力を上回る量で発電を行う．

また発電を行わない時にはエンジンも停止しアイドリング

によるむだな燃料消費を抑える．

このように間欠運転制御は発電効率の低下を防ぐ効果が

あるが，その反面E/Sの充放電ロスを生じるため，この両

者のバランスにより間欠運転制御領域を決定する必要があ

る．

3.5. 減速エネルギーの回収

減速時に運転者に違和感を与えないようなモータの回生

量を Fig.8 に示すように車速ごとに設定した．また少しで

も多くの減速エネルギーを回収できるようにブレーキ時に

はさらにモータの回生量を増やした．
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Fig.7   Interval power control

４．実機による検証

4.1. 供試車両の諸元

供試車両を等価慣性重量1 500kgクラスとし，Table 1に

主要諸元を示す．

Fig.8   Regenerative braking power curve

Table 1   Major specification

また，Fig.9に供試車両のモータ最大駆動出力線と，目標

とした等価慣性重量同クラスのガソリン4AT車の最大駆動

力線を示す．比較車と同等の動力性能を実現するため，その

駆動力特性を満足するようにモータ最大駆動出力を73.5kW

に設定した．最大発電量はリアルタイム発電時に駆動出力

をすべてまかなえるように効率を考慮した上で 80kW にし

た．また E/S 搭載量については，従来型 SHEV の場合最

高駆動出力を E/S で保証するため 80kW/5Ah の E/S が

必要となり，出力密度を 500W/kg とすると 160kg 搭載す

る必要があるが，本システムでは加速時の発電応答遅れと

減速エネルギーの回収をE/Sで保証すればよいため30kW/

5Ah，60kg が搭載量となり，62.5％の軽量化を実現した．

Fig.9   Drive force curve

4.2. 制御アルゴリズム

Fig.10 に制御システム全体の挙動を検証するために 10-

15 モードにおける駆動出力，発電量，SOC の推移を示す．

駆動出力が高くなる加速時には発電し，クルーズ，アイドリ

ング時など要求発電量の低い領域及び減速エネルギーの回

収中は発電を停止している．全体的に駆動出力の小さい10-

15モードでは間欠運転制御で発電を停止している頻度が多

くなり発電停止時にSOCは減少するが，減速エネルギーの

回収およびリアルタイム発電制御時のSOCフィードバック

により，消費したエネルギーが補充されてSOCは常にほぼ

一定値に保たれていることがわかる．

Fig.11 は Fig.10 中の特に加速時に間欠運転制御からリ

アルタイム発電制御へ移行する様子である．駆動出力が所

定値の 10kW に達するとエンジンを始動し発電を開始して

いる．発電を開始するとSOCフィードバックにより，間欠

運転と発電応答遅れで消費したエネルギーを補充するため，

駆動出力以上に発電しSOCを回復している．また発電量と

エンジン出力はほぼ同じであるから，この時のエンジン運

転点は約 15kW，2 000rpm となり Fig.5 に示すエンジンの

BSFC 最小点と一致する．
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Fig.10   System behavior (10-15 mode)

4.3. 効率

Fig.12 と Fig.13 はそれぞれ 10-15 モードにおけるエネ

ルギー伝達効率とエンジン運転領域を示している．リアル

タイム発電制御を行うことによりエネルギー伝達効率は当

初のねらいどおり約80％を達成し、エンジン運転領域につ

いても BSFC ボトムトレース制御を行うことにより BSFC

ボトムライン上にあることがわかる．

4.4. 燃費

Fig.14 は 10-15 モードにおける各制御手法の燃費向上効

果である．モード燃費は最終的に 23.3km/L を達成し，比

較車に対して 94％の燃費向上効果が確認できた．

Fig.11   Generating behavior

Fig.12   Transfer efficiency characteristic
(ηMOT × ηGEN)

Fig.13   BSFC characteristic and engine driving point

Fig.14   10-15 mode fuel efficiency
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５．まとめ

SHEV の「エンジンと車軸が機械的に連結していないた

め，エンジンの運転領域を最適化できる」という特徴に着目

して車両の動力性能を損なわずに大幅な燃費向上効果のあ

るシステムを構築し，以下の成果を得た．

（１）駆動出力に対して過不足なく発電を行うリアルタイム

発電制御により，E/S に要求される出力を減らすと同

時にエネルギー伝達効率を向上し，E/S の 62.5％の軽

量化および 10-15 モードにおけるエネルギー伝達効率

80％を達成した．

（２）リアルタイム発電制御と BSFC ボトムトレース制御に

より，エネルギー伝達効率を上げるとともにエンジン

の BSFC を常に最小となるように発電を行い，10-15

モードで比較車に対して16.7％の燃費向上効果を得た．

（３）間欠運転制御を行なってエンジン効率の悪い低出力領

域でエンジンを停止することにより，上記（２）に対し

さらに 32.9％の燃費向上効果を得た．

（４）減速エネルギーの回収により，上記（３）に対しさらに

25.3％燃費を向上し，最終的に 23.3km/L を達成した．

これは比較車に対して 94.2％の燃費向上効果となる．
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論文

小　林　裕　幸＊

Hiroyuki KOBAYASHI

フライホイールバッテリ用CFRPロータの開発
Development of CFRP Rotor for Flywheel Battery

A B S T R A C T

Filament winding of CFRP (Carbon fiber reinforced
plastic) was chosen as the shaping method of the rotor
for the flywheel battery because it has the feature of high
specific energy.  To avoid the delamination problem in
this method, press fitted multi-ring construction
consisting of CFRP ring with high elastic modulus,
CFRP ring with medium elastic modulus and aluminum
ring was chosen.  Taking the safety factor of 2.0, we
designed and made the rotor with three rings, with
optimal material and dimensions for each ring.  Through
the rotating test up to 70 000rpm, it was proved that this
rotor has enough strength to meet the safety factor of
2.0,  and stress measurement up to 50  000rpm
demonstrated the exactitude of the calculation.

＊栃木研究所

要　　旨

フライホイールバッテリ用のロータとして，達成しうる

エネルギー密度の高さから炭素繊維強化プラスチック

（CFRP）のフィラメントワインディング成形を選択した．こ

の成形方法で問題となる層間はく離を防止するために，高

弾性 CFRP リング＋中弾性 CFRP リング＋アルミニウム

リングという構成の圧入マルチリング構造を採用した．安

全率を2.0と設定して各リングの材料，寸法の最適化を図っ

たロータを設計，製作した．70 000rpm までの回転テスト

を行い，安全率 2.0 が確保されていることを確認すると共

に，50 000rpm までのひずみ測定を行うことで，設計手法

の正しさを立証した．

１．はじめに

近年，地球温暖化が環境に与える影響が問題視されてお

り，その主原因の一つがCO2の大量排出による温室効果で

あると考えられている．自動車会社各社は，燃料消費率の低

減，代替燃料車，電気自動車（EV），ハイブリッド電気自動

車（HEV）等，広範囲なシステムの研究開発を行い，いくつ

かについては既に実用段階に入っている．

これら多くの研究の結果をふまえて，現在の開発の方向

性は中期的にはガソリン／ディーゼル HEV もしくは代替

燃料 HEV，長期的には燃料電池自動車（FCEV）の開発に定

まりつつあると考えられる．

本報では，同一出力比で考えるとガソリンに対して CO2
排出量の少なくなる天然ガスエンジンを用いた HEV シス

テムに，フライホイールバッテリとANG（Adsorbed Natural

Gas）燃料タンクという新規技術を組み合わせることでCO2
排出量の大幅削減の可能性を探るコンセプト（Fig.1）の一部

であるフライホイールバッテリのロータについての研究結

果を述べる．

フライホイールバッテリにおいては，エネルギー密度を

高めるためにロータ材料として繊維強化プラスチック（FRP）

が選択されることが多い．FRP は繊維の引張方向は強いが

90°方向には非常に弱いため，成形にさまざまな工夫が成

されてきたが，材料強度から見込まれた性能は得られてい

ない（１）～（４）．また，回転時のひずみ，応力の理論計算はされ

ているが，実測による検証はされていない．本研究において

は，圧入マルチリング構造を採用して，各リングの材料，寸

Fig.1   Outline of ANG-HEV system

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_13
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法を最適化したロータを設計，製作して目標性能を達成す

ると共に，ひずみ計測を行い，計算と実測結果の比較から設

計の正しさを立証した．

本研究は，石油代替のクリーンエネルギーと HEV シス

テムとの組み合わせで走行エネルギー消費とCO2排出量が

既存車の 1/2 以下となる自動車を開発することを目的とす

る新エネルギー・産業技術総合開発機構（NEDO）の委託研

究，「高効率クリーンエネルギー自動車の研究開発」プロ

ジェクトの 98 年度研究の一部である．

２．性能目標設定

フライホイールバッテリとは機械式電池の一種で，回転

する円盤に運動エネルギーを蓄え，充電時にはモータとし

て，放電時には発電機として働くモータ／ジェネレータ

（Mot/Gen）を介して電気の形でそのエネルギーの出し入れ

を行う装置である．Fig.2にフライホイールバッテリの概念

図を示す．

である．従ってまず，どのような材料でロータを構成するこ

とが「高いエネルギー密度を得る」という要求に合致するの

かを検証する．

Fig.3 に示すような回転円盤を仮定して蓄えうるエネル

ギーを考える．簡単にするために等方性材料の中実円盤と

して考える．

Fig.2   Outline of flywheel battery system

ANG-HEV 車両の燃費目標と動力性能目標を満足させる

フライホイールバッテリの性能目標を Table 1 に示す．

Table 1   Specifications of flywheel battery

３．設計

3.1. 材料検討

バッテリとしてのフライホイールも化学バッテリ同様，

蓄えうるエネルギー総量とともに高エネルギー密度，高出

力密度，高効率が求められる．このうち，エネルギーを蓄え

る主体であるロータに求められるのは「高エネルギー密度」

Fig.3   Rotating disk

回転する円盤に蓄えられる運動エネルギーは次の式で表

される．

　

次にこの円盤に発生する回転応力を考えると，到達可能

な最大回転数は，発生する最大応力が材料の引張強度と釣

り合う回転数となる．

　

従って，ある材料で作られた回転円盤が達成しうる最大

エネルギー密度は次の式で定義できる．

　

この式から，回転円盤が達成しうる最大エネルギー密度

は材料の引張強度を密度で割った値である比強度で決まる

ことがわかる．

以上から，さまざまな材料の最大エネルギー密度を比較

した結果を Table 2 に示す．

Table 2   Comparison of available specific energy
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Table 2 から CFRP 製ロータが最も高いエネルギー密度

を持つことがわかる．従って，ロータ材料として CFRP を

選択する．

3.2. 成形手法検討

炭素繊維はその高い引張強度が糸の張力方向でのみ発揮

される異方性材料である．そこで，その高い引張強度を十分

に活用した設計，つまり回転によって発生する高い遠心応

力を糸の張力方向で受け持つ構造とする必要がある．

遠心応力を糸の張力方向で受け持つための糸の配向は，

（Ⅰ）糸を中心から半径方向，放射状に配向する．

（Ⅱ）糸を周方向，リング状に配向する．

の２種類が考えられるが，（Ⅰ）については径の小さい中

心付近から径の大きい周辺部へ均質に糸を配置することが

できないため，実際に強度の高いロータを形成することは

困難である．従って，繊維複合材料を用いてフライホイール

ロータを形成する場合には（Ⅱ）のフィラメントワインディ

ングによるロータ成形が選択される（Fig.4）．

計算の中で使用する記号は以下のように定める．

ｒ ：半径 ｕ ：半径方向変位

εθ：周方向ひずみ εｒ：半径方向ひずみ

σθ：周方向応力 σｒ：半径方向応力

E θ：周方向ヤング率 Er ：半径方向ヤング率

νθ：周方向ポアソン比 νｒ：半径方向ポアソン比

ηθ：周方向熱膨張係数 ηｒ：半径方向熱膨張係数

ΔＴ：温度差 Vf ：繊維の体積含有率

Ef ：繊維のヤング率 Em ：樹脂のヤング率

νｆ：繊維のポアソン比 νｍ：樹脂のポアソン比

ρ ：密度 ω ：回転角速度

応力とひずみの関係は次のようになる．

　εr = σr/Er －νθr・σθ/Eθ

　εθ= σθ/Eθ－νrθ・σr/Er

次のように簡略化する．

　F≡Er・νθr = Eθ・νrθ

　Er’= Er/（1－νrθ・νθr）

　Eθ’= Eθ/（1－νθr・νrθ）

　F’= F/（1－νθr・νrθ）

応力と回転遠心力との半径方向の釣合いは次式で表され

る．

　d（r･σ r）/dr －σθ = －ρ・ω 2・r2

変位とひずみの関係は，

　ε r  = du/dr

　εθ = u/r

であるから，Er’，Eθ’，F’が定数ならば次式が得られる．

   Er’・r2・d2u/dr2+Er’・r・du/dr － Eθ’・u = －ρ・ω2･r3

これを解き，温度依存を考慮すると，変位，ひずみ，応

力は以下の式で表される．

　u=X・rα+Y・r -α+A・r3+F・r

　εr =α・X・r(α-1)－α・Y・r(-α-1)+3A・r2+F

　εθ=X・r(α-1)+Y・r(-α-1)+A・r2+F

　σr =B・X・r(α-1)－ C・Y・r(-α-1)+D・r2+G

　σθ=B・α・X・r(α-1)+C・α・Y・r(-α-1)+E・r2+G

　A=ρ・ω2･(α2 －νθr2)/(Eθ・(α2 － 9))

　B=Eθ/(α－νθr)

　C=Eθ/(α+νθr)

　D=ρ・ω2・(3+νθr)/(α2 － 9)

　E=ρ・ω2・(α2+3νθr)/(α2 － 9)

　F=(ηθ・(α2 －νθr)+ηr・(νθr － 1))・ΔT/(α2 － 1)

　G=Eθ・(ηθ－ηr)・ΔT/(α2 － 1)

Fig.4   Filament winding

3.3. 回転応力計算式の提示

フィラメントワインディング成形されたロータは周方向

と径方向で材料定数，強度の極端に異なる強い異方性を示

す．従って，二次元極座標系を用いた応力計算を選択した
（５）．以下にその回転応力計算式を示す．

Fig.5   Stress and strain
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3.4. ロータ寸法の決定と強度検討

エネルギーを回転運動エネルギーとして蓄えるというフ

ライホイールの特性から，回転数は高いほど多くのエネル

ギーを蓄えられるが，下記要求性能，制約より Table 3 の

ように設計要件を定めた。

・システムとしてのエネルギー密度要求

・逆回転２個使いによるジャイロモーメントの解消

・Mot/Gen の制御能力限界

・圧縮天然ガス（CNG）タンク等の実績から安全率 2.0 と

する

Table 3   Rotor design requirements

ロータ材料として CFRP を選択し，Table 3 の性能目標

を満足させるために，ロータ外径を変化させてそのロータ

が蓄えることができるエネルギー量を計算したのが Fig.6

である．このグラフから 250Wh の有効エネルギーを蓄え

るにはφ 270 のロータ径が必要であることがわかる．

以上から，ロータの寸法は，

外径：φ 270（mm）

内径：φ 190（mm）

厚さ： 130（mm） と決定する．

Fig.6   Relation between rotor outside diameter and
stored energy

Fig.7   Stress of T1000G rotor at 70 000rpm

Table 4   T1000G material specification

現在，入手可能な炭素繊維で最強の引張強度を持つ東レ

T1000Gを用いてフィラメントワインディング成形した，外

径 270mm，内径 190mm のロータの 70 000rpm での応力

計算結果を Fig.7 に，東レ T1000G（Vf ＝ 60％CFRP）の許

容応力限界と計算に用いた材料定数を Table 4 に示す．

回転によって繊維を引っ張る方向の大きな周方向応力が

発生するが，内周と外周では伸びの量が異なることから径

方向にも応力が発生する．フィラメントワインディング成

形したロータは極端な異方性を示し，径方向には層状に分

布した繊維を樹脂が固めている構造のため，特に引っ張り

強度が極端に低い．Fig.7から，CFRP１層の単純周巻きロー

タでは回転によって発生する径方向応力が径方向引張強度

を大幅に超えており，これにより繊維と繊維の間の層間で

はく離破壊することになる．従って，回転による径方向応力

の発生を抑え，はく離を防止するロータ構造の改良が課題

となる．

3.5. 構造検討

ロータの層間はく離破壊を防止するためには，

（Ⅰ）回転によって径方向圧縮力が発生する構造とする．

（Ⅱ）発生する径方向引張応力を上回る初期圧縮応力を

ロータに与える．

（Ⅲ）マトリックス樹脂の強度向上．

（Ⅳ）径方向強化材料の付加．

といった考え方があり，それぞれの達成手法としては，

（Ⅰ）：径によって密度こう配を設け，内周ほど高密度と

する．または，径によって弾性率こう配を設け，外

周ほど高弾性率とする．

（Ⅱ）：複数のリングが締め代を持った圧入で一体化した

構造とする．
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（Ⅲ）：熱可塑性樹脂マトリックスを用いる．

（Ⅳ）：三次元織物構造を採用する．または，周巻き円盤

と径方向配向円盤のはり合わせ構造を採用する．

といったものが考えられる．

これらの手法のうち，（Ⅲ）の熱可塑樹脂マトリックスと

（Ⅳ）の三次元織物構造は現状，信頼性と必要強度を満足す

る成形技術が存在しない．（Ⅳ）のはり合わせ構造はFRPを

扱う場合の日常的な手段であるが，強化繊維に沿って亀裂

が発生するため実際には高強度の円盤を形成することが出

来ないことが報告されている（３）ので除外し，（Ⅰ）と（Ⅱ）を

検討した結果から内周に金属リングを持った複数リングの

圧入構造（マルチリング構造）を選択し，リングによって繊

維を変えることで各リングの密度，弾性率を変化させ，層間

はく離破壊を防止する構造を採用した．各リングに用いる

繊維は，最外周が高弾性炭素繊維である東レM40J，中間層

には汎用炭素繊維である東レ T300 とし，内周の金属リン

グには A7075-T6 を採用する．

成形・加工の際に若干の糸が切れることから，95％の弾

性率と仮定しての応力計算結果を Fig.8 に示す．

応力計算の判断基準は各部の応力が強度限界を超えない

ことと，圧入部分の応力が引っ張りにならない，つまり，圧

入部分が分離しないこととしている．

Fig.8から各リングで最も周方向応力が高くなる最内周の

応力が周方向強度を超えていないこと，径方向応力が径方

向強度を超えていないこと，圧入部分の応力が圧縮であり，

分離しないことがわかる．

以上によって，外径φ 2 7 0 m m，最高運転回転数

50 000rpm，限界回転数70 000rpmのロータの仕様決定が成

された．

Table 5 に決定されたロータ仕様を示す．

Fig.8 Stress calculation result

 

Table 5   Specification of flywheel rotor
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４．ロータの製作

Table 5 に示したロータ仕様に基づいて試作した CFRP

部分の単リング（厚さ 26mm）を Fig.9 に示す．内周側の若

干色の薄く見える部分が T300 層で，外周側のより黒く見

える部分が M40J 層である．M40J 層と T300 層は機械圧

入されている．

Fig.9   CFRP ring

５．テスト

5.1. 冷却による内外径変化の計測

炭素繊維そのものはゼロに近い負の熱膨張係数を持つ．

この炭素繊維をフィラメントワインディング成形したリン

グを冷却した場合，樹脂のみが収縮し繊維方向には収縮し

ないため，外径は縮小し，内径は拡大する．そこで，試作し

た単リングの内外径を常温（27℃）と－40℃とで測定し，そ

の膨張・収縮量を計算結果と比較することで，ロータの応力

計算のうち，温度に対する寸法変化特性の妥当性を検証し

た．

測定は３個の単リングで各４ポイントずつ，合計 12 ポ

イント行った．

Fig.10に測定結果と計算結果の比較を示す．これから，計

算と測定結果はよく一致することがわかる．従って，内外径

の温度変化に対する計算値は妥当であり，CFRP リングの

内径拡大を前提にして決定した圧入代設定で冷やしばめが

可能であると判断する．

Fig.11に最内周のアルミリングを液体窒素温度で冷やし

ばめして完成したロータを示す．

5.2. 70 000rpm までの回転テスト

試作したロータが 70 000rpm を達成できるか否かの確認

のために，70 000rpm までの回転試験を行った．Fig.12 に

Fig.10   Increase of inside/outside diameter of CFRP
ring at -40°C

Fig.11   Complete rotor

Fig.12   Rotor setting

セット状態のロータを示す．テストは内部を真空にし，ロー

タを吊してエアタービンで回転させるスピンテスタを用い

て行った．

テスト中は軸の振れをモニタし，破壊，あるいははく離

等の何らかの理由で一定値以上に振れが大きくなった場合
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にはトリガがかかってタービンへのエア供給が逆転し，減

速するようになっている．

試験条件を以下に定めて，３個のロータで試験を行った

結果を Fig.13 に示す．

・スピンテスタ内真空度：133Pa (1Torr)以下

・70 000rpm 以上で３分間維持する

横軸は時間，縦軸は回転数である．全てのロータが，ト

リガーがかかることなく 70 000rpm を達成し，３分間維持

できている．

この結果から，最高運転回転数 50 000rpm に対して安全

率 2.0 のロータが得られたと判断する．

Fig.16に 50 000rpm までのひずみ計測結果と計算との比

較を示す．計測はポイントによって２回から４回行ってい

る．このグラフから計測としては非常に良好な値が得られ

ていること，そして実測のひずみと計算値は非常によく合

うことがわかり，フィラメントワインディング成形された

異方性ロータの設計手法の正しさが立証されたと考える．

Fig.13   Result of 70 000rpm testing

5.3. 回転ひずみ計測

試作した単リングの内周にアルミリングを圧入し，ひず

みゲージをはって回転ひずみ計測を行った．テストは

70 000rpm回転テスト同様，スピンテスタを用いて行った．

Fig.14にひずみゲージをはったロータを示す．さらにFig.15

に計測ポイントの模式図を示す．

計測ポイントは周方向ひずみが外周中央部，CFRP 部中

央側面，内周の３ポイント，径方向ひずみが CFRP 部中央

側面の１ポイントである．

Fig.14   Rotor with strain gauge

Fig.15   Outline of strain measuring points

Fig.16   Comparison of calculation and measured
strain

 

６．まとめ

フライホイールバッテリ用ロータについて，

（１）高エネルギー密度化を可能とする材料および構造の決

定

（２）性能要求を満たすロータの寸法形状の決定

（３）70 000rpm までの回転テスト

（４）50 000rpm までのひずみ計測

を行い，50 000rpmまでの運転領域に対して安全率2.0を

確保したロータが得られると共に，計算と実測のひずみの

良好な一致から設計手法の正しさを立証できた．
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丸　野　直　樹＊ 荒　木　一　浩＊ 佐　藤　　　登＊

Naoki MARUNO Kazuhiro ARAKI Noboru SATO

電動車両用リチウムイオン電池の発熱機構
Thermal Behavior Mechanism of Lithium-ion Batteries

for Electric and Hybrid Vehicles

A B S T R A C T

Thermodynamics experiment and study were carried
out for the Lithium ion batteries that are expected as the
power sources for electric and hybrid vehicles.  It is
confirmed that the heat income and outgo depend on
charging and discharging, respectively.  And the heat
generation factors will be decomposed to three elements:
reaction heat value Q

r
 , polarization heat value Q

p
 , jule

heat value Q
j
 .  Furthermore, the contribution degree of

each factor was able to be expressed quantitatively, by
dividing these heat generation factors for charging and
discharging.

The accuracy of thermodynamics logic was verified
since the thermodynamics calculation coincided with the
experimental data of heat generation for the practical Li-
ion batteries for EV.  It is possible to utilize the
calculation and simulation for the development of Li-ion
battery and the establishment of thermal control
technology not only for EV but also for HEV.

＊栃木研究所

要　　旨

電気自動車（EV）やハイブリッド電気自動車（HEV）の電源

として期待されているLiイオン電池の熱力学的実験と考察

を行った．その結果，充電時と放電時の熱収支はそれぞれ異

なり，発熱因子も電池反応熱：Qr ，分極損失熱：Qp ，ジュー
ル熱：Qj の３種類に分類されることが確認された．更にこ
の発熱因子を充電時と放電時に区分することで，各因子の

寄与度合いを定量的に表現できた．

電池反応の熱力学的解析からの発熱計算と実際の EV 用

大型Liイオン電池の発熱データとは良い一致を見せ，この

熱力学的考察の確からしさが裏付けられた．この手法を用

いることで EV 用のみならず，HEV 用 Li イオン電池の熱

制御技術の構築が可能となる．

１．はじめに

電気自動車，ハイブリッド電気自動車，ならびに燃料電

池自動車（FCV）の電動車両開発が活発になっているなか，エ

ネルギー貯蔵としての電池技術の進化が目覚しい．特に，高

性能ニッケル金属水素化物（Ni-MH）電池，およびリチウム

イオン（Li イオン）電池の進化に大きな期待が寄せられてい

る．なかでもNi-MH電池は性能，信頼性，安全性の面で一

歩抜きんでており，実用化という観点では“HONDA EV

PLUS”が既に市場実績で三年を，また HEV としての

“insight”で半年を経過した．

しかし Ni-MH や Li イオン電池のような常温型電池は熱

の影響を受けやすく，特に50℃以上の領域では充電効率や

寿命特性が低下する場合があり，発熱制御が重要になって

いる．また，電池系に応じて発熱挙動が大きく変わることか

ら，電池反応や発熱因子を十分に考慮したうえでの熱マ

ネージメントが必要になる．

しかしながら，これまでに電動車両用電池の熱挙動を熱

力学的に扱った論文はほとんどなく（１），既報で取り扱った

Ni-MH電池の発熱解析は定量的にまとめられた最初の論文

である（２）．この既報をベースに，本報告では将来的に期待

されているLiイオン電池をとりあげ，発熱因子の解析によ

る発熱機構の明確化と，併せてLiイオン電池に必要な熱マ

ネージメントの在り方について議論することを目的とした．

２．Li イオン電池の原理と特徴

コバルト酸リチウム（LiCoO2），マンガン酸リチウム

（LiMnO2，LiMn2O4），ニッケル酸リチウム（LiNiO2），あ

るいはこれらのハイブリッド材料を正極とし，ハードカー

ボンや黒鉛を負極に，エチレンカーボネート（EC）やプロ

ピレンカーボネート（PC）から構成される非水系溶媒を電

解液に，また LiPF6 を支持電解質塩にするのが一般的な

Li イオン電池である．この電池の充放電反応は式（１）～

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_14
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（３）で表される．

　正極：LiCoO2  → Li1-xCoO2 ＋ xLi+ ＋ xe （１）　

　負極：C ＋ xLi+ ＋ xe　　　 → CLix （２）　

　全反応：LiCoO2 ＋ C → Li1-xCoO2 ＋ CLix （３）　

すなわち，Fig.1 に示すように充電時に負極が Li イオン

を吸蔵し，一方の正極が放電時にLiイオンを吸蔵するイン

ターカレーション機構の Solid State 反応である．

電極活物質には鉛電池や Ni-MH 電池に比べて軽量材料

が使われることから，Li イオン電池は重量当たりのエネル

ギー密度が大きくなるという特徴を有している．併せて容

積エネルギー密度も大きいために，パソコンや携帯電話の

電池は Ni-MH 電池からほとんど Li イオン電池に転換され

た．この延長上に Li イオン電池の大型化技術があり，EV

および HEV 用に開発が加速されている．

３．Li イオン電池の熱作用による影響

一般にほとんどの二次電池は熱による作用によって性能

が低下する．低温域では主に電解液の電気伝導度の減少か

ら出力低下が起こり，また高温域では電池の寿命が低下す

る場合がよく見受けられる．その一例として，1.25Ahの民

生用 Li イオン電池の発熱作用による容量劣化データを示

す．

実験条件としては，環境温度：25℃，充電は 1A 定電流

と 4.2V 定電圧の組み合わせでトータル 2.5 時間，放電は

1A，2A，3A および 4A の定電流により 2.5V の終止電圧と

した．また充放電後の休止時間は10分とし，充電から放電

までを１サイクルとした．この時の各電流値におけるサイ

クル数と容量比の関係を Fig.2 に，各電流値と放電中の電

池平均温度との関係を Fig.3 に示す．

電動車両用の大型Liイオン電池に対し，以上のような温

Fig.1   Crystal structures of Lithium cobalt oxide and Lithium manganese oxide as positive active
material and carbon material as negative material

Fig.3   Relationship between the discharge current and
the battery temperature rising

Fig.2   Change of the capacity ratio for each
discharge current

HONDA   R&D   Technical   Review Vol.12  No.1 (April 2000)
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度上昇を任意に与える実験は安全上まだ課題があるので，

民生用電池でのデータを基に解析したが，発熱機構や発熱

の影響は基本的に同様である．

Fig.3 において，3A 放電よりも 4A 放電の方が電池温度

が低くなっているのは，放電時間が 3A 放電に比べて短い

ため，電池温度が上昇する前に下限電圧の2.5Vに到達し次

のサイクルに移行することで，電池温度が比較的低く抑え

られた結果と考えられる．

次に劣化速度について考察する．劣化の主原因としては

電極バルクの劣化と電極表面皮膜の成長・成分変化および

それに伴なう電解液の変質が考えられる．式（４）～（12）に示

すように，複数の反応が複雑に絡み合って劣化が進行する

と考えられている（３）～（９）．

Table 1   Degradable reaction rate

一方，電極劣化反応速度は式（13）のように表現できると

考えられる．

　　K ＝ I / nF （13）　

　　　 K：電極劣化反応速度（mol/s）
　　　Ｉ：劣化で消費される電流値（A）
　　　 n：反応次数
　　　 F：ファラディ定数（9.64846 × 104 C/equiv.）
ここで式（13）を用いて劣化反応速度を算出する．初期容

量の20％低下したところでサイクル寿命とし，その容量を

寿命までに経過した積算時間で割ることにより，電池劣化

に消費される電流値を求めた．反応次数は式（４）～（12）にあ

るように，n＝１と２の場合がある．そこで，それぞれに関
して式（13）より各温度における劣化反応速度を算出した．

その結果を Table 1 に示す．

ここで活性化エネルギーを Ea （kJ/mol），気体定数を R
（8.31451 J/K･mol），頻度因子を A （A/mol･s）とすると，
Arrhenius の式は式（14）のように表現できる．

　ln K ＝ - Ea / RT ＋ ln A （14）　

この式（14）を活用するために，電池の絶対温度の逆数に

対し，劣化反応速度：K を対数換算してプロットしたもの
を Fig.4 に示す．　

この近似式は相関係数 R が 0.987 であり，相関性が高い
ことが確認できる．すなわち温度変化に影響を受ける劣化

メカニズムは，この劣化反応速度：K により大筋表現でき
るといえる．

式（14）を利用すると，Ea＝150.6（kJ/mol），An=1＝3.643

Fig.4   Arrhenius plot for the practical Li-ion battery

1/2 H2

Li2CO3↓ 

HCOOCH3 HCOOLi↓ Alkanes↑ +

HCOOCH3 CH3COLi↓ +

2EC (CH2OCO2Li)2↓ +

2ROCO2Li 2ROH CO2↑ +

H2O LiOH↓ 1/2 H2↑ +

Li2O↓ H2↑ +

LiOH HCOOLi↓ CH3OH+

CH3OLi↓ CH3OH +

LiPF6 3LiF↓ +

PF3 LixPFy↓    +

CO2↑  +

CH2=CH2↑  

H2O+ +

HCOOCH3+

e- Li+

3e- 3Li+

(e- Li+)

2e- 2Li+

e- Li+

2e- 2Li+

e- Li+

e- Li+
（４） 

（５） 

（６） 

（７） 

（８） 

（９） 

LiF↓ （12） 

PF3 （11） 

1/2 H2↑ （10） 

Fig.5   Energy barrier for chemical reactions
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発熱量 Qt は式（19）で表現される．

　Qt = Qr + Qp + Qs + Qj
　= nFT （δEe /δT ） + Qp + Qs + Qj （19）　

５．Li イオン電池の熱挙動解析

5.1. 充放電時の熱挙動

Li イオン電池の正極に Co 系の酸化物を用いた場合，充

電時での反応では電池反応熱成分Qr は吸熱となるため，Ni-
MH 電池と反対になり温度上昇の抑制が起こる．また充電

末期での電解液の分解に伴なう副反応は不可逆なガス発生

反応であり，可燃性ガスを生成するため安全上問題が生じ

るので，副反応が起こる前段階で制御する必要がある．した

がってNi-MH電池と異なり，必然的にQs 項はゼロとなる．
実際には３．で記述したように，劣化時に副反応が伴なうた

め微量の熱は発生していると考えられるが，他の熱と比較

すると小さいためここでは無視することとした．

一方，放電時では電池反応熱成分Qr は発熱となるため，
充電時に比べて電池反応から生じる熱ストレスが大きくな

る．さらに電気的抵抗成分がもたらすジュール熱Qj も加わ
るため放電時の発熱はさらに大きくなる．自己放電等の大

きな電池ではこれに相当する発熱も無視できなくなるが，

現在実用化されている Li イオン電池の自己放電は小さく，

熱挙動を解析する上では無視しても問題ないレベルであり，

ここでは考慮しないことにする．よって放電時においても

Qs 項はゼロとなる．
すなわちLiイオン電池の場合には，使用上の制限により

式（19）は式（20）に置き換えることができる．以上のように，

充電時と放電時では関連する支配的な熱因子が異なってく

ることに注目する必要がある．

　Qt = Qr + Qp + Qj
　 = nFT（δEe /δT ） + Qp + Qj （20）　

5.2. 熱挙動因子の解析

5.2.1. 電池反応熱；Qr

Liイオン電池における充電時の反応熱は，正極から取り

出されたLiイオンが負極にインターカレートされる際の吸

熱に相当する．そしてこれと等価の発熱が放電時に生じる

ことになる．式（１）および（２）の全生成熱をQ1 （kJ/mol）と
し，電池の充電時電流を Ic とすれば，これに伴なう単位時
間当たりの電池反応熱Qr は式（21）のようになる．すなわち
単位時間当たりの電池反応熱は充電電流の一次関数で表現

できる．

　Qr = Q1 / (F / 3 600)・Ic
= - 3.73 × 10-2・Q1・Ic (kJ/h) （21）　

5.2.2. 分極損失発熱；Qp

実際の電池反応で理論起電力からずれる分極の原因は，

（mol/s），An=2 ＝ 3.500（mol/s）となる．
ここで活性化エネルギーとは Fig.5 の Ea を指し，一般

的に反応が進む時に乗り越えなければならないポテンシャ

ルエネルギー障壁のことである．つまり，Li イオン電池が

劣化反応を起こす際に必要なエネルギーということになる．

Li イオン電池の電極表面は常温状態において Fig.5 の破

線のエネルギー準位にあり，比較的安定な状態にある．とこ

ろが，高温状態ではポテンシャルエネルギー準位が上がり，

実線のエネルギー準位となる．この状態では活性化状態と

のポテンシャルエネルギー差が減少するため図の頂点を越

えやすくなる．つまり劣化反応速度が増すことになる．

また n ＝１と２では，活性化エネルギーは同等だが頻度
因子：A は異なる値となっている．これは式（４）～（12）の
各種反応の発生頻度を表わしていることになり，複合的に

劣化反応が起きる結果と考察される．

以上のように，劣化を支配する因子として電池温度が大

きく影響していることがわかる．そこで次に電池の充放電

中の発熱機構を詳細に解析する．

４．電池の発熱機構解析

一般に電池は充放電反応の段階で発熱または吸熱を伴う．

電池反応における発熱は，可逆電池が定温定圧での熱力学

的関係を保ち，その結果，電気的仕事に相当するギブスの自

由エネルギー変化：ΔＧにより式（15）で表現される．

　ΔG = ΔH - TΔS （15） 　

ここでΔH は電池反応のエンタルピ変化，Ｔは絶対温度，
ΔＳは電池反応のエントロピ変化である．電池反応が可逆
的に進行する場合，充電時と放電時とでは反応が逆になる

ため熱の出入りも逆になる．式（15）のＴΔＳが電池反応に
おける熱エネルギーに相当し，電池反応熱Qr として式（16）
で表現される．

　Qr = TΔS = T（ -δΔG /δT ） （16）　

一方ΔＧ は電池の起電力を Ee ，ファラディ定数を F ，
電池反応に関与する電荷数を n とすると式（17）が成立する
ため，式（16）は式（18）に変換できる．

　ΔG = - nFEe （17）　

　Qr = nFT ( δEe /δT ) （18）　

しかし実際の電池の端子電圧Ef  は電池の電気化学的分極
によって電極電位である平衡起電力からずれるため，この

分極によるエネルギー損失分の発熱 Qp を伴うことになる．
このQp は充電時も放電時も発熱である．さらに電池反応で
は電解液の分解による副反応や自己放電なども生じ，これ

らに相当するQs の熱因子が現れる．また電池の電気的抵抗
成分がもたらすジュール熱Qj も加わるため，電池反応の総
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電池反応過程で原子の拡散や移動にエネルギーが必要と

されるためである．Li イオンの場合，化学拡散係数が５

× 10-9cm2/sと小さいため（10），電極内での拡散や移動が支配

因子となる．また３．で記述したようなサイクルに伴なう電

極表面の変質が分極増大の原因となる．したがって，発熱制

御の観点からは分極の小さな組成設計が鍵となる．

この分極に伴なう放電時の分極抵抗成分 Rpd は，放電時
の電池全抵抗Rtd の一部に相当する分極抵抗成分として出現
することから，電気的抵抗成分をRe と表現するとRpd は式
（22）のように表現される．この時の単位時間当たりの分極

損失熱Qpd は放電電流を Id とすると式（23）となる．充電の
場合は抵抗成分 Rpd を Rpc に，電流値 Id を Ic に置き換え
ることにより，式（24）および（25）のように表現できる．

　Rpd = Rtd - Re （22）　

　Qpd = Id2・Rpd （W） = 3.60・Id2・Rpd （kJ/h） （23）　

　Rpc = Rtc - Re （24）　

　Qpc = Ic2・Rpc （W） = 3.60・Ic2・Rpc （kJ/h） （25）　

しかしこの発熱量は全ジュール熱として出現するため，

分極損失発熱 Qpd と Qpc は直接求めることはできなく，式
（22）および（24）の全抵抗成分から分極抵抗成分を分離し，そ

の抵抗成分に相当する発熱量として算出する必要がある．

5.2.3. 電気的抵抗成分のジュール熱：Qj

電池の内部抵抗に依存する発熱がジュール熱として現わ

れるが，式（22）と（24）に示したように内部抵抗は電気的抵抗

と分極に基づく反応抵抗とから構成され，そのトータルと

しての発熱を生じる．後者の発熱は 5.2.2. に示した通りで

あるが，電気的抵抗成分の単位時間当たりのジュール熱Qj
は放電電流を Id とすると式（26）で表現できる．また充電時
は電流値 Id を Ic に，電気的抵抗 Red を Rec に置き換える

ことにより式（27）で表現できる．

　Qj ＝ Id2・Red （W） ＝ 3.60・Id2・Red （kJ/h） （26）　

　Qj ＝ Ic2・Rec （W） ＝ 3.60・Ic2・Rec （kJ/h） （27）　

したがって，このジュール熱を下げるためには電池の電

気的抵抗成分Re をできるだけ小さくする材料設計と構造設
計が必要になる．電気的抵抗成分は集電体と電極活物質間

をつなぐ電流ネットワークや非導電材であるセパレータ，

あるいは電解液などが支配的になる．Rtd は Fig.6に示す通

り放電状態：DOD により変化し，DOD 値の大きいゾーン

で増加する．ここではDOD50％のポイントを基準値1.0と

した．

また Fig.7 に示す通り，Li イオン電池に一般的に使用さ

れるPC/DMC/LiPF6系の電解液の電気伝導度は温度によっ

て変化し，電池温度が低温側にシフトすると電池の内部抵

抗が増大することになる．

5.2.4. 充放電時の熱収支

(1) 充電時の熱収支　　以上の結果と式（20）より，単位時

間当たりの充電時の熱収支 Qc は式（28）で表現される．

　Qc ＝ Qr + Qpc + Qj ＝ -3.73 × 10 -2･Q1･ Ic
　　　　+ 3.60・Ic2・Rpc + 3.60・Ic2・Rec
　＝ -3.73 × 10 -2・Q1･Ic + 3.60・Ic2・Rtc （kJ/h） （28）　

(2) 放電時の熱収支　　同様に単位時間当たりの放電時の

熱収支 Qd は式（29）で表現される．

　Qd ＝ Qr + Qpd + Qj ＝ 3.73 × 10 -2･ Q1･ Id
　　　　+ 3.60・Id2・Rpd + 3.60・Id2・Red
　＝ 3.73 × 10 -2・Q1･Id + 3.60・Id2・Rtd （kJ/h） （29）　

5.2.5. 電流値に対する反応熱とジュール熱の変化

式（28）と（29）を用いて電流値に対する反応熱および

ジュール熱の変化を解析する．式（28）において第１項は反

Fig.7   Battery temperature dependence on electric
conductivity of 1.0M-PC/DMC/LiPF6 electrolyte

Fig.6   Relationship between DOD and internal
resistance ratio
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量 Qc はマイナス値となり電池温度を低下させることにな
る．放電側では反応熱もジュール熱も発熱であるので，常に

温度上昇することになる．EV 用の Li イオン電池では，70

～ 80Aまでは反応熱による温度上昇の方がトータルの温度

上昇へ与える寄与率は大きいが，それを越えるとジュール

熱による寄与率の方が大きくなる．

一方，HEV 用のように小容量の Li イオン電池では，内

部抵抗がEV用に比較すると大きくなるため，20～ 30A程

度で反応熱よりもジュール熱による発熱の方が寄与率も大

きくなる．すなわち，20A 以上の大きな電流の流れる頻度

が多くなる HEV 用 Li イオン電池では，内部抵抗の低減が

電池寿命を延ばす上では必須となる．

６．シミュレーションと実測値の比較

ここで式（28）と（29）を用いて発熱シミュレーションを行

い，実測値との比較を行った．Fig.10 の実車走行モードに

おける電池出力：W から式（30）を用いてモード電流値を算
出し，マイナス電流値の時は式（28）に，プラス電流値の時は

式（29）を用いて発熱量を算出した．

　I = {Ee - (Ee2 - 4・Rt･W)1/2}/ 2・Rt （30）　

さらに式（31）で示すように，その発熱量を電池熱容量：C
（kJ/K）で割ることにより単位時間当たりの電池温度変化：

ΔT を算出した．また電池熱容量は電池構成材料からC ＝
3.42（kJ/K）と算出した．そこでFig.11に示すように，25℃断

熱状態での単位時間当たりの熱放射速度：Tr を考慮してシ
ミュレーション精度の向上を図った．

　ΔT = Qt/C - Tr （K/h） （31）　

その結果を実測値とともにFig.12に示す．実測値はEV用

80Ah大型Liイオン電池を断熱材で囲い，断熱状態に近い状

態での電池温度を表示した．シミュレーション結果と実測

値はほぼ一致している．DOD70％を境に各々実測値とのわ

応熱による吸熱，第２項はジュール熱による発熱を示して

いる．一方，式（29）における第１項は反応熱による発熱を示

している．この関係を Fig.8 に示す．

第１項，第２項に含まれている生成熱Q1 及び内部抵抗Rt
は DOD によって変化する．ここでは代表的な値として

DOD50％における各項の発熱量を算出する．Q1 は 9.39kJ/
mol，内部抵抗 Rt は電池のサイズによって単位セル当たり
EV 用で 1 ～ 2 ｍΩ，HEV 用で 3 ～ 5ｍΩである．試算

のために EV 用として 1.2 ｍΩ，HEV 用として 4 ｍΩで

算出したときの反応熱および放電時のジュール熱による発

熱量の変化を Fig.9 に示す．

充電側では反応熱は吸熱となり，EV 用の Li イオン電池

では電流値が 70 ～ 80A までは反応熱による吸熱量の方が

ジュール熱による発熱量よりも大きくなるため，充電時熱

Fig.10   Vehicle test mode

Fig.8   Heat income and outgo model of Li-ion
batteries during charge and discharge
process

Fig.9   Relationship between current and heat value

●：Reaction heat value at discharge process
○：Reaction heat value at charge process
◆：Jule heat value of Li-ion batteries for EV
◇：Jule heat value of Li-ion batteries for HEV
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８．おわりに

本論文により発熱機構を解析することで，Liイオン電池

の実負荷による発熱の定量的な解析を可能にすると共に，

電動車両用のLiイオン電池設計への指針を明確にすること

ができた．本報告が魅力ある HEV 用あるいは EV 用電池

の実用化を目指した開発の指針となれば幸いである．

記号一覧

ΔG： ギブスの自由エネルギー変化
ΔH： 電池反応のエンタルピ変化
ΔS： エントロピ変化
Ee： 活性化エネルギー
　T： 絶対温度

   　  K： 電極劣化反応速度
  R： 気体定数
  A： 頻度因子
  F： ファラディ定数
  C： 電池熱容量
W： 電池出力
   Tr： 熱放射温度
  Q： 熱量

　　  Qt： 電池全熱量
　　 　 Qc： 充電時熱量

 Qd： 放電時熱量
Qr： 電池反応熱

　　　 Qp： 分極損失熱
Qs： 副反応熱
Qj： ジュール熱
  Ic： 電池充電電流

Fig.12   Comparison of experimented heat value
with simulation dataFig.11   Correlation between battery temperature

and radiation heat with an adiabatic state

ずかなずれがある原因は，シミュレーションを行うにあた

り計算を簡略化するために内部抵抗Rt をDOD50％の値に統
一したためである．実際にはFig.6に示したようにDODに

よって内部抵抗が変化し，特にDODの大きい領域で上昇す

る．すなわちDODの大きい領域でシミュレーションより実

測値の方が若干大きくなった理由は，実際の内部抵抗より

小さい値を使ったためである．

以上のことから，５．で記述した発熱挙動の解析結果は

理論上正しいことが裏付けられた．本論文では，EV用を対

象にLiイオン電池のシミュレーションを行ったが，当然のご

とくHEV用でも同様な試算が行えることになる．

７．まとめ

電池反応の熱力学的解析により，以下の発熱因子の細分

化および電池の発熱特性の推測が可能となった．

（１）熱生成因子は電池反応熱:Qr ，分極損失熱:Qp ，ジュー
ル熱:Qj の３種に分類でき，Qr は 3.73 × 10-2･Q1･I，Qp
は 3.60･Rp･I2 ，Qj は 3.60･Re･I2 と表現できる．

（２）正極材料に LiCoO2 を用いた場合，充電時の電池反応

熱は吸熱となり，EV 用 80Ah の大型 Li イオン電池で

は電流値が 70 ～ 80A までは反応熱による吸熱量の方

がジュール熱による発熱量より大きくなるため，充電

時熱量：Qc はマイナス値となる．
（３）発熱因子を充電時と放電時でさらに細分化し，それら

の値を元にシミュレーションをした結果，実測値との

良い一致が確認され，本解析手法の確からしさを裏付

けることができた．

（４）この手法により，EV用のみならずHEV用などの容量

の異なるLiイオン電池に対しても発熱特性の定量的推

測が可能となる．
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  Id： 電池放電電流
  Rt： 電池全抵抗
 Rtc： 充電時電池抵抗
 Rtd： 放電時電池抵抗

　 　 Rp： 分極抵抗
 Rpc： 充電時分極抵抗
 Rpd： 放電時分極抵抗

　　   Re： 電気抵抗
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論文

レーンキープアシストシステムにおける
白線認識システムの開発

Development of a Lane mark Recognition System for Lane Keeping Assist System

A B S T R A C T

A lane mark recognition system that processes images
taken by a camera for LKAS (Lane Keeping Assist
System) has been developed.  This system is a main
component of HONDA Intelligent Driver Support
System.  A new algorithm that was a combination of
Hough transformation and extracting positive and
negative edges which were feature of lane mark was
used.  By the algorithm, we can remove noise and
execute fast image processing with a special chip.  As
a result, we can process images in real time even in the
complex situation such as a parting road and as double
broken line conditions.

In experiments on real images, we can make sure that
the rate of recognition is sufficiently high and output
data is accurate enough for steering control.

＊栃木研究所

要　　旨

HONDA Intelligent Driver Support System の主要なコ

ンポーネント，LKAS（Lane Keeping Assist System）のた

めに，カメラで撮影した画像から白線を認識するシステム

を開発した．Hough 変換と白線の特徴である正負エッジ

点抽出を組み合わせた新しいアルゴリズムにより，ノイズ

を排除し，処理の大半を専用チップで高速処理することが

可能となった．この結果，分岐や二重破線などの複雑な白

線をリアルタイムで処理できることが確認できた．

また実画像に対する実験の結果，実用上十分な認識率が

あり，車線維持制御に利用するのに十分な位置精度を持つ

出力が得られることがわかった．

１．まえがき

近年，エレクトロニクス技術の進化に伴い自動車のイン

テリジェント化の研究開発が盛んに行われるようになった．

一部のものはすでに実用化されており，例えば車両前方に

向けてレーザレーダを取り付け，前走車を認識して車間距

離を調節するシステムが開発されている（１）．著者らは，こ

のようなシステムを更に進化させた HONDA Intelligent

Driver Support System を開発した．本システムは，カメラ

で撮影した画像から白線を認識し，その結果を用いて EPS

（電動パワーステアリング）のトルクを制御し，ドライバが

車線維持のために操舵するのをアシストするシステム，

Lane Keeping Assist System（以下 LKAS）を備えている．こ

の LKAS を開発する上で課題となったのは，（１）従来の白

線認識システムでは車線維持制御に利用するには位置精度

が十分でない，（２）分岐や二重破線など複雑な構造の白線

に対応できない，ということであった．そこで我々はこれら

の問題に取り組み，LKAS に利用可能な白線認識システム

を新たに開発した．本稿ではこの白線認識システムのしく

みを解説し，実際の道路画像に対する実験結果について報

告する．

２．システム概要

2.1. HONDA Intelligent Driver Support System の概要

HONDA Intelligent Driver Support System は２つの主要

なシステムから構成されている．

Fig.1に示すとおり，レーザレーダにより前走車との距離

を検出し，アクセルとブレーキを使って車間距離を適切に

保つ ACC（Adaptive Cruise Control）システムと，CCD カメ

ラにより車両前方の道路画像を撮像し，画像処理によって

白線を検出し，EPS のトルクを制御して，ドライバが車線

を維持するのをアシストする LKAS である．本稿で紹介す

る白線認識システムは，この LKAS のために開発されたも

のである．そこで次に LKAS の概要を説明する．

峯　田　憲　一＊ 鵜　浦　清　純＊ 池　田　哲　夫＊

Ken’ichi MINETA Kiyozumi UNOURA Tetsuo IKEDA

Fig.1   Main functions of HONDA Intelligent Driver
Support System

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_15
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2.2. LKAS の処理フロー

Fig.2 は LKAS の処理フローの概要である．LKAS では

ドライバが車線を逸脱しないように操舵するのをアシスト

するためEPSのトルクを制御する．そのために以下の処理

を行う．まず，ルームミラー付近に取り付けた CCD カメ

ラにより自車の前方の道路面を撮影する．次にこの画像を

画像処理ハードおよびCPUにより画像処理し，車線位置と

道路曲率を抽出する．その車線情報を用いて車線維持をア

シストするために必要なEPSのトルク値を算出する．最後

にその指示トルク値を EPS の ECU へ送り EPS を制御す

る．

Fig.3 はその画像処理の部分を説明したフロー図である．

本システムにおける白線認識処理は図に示すとおり，２つ

のステップに分かれている．第１ステップは白線の候補点

列をいくつか検出するステップである．このステップでは

白線の可能性がある点列をできるだけ多く検出する．この

中には当然ガードレールのような白線ではないものや，分

岐の白線のように自車線とは関係ない白線も含まれること

がある．しかし，これら対象外の点列の除去は次のステップ

で行うことにして，ここでは白線を取り損なうことが無い

ようにすることを第一の目標としている．第２のステップ

ではそれらの候補の中から白線として最も適当なものを選

択し，車線位置や道路の曲率などの車線情報を計算する．こ

のステップでは白線の位置をより精度よく求めるために過

去のデータを保持している．過去データとの連続性を考慮

して候補の中から白線を選択し，さらに過去データと選択

した白線点列を合わせて統計的に処理することによって白

線位置を推定する．以降ではこの２つのステップについて

詳しく説明をしていく．まず３章で白線候補点列の検出手

法の説明をし，４章でデータ評価の説明をする．

３．白線候補点列検出手法

3.1. 対象とする画像

LKAS で処理しなければならない画像の例を Fig.4 に示

す．本システムでは画像処理の第一段階として，明るさの違

いによる濃度値の変化の影響を無くすためエッジ点処理を

する．Fig.4はそのエッジ点処理をした画像である．HONDA

Intelligent Driver Support System は高速道路での作動を前

提にしているシステムなので，白線認識システムも一般道

ではなく高速道路の白線を対象にしている．高速道路の白

線で特徴的なのは，インタチェンジやサービスエリアの合

流と分岐(b)，比較的きついカーブによくみられる二重破線

(f)などがある．ここでいう二重破線とは，通常の白線の内

Fig.2   Flowchart of the LKAS process

Fig.3   Flowchart of the lane mark recognition
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側にさらに太く短いピッチでペイントされている破線のこ

とで，視覚的にスピード感を増し，ドライバが減速すること

を期待するものである．その他に考慮しなければならない

ものは道路の補修跡 (d) やガードレール，ガードレールに

よってできる影 (e) などである．さらに複雑な画像の例と

しては，鉄橋のはりの影 (c) などがある．

3.2. 白線認識の基本原理

画像処理によってどのように白線を認識するのか，その

基本原理をこれから説明する．本システムでは白線の特徴

として正エッジと負エッジのペアを利用している．正エッ

ジとは画像を左から右に走査していったときに濃度値が増

加するエッジ点のことであり，負エッジとは同様に濃度値

が減少するエッジ点のことである（Fig.5）．この正・負の

エッジ点が次のような条件を満たして配置されている場合，

白線を構成する点の候補と考える．

（１）所定の距離以内にあること．

（２）画面を左から右に走査したとき「正」→「負」の順に配

置されていること．

白線を認識する手がかりとしてもうひとつ，エッジ点列

が直線的にならんでいることも利用する．高速道路におい

ては道路がたとえカーブであっても画面上では比較的自車

に近い部分の白線はほぼ直線とみなすことができる．しか

もこの部分が画面の大半を占めるので，この手がかりは有

効である．画面上に直線的に並んでいる点列を検出する画

像処理手法としては，Hough変換（２）（３）がよく利用されてお

り，実際にHough変換を利用して白線を認識する研究が行

われている（４）（５）．本システムでもこの手法を利用している．

以下にHough変換の原理と，Hough変換処理をコンピュー

タでどのように実現するかを説明していく．まず Fig.6(a)

のようなＸ－Ｙ平面上に点（ｘ，ｙ）があるとする．この点を

通る直線Ｌに対して図のようにρとθをとる．ρは原点か

らＬへおろした垂線の長さであり，θはこの垂線とＸ軸と

のなす角である．このときｘ，ｙ，ρ，θの間には以下の関

係が成り立つ．

　ρ＝ x･cos θ＋ y･sin θ （１）　

ここで直線Ｌを点（ｘ，ｙ）を中心に回転させると

（Fig.6(b)），それに伴いρ，θも変化する．その値の変化を

ρ－θ平面に描くと Fig.6(c) のようになる．次にこの操作

をＸ－Ｙ平面上に直線的に並ぶ複数の点（ｘi，ｙi）（ｉ = １，

２，．．．）に対して行う場合を示したのが Fig.7である．この

とき，ρ－θ平面上に描かれる曲線の交点はＸ－Ｙ平面上

で各点を通る共通の直線に対応する．よって，点列を通る直

線はρ－θ平面上の曲線の交点を求めることによって得ら

れる．

ρ－θ平面上の交点を（ρ 0，θ 0）とすると，直線は，

　x・cos θ 0 + y・sin θ 0  = ρ 0

Fig.4   Sample of road images (after edge extracting process)

Fig.5   Definition of the positive/negative edge
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と表わすことができる．

次に Hough 変換をコンピュータで実行する手順を示す．

（手順１）

ρ－θ平面に対応する２次元配列を用意する（Fig.8）．各

要素はカウンタとして機能する．

（手順２）

画像上の点（ｘ， ｙ）についてθを０［deg］から180［deg］

まで変化させながらρを計算し， ［ρ，θ］で参照される配

列要素のカウンタ値を１増やす．（投票処理）

（手順３）

すべてのエッジ点について上記（手順２）の処理を行う．

（手順４）

２次元配列のなかでカウント値が極大のものを選ぶ．こ

の配列のインデックスを［ρmax，θ max］とすると， X － Y

平面において，

　ρ max ＝ x･cos θ max+ y･sin θ max

が検出された直線である．

たとえば，θの刻みを１［deg］に決めて実行したとする

と画像上の各点に対して式（１）の計算を 180 回しなければ

ならない．ただし，処理が単純な計算の繰り返しなので，コ

ンピュータ処理に向いた方法だといえる．

Hough変換について重要な点をまとめると以下のように

なる．

（１）「画像平面 x － y 上の直線点列は Hough 空間ρ－θ

上の局所ピークに対応する（Fig.9）．」

（２）「Hough 空間上の局所ピークの高さは対応する直線点

列の点数に対応する（Fig.9）．」

またその他の特徴をまとめると，Hough 変換の利点は

エッジ点列の細かな凹凸にとらわれずに，大局的に指向す

る直線を検出できることである．反対に不利な点としては，

例えば二重破線のようにエッジ点が局所的に集中して見ら

れるような場合に，検出したい直線以外の直線が多数検出

されてしまうことである．

Fig.6   Definition of Hough transformation (1)

Fig.7   Definition of Hough transformation (2)

Fig.8   Imprementation of Hough transformation

Fig.9   Hough transformation

3.3. HONDA Intelligent Driver Support System 用白線認

識手法の特徴

本システムでは，3.2. 節で説明した基本原理を組み合わせ

て，二重破線のような複雑な画像に対応でき，かつノイズの

影響を受けにくい白線認識手法を実現した．その特徴を以

下に説明する．

最初の特徴は以下のようなものである．

（１）「二重破線のような複雑な画像に対応している．」

Fig.10に示すように二重破線の画像に対してエッジ点抽

出処理を行うと，エッジ点が非常に密集して検出される．こ

のような場合，Hough変換を行うと多くの方向の直線成分

が検出されてしまい，対象となる白線が埋もれしまう (b)．

そこで Hough 変換の際，3.2. 節 Fig.5で説明した白線の特

徴を利用することによって余計な方向の直線成分を排除す
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ピークそのものを出力するのではなく，Houghピークを構

成している点列を出力するようにした(c)．この出力結果は

次のステップであるデータ評価の処理段階でさらに過去の

データと合わせて統計処理され，より精度の高い白線位置

が計算される．

３番目の特徴は以下のとおりである．

（３）「ハード化が容易．」

本手法は処理量の大半を Hough 変換が占めている．

Hough 変換は，3.2. 節の式（１）を繰り返し計算するだけな

のでハード化するのが容易である．実際に本システムでは

この処理は専用ハードウェアによって行われており，シス

テムの CPU でソフトウェア処理する場合に比べておよそ

100倍程度の高速化を実現している．結果として，限られた

ハードウェア資源の中で画像全体を処理することが可能と

なり，分岐など紛らわしい白線があっても複数の候補点列

の中から目的の白線を選択できるようになった．

４．データ評価

３章までの処理によりセグメント化された白線候補点列

の集合が得られる．この結果を受け，以下の処理を行う．

（１）真の白線を選別し，検知出来なかった白線を補完する．

（２）白線の真の位置を推定する．

その処理概要をFig.12を使って説明する．まず各白線セ

グメントの点列を画像座標系からリアルワールド座標系に

射影変換を行う．射影変換は予め静止状態で同定されてい

るパラメータを用いるので，この時点で道路勾配や車両の

ピッチ，ロール変動等に起因するノイズが載ることになる．

次にリアルワールド座標系上で各セグメント間の幾何学的

な相互関係を調べグラフによって表現し，同じくグラフに

よって表現された道路形状モデルとのマッチングを行う．

この結果現在走行中の道路形状についての候補集合を得る．

この段階で，マッチングをとったそれぞれのモデルについ

Fig.10   Featrures of the a lane mark recognition
algorithm (1)

る(c)．このため，二重破線のような複雑な白線でも高い確

率で認識することができる．

２番目の特徴は以下のとおりである．

（２）「認識結果として直線パラメータではなく点列を出力す

る．」

Hough変換した結果得られるのはあくまでも直線のパラ

メータであるが，これをそのまま認識結果として用いると

Fig.11(a)に示すような緩くカーブしているような白線を

処理する場合，現実の白線の位置と出力された直線との間

に大きなずれが生じてしまい，白線の位置精度が十分出せ

ない (b)．これを回避する方法としては例えば Hough 変換

の角度分解能を上げることが考えられる．そうすれば複数

の線分で曲線を表現することが可能になり，白線位置を正

確に表現することができる．しかし，そのためにHough変

換の処理量が数倍に膨れ上がってしまい現実的ではない．

そこで，本システムでは白線候補として検出されたHough

Fig.11   Featrures of the a lane mark recognition
algorithm (2) Fig.12   Flowchart of estimating data
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て誤検出された白線や欠落している白線を同定し，さらに

モデルとの合致度を表す評価値や自車両と各白線との相対

的な距離等を算出する．次の段階では，ある短時間の間に走

行中の道路構造は変化せず，白線は滑らかに連続している

という前提条件から上記候補をある短時間分集め地図を作

製する．そして白線や自車両の車線内位置が滑らかに接続

するという条件の下に分類，整理し，現在走行中の道路形状

及び地図の候補リストを作る．最後に，この候補リストそれ

ぞれを高速道路の設計基準に照らし合わせ，道幅や曲率変

化率の妥当性などを検証し，最適なリストを選択した後，最

小二乗近似を用いて白線の真の位置の推定を行う．

4.1. 道路形状の幾何学的な表現

真の白線を選別するために，白線候補の集合と道路形状

のモデルとのマッチングをとる．一般にグラフは節点Ｖと
節点間の性質を表す弧Ｅを用いて，

　　　Ｇ ＝ （Ｖ，Ｅ ）

で表される． Ｖ は属性や属性値Ｐ を持ち，本システムで
は以下のように定義する．

Ｐ ＝ （ｐ，value），  ｐ ∈｛実線，破線，不明｝
　　　value はｐらしさの値
Ｅ ＝ （ｅ，value），  ｅ ∈｛平行，接続，無関係｝
　　　value は ｅ らしさの値

相互関係ＥはＥ ij ＝ Ｅ ji とすればグラフＧ は無向グラフ
となり，Ｅ ij ≠ Ｅ ji とすれば有向グラフとなる．一般にグ

ラフのマッチング問題において，この有向，無向は本質的な

Fig.13   Example of graph

Fig.14   Sample of definition of road model

ングはおのおのの部分グラフが同形となるような部分グラ

フを求める問題として扱うことが出来る．つまりＧ 1，Ｇ 2

の各節点の組み合わせから連合グラフを作成し，Ｎクリー
クを抽出する問題に帰着させて解けばよい．連合グラフ自

体の作成，及びＮクリークの抽出のアルゴリズム（３） ，評価
値の算出方法について詳しい説明は省略するが，連合グラ

フの作成時には車両は道路区分の内側におかれていること

を前提とし，車線外となるようなＶ1 とＶ2 の組み合わせを

除外する枝狩りを行い，マッチングの高速化を図っている．

4.3. 白線位置と曲率の推定

リアルワールド座標系上でのＮ本の白線を二次関数 f ＝
axi 2 ＋ bxi ＋ ci （i = 1 ～ N）で表し，係数ａ ，ｂ ，ｃ i を最

小二乗法により算出する．つまり，各関数と元の点列 （ｘij，

ｙ ij）との誤差をｅ i とするとｅ＝Σｅ i を最小にするａ ，b
，ｃi を求める．これは以下の連立一次Ｎ＋２元方程式を解
けばよい．

違いはなく，対象とする問題に応じて使い分ければよい．本

システムでは「無関係」は無向，「平行関係」は車両の進行方

向に応じて有向となるようにＥを記号化して定義し，鏡像
関係にある，つまり幾何学的に相似な構造とマッチしてし

まうのを防止し，解の解釈が一意に決定可能なようにして

いる．

道路形状モデルの例をFig.14に示す．このモデルの定義

はナビゲーションシステムから得た現在の位置周辺の地図

データのリンク情報から構成可能なように設計している．

4.2. マッチングの原理とアルゴリズム

白線候補集合のグラフＧi とモデルグラフＧ2 とのマッチ

ここで各点列 （ｘij，ｙij ）は車両の運動軌跡情報 （ｘ，ｙ，
θ）を用いて同時刻での座標系に変換されていなければなら
ない．本システムではこの処理は点列座標を各白線毎の正

規行列 Ａ i Ｘ ＝ Ｂ i の係数行列の形に圧縮し，この係数行

列毎に時刻補正を行うことで，必要なメモリ容量の削減と

座標変換に必要な計算コストの削減をはかっている．Fig.15

に地図リスト中の点列と推定された近似曲線を示す．同図

における座標原点は自車両である．車両から離れた白線は
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車両運動などのノイズ成分の影響を受けやすくなるが，本

推定手法により適切に近似されていることがわかる．

５．ハードウェア構成

Fig.16 に LKAS の ECU の構成を示す．この ECU は画

像前処理部，画像 CPU 部，制御 CPU 部の主に３つの部分

から構成されている．カメラから取り込まれた道路画像は

まず，画像前処理部で正負エッジ点検出処理とHough変換

を専用のハードウェアで行う．これは 3.2. 節で説明した処

理である．画像CPU部では，画像前処理部で処理した結果

を使って，白線候補の絞り込みと白線点列の再構成および

４章で説明したデータ評価処理をソフトウェアで行う．そ

して，最終的にこの画像CPU部で道路位置情報と道路曲率

を算出し制御 CPU へ送信する．

Fig.15   Points in map list and approximation functions

６．実験結果

6.1. 白線認識率

本システムを実際の道路画像に適用して白線の認識率を

調べた．方法は高速道路で撮影したさまざまな状況の画像

セットを用意し，机上で処理した結果を次の基準に基づき

実験者が判断するというものである．

［基準］少なくとも前方 50m に渡ってターゲットとなる白

線のエッジ点列を検出でき，かつそれが制御に利用

するのに十分な数と分布であること．

ただし，画像セットには道路工事の画像や逆光によって

白線が見えない場合など，到底白線認識できないと思われ

る画像は含まれていない．結果はTable 1のようになった．

�

�

�

Fig.16   Architecture of LKAS ECU

Table 1   Result of lane mark recognition

Fig.17 に画像セットの一部に対する処理結果を示す．

LKAS はドライバの操舵を前提としており，いかなる場合

もドライバの判断を必要とし，ドライバの操作が優先する

ようシステム対応がなされているため，本画像処理におい

ても安全性を確保しつつ，十分に性能を発揮できるものと

考える．

6.2. 白線位置精度

実際の高速道路上において車両運動データと同期させて

ビデオに撮った道路映像を本システムにより机上で処理し

た結果を Fig.18に示す．データは画像処理により得られた

道路曲率とその分散，および車両の軌跡情報からオフライ

ンで算出した道路曲率である．走行区間は東北自動車道の

白河 PA ～那須高原 PA 間のカーブの連続する区間である．

同図では時刻 80sec から二重破線の区間となり分散が急激

に悪化しているが，同様の状態をテストコース上で再現し

て実験を行った結果，この程度であればドライバーに違和

感のないアシスト制御が可能であることが確認された．
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Fig.17   The result of lane mark recognition

Fig.18   Estimated curvature and variance
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７．まとめ

Hough変換と白線の特徴である正負エッジ点抽出を組み

合わせた新しい白線認識アルゴリズムの開発により以下の

結果を得た．

（１）余分な直線成分（ノイズ）を排除し，また単純な計算の

繰り返しを専用チップで行うことで処理を高速化して，

二重破線や分岐など高速道路における複雑な白線をリ

アルタイムで認識することが可能な白線認識システム

を開発できた．

（２）実際の高速道路の画像に対してシステムを試した結果，

認識率は実用上十分な高さであることがわかった．ま

た，出力の位置精度は制御に利用するのに十分なレベ

ルであることがわかった． 峯 田 憲 一 鵜 浦 清 純

■著　者■

池 田 哲 夫
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Kazuo MATSUDA Tsutomu FUKUI Yukio HIRUTA

周波数分析を用いた衝突判定アルゴリズム
Algorithm for Crash Judgement by Frequency Analysis

A B S T R A C T

A crash judgement algorithm that uses frequency
analysis has been developed. This algorithm judges
whether or not a crash has occurred by calculating both
energy elements and frequency elements. Frequency
analysis is implemented in hardware at the current
microcomputer level using a Hadamard transform that
does not require multiplication or division in the
calculation of frequency elements. This approach
improves the accuracy of crash judgements and reduces
development time.

＊栃木研究所

要　　旨

周波数分析を用いた衝突判定アルゴリズムを開発した．

本アルゴリズムでは衝突したか否かの判断をエネルギー成

分と周波数成分の両方の演算によりおこなう．周波数成分

の算出には乗除演算不要なアダマール変換を用い，現状の

マイコンレベルのハードウエアで周波数分析を実現した．

その結果，衝突判定の精度が向上し，開発に要する期間も短

縮できた．

１．まえがき

近年，衝突安全に対する意識が高まっている．国内保安

基準に衝突テストが導入され，諸外国では従来の正面バリ

アへの衝突以外に，ODB（オフセットデフォーマブルバリ

ア）に代表されるオフセット系の衝突テストが導入されて

いる．Fig.1に代表的な衝突テストとその発生加速度波形の

例をあげる．

衝突時に乗員の保護を行なうには，以下の２点が重要で

ある．

●衝突のエネルギーを吸収し，かつ乗員の生存空間を確

保するボデーの衝突性能．

●乗員の室内部品との２次衝突を防ぎ，傷害を低減させ

る乗員拘束装置の性能．

衝突判定アルゴリズムは，その乗員拘束装置のうち，エ

アバッグやベルトプリテンショナーの ON/OFF 判断も含

む作動タイミングを制御する．

今回，その衝突判定アルゴリズムに関し，新たに周波数

分析手法を取りいれた新アルゴリズムを開発した．その結

果，従来より容易に衝突判定が可能となったので，それを報

告する．

Fig.1   Crash mode and acceleration wave

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_16
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２．衝突判定アルゴリズムとは

2.1. 電子式 SRS の概要説明

初期の SRS においては Fig.2 左に示すように機械式の

センサを車体前方に，別の機械式センサを車体中央部のユ

ニット内部に配置していた．それらのセンサは電気的には

接点となっており，両方のセンサの同時 ON でエアバッグ

のガスを噴出するインフレータへ電気が通電される仕組み

であった．この方式を機械式マルチポイントセンシングと

よぶ．

回路を ON させる．この方式を電子式シングルポイントセ

ンシングとよぶ．

その加速度センサの出力を演算し，衝突か否かを判断す

るのが衝突判定アルゴリズムである．また，衝突時の発生加

速度は車種により異なる．そのため，衝突か否かを判断する

しきい値は車種ごとに異なる．その車種ごとのしきい値を

設定する作業をセッティングとよぶ．

2.2. 衝突判定の難しさ

衝突判定の難しさは以下の２点である．

●ON 要件と OFF 要件が有り，それぞれに高信頼度を

要求される．

●ON 要件には後述する TTF という時間要件が有る

エアバッグは，悪路走行を含む通常走行時や，8mph 程

度のエアバッグが無くても乗員の傷害が低い軽衝突では確

実に OFF であり，逆にエアバッグが必要な衝突では必ず

ON しなければならない．その ON と OFF の性能目標に

対しては高い信頼性が要求される．

また，ON の性能目標の場合は衝突開始からエアバッグ

へ展開信号を出すまでの時間が規定されている．これを

TTF（Time To Fire）とよぶ．一般に TTF は乗員の移動距離

が 5 inch の時点でエアバッグが展開しているよう設定す

る．エアバッグの展開には通常約 30ms 必要であるから，

TTF は（乗員が 5inch 移動する時間）-30ms となる．通常

この値は正面高速衝突の場合で 8ms ～ 15ms であり，高

速衝突本来の高加速度が発生する以前の時間である．Fig.3

に高速衝突の場合の加速度と速度，および移動距離を示す．

この例からわかるように，高速衝突を判定するには，まだ十

Fig.2   Mechanical/Electrical SRS

Fig.3   High speed crash

それに対し93年夏以降からは Fig.2右に示すように，車

体中央に設置されたユニット内に加速度センサを持ち，そ

の加速度センサからの出力をCPUにより演算を行ない，そ

の演算の結果，衝突だと判定された場合に，ユニットが点火
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分衝突加速度が発生していない時点で，エアバッグの作動

が必要とされる大きな衝突であること，つまりこれから高

加速度が発生することを予測しなければならない．これが

衝突判定の難しさである．

2.3. 従来の衝突判定アルゴリズムの概要

Fig.4 に従来の衝突判定アルゴリズムの一例を示す．こ

の例では加速度の変化率である加速度の微分を基に計算を

おこなっている．通常はこれ以外に速度変化を示す加速度

の積分，移動距離を示す加速度の２重積分などを基に計算

をおこなっている．この例の手法では加速度波形の演算途

中でテーブル処理を用いており，ある限られた範囲のデー

タのみ評価する演算となっている．このような処理の場

合，全データの情報からこの部分以外の情報が欠落するこ

とがある．すなわち加速度波形の特徴抽出が十分にできな

い場合がある．

３．新衝突判定アルゴリズムの概要

3.1. 周波数分析による衝突判定の妥当性

加速度波形の特徴抽出をおこなうために，われわれは周

波数分析を導入した．この手法は音声認識，モード解析等，

振動に関する特徴抽出のために広く使われている．Fig.5に

解析結果の一例を示す．これは短時間フーリエ変換といわ

Fig.5   STFT analysis

Fig.4   One of previous crash algorithm
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れる手法で，加速度波形の周波数成分の変動を時間変化で

とらえたもので，STFT（Short Time Fourier Transform）（１）（２）

とよばれる．

この解析の結果，周波数分析により衝突判定をおこなう

ためには，単なる周波数成分では不充分であり，Fig.6に示

すように周波数成分データと，その時点でのエネルギー量

との積をとることが必要であることが分かった．これは衝

突時にはまず部材に応力が蓄積され（エネルギー蓄積）その

後，圧壊による応力の放出（高周波成分の発生）というメカ

ニズムからも推察できる．Fig.7にその簡略化したモデルを

示す．

Fig.6   Frequency elements and Energy elements

Fig.7   Model of generating a crash acceleration

3.2. ECU による実現手法（アダマール変換）

ここまでの解析にはフーリエ変換を用いた．しかし，フー

リエ変換の周波数分解精度は高いが，実数の乗除演算が多

い．そのため，現状のセンサ ECU のハードウエアでは実

現困難である．そこで，われわれは周波数分解精度は落ちる

が加減算のみで周波数分解を行なえるアダマール変換（３）を

採用した．これにより演算量は時間比で 1.9％に低減され

た．

アダマール変換（Walsh Hadamard Transform）とは以下の

特徴をもつ周波数分析手法である．

●変換行列として（１，－１）のみを要素とする行列を用

いる（演算が加減算のみ）．

●直交性を有する方形波群によって元波形を表現する（広

義のフーリエ変換）．

変換は線形１次変換で，以下の式で表現できる．
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具体的な衝突波形への適用例を Fig.9に示す．16 次のア

ダマール変換を用いる場合，１つの加速度データから周波

数ごとに16種類のデータが生成される．ここでSQ4にピー

クが有ることは，元の加速度波形とSQ4の基底関数の形が

その時点で最も一致していることを示す．すなわち元の加

速度データから周波数成分ごとに，16種類のデータを抽出

しており，それぞれのデータはその周波数ごとの基底関数

との一致程度を表している．

変換行列は以下に示すように２次の基本行列をもとに，

２次→４次，４次→８次，・・・ｎ次→２ｎ次と再帰的に作

成される．

Fig.8   Frequency characteristic of
Hadamard transform

16次 1ms サンプリング時のアダマール変換の基底関数と

その周波数特性を Fig.8 に示す．方形波分解による誤差の

影響は有るが，基本周波数のスペクトルは理論どおり分解

できている．ここで SQ とはシーケンシとよび，アダマー

ル変換の次数で周波数に相当するインデックスである．

FIg.9   General idea of frequency anasysis

3.3. アルゴリズム概要

今までの解析結果をもとに，本アルゴリズムは，加速度

信号をエネルギー成分と周波数成分に分解し，指定のエネ

ルギー成分と周波数成分（アダマール変換データ）が，設定

されたしきい値を越えた場合に衝突と判定する．

簡単なブロック図と判別フローを Fig.10 に示す．また，

周波数成分のしきい値は，エネルギー成分の出力により，段

階的に可変になっている．
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Fig.10   Concept of the crash algorithm

3.4. 検証内容

本アルゴリズムは周波数成分による衝突判定を行ってい

る．そのため周波数成分の変動に対するタフネス（ロバスト

性）の確認が重要となる．セッティングを行った衝突モード

以外のリアルワールドでの衝突では，衝突時に発生する周

波数成分が変動し，規定の要求が出せない場合が考えられ

る．従来のアルゴリズムでは基本的に速度変化を基準にし

ているため，そのような場合でも比較的比例関係が保たれ

ることが経験的に分かっている．よって本アルゴリズムに

対しては以下の項目について検証し，適合性を確認した．

●共振の影響

●衝突速度およびモード

●周波数変動

FIg.11   Disregard one of frequency range

共振に対する検証では，過去に測定された衝突波形の中

で，ECU取り付けブラケットの共振が大きく，その影響を

考える必要がある衝突波形に対しても，本アルゴリズムで

はセッティングが容易であることを確認した．Fig.11 に従

来アルゴリズムと本アルゴリズムの周波数ごとの ON 特性

を示す．本アルゴリズムでは従来アルゴリズムでは区別の

難しい，ある周波数成分のみを評価しないセッティングが

可能となり，ブラケットの共振を避けてセッティングして

いることがわかる．

衝突速度およびモードの検証では，法規以外の速度での

衝突や，リアルワールドでの衝突を想定したバリアテスト

を実施した．具体的には２モードの衝突テストを実施し，そ

の展開制御の適合性を確認した．Table 1 にその結果を示

す．

周波数変動による影響の検証では，実際の衝突波形の周

波数成分をコンピュータ上で乱数を用いて変動させてやり，

周波数の変動に対するタフネスを確認した．Fig.12 にその

生成法を示す．元の加速度波形を周波数成分に分解し，その

周波数成分の振幅を乱数により変動させ，それを逆変換し，

一定の拘束条件で，その波形の使用可否を決定する．

�

Table 1   Out of regular crash mode
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４．効果確認

従来アルゴリズムに対し，本アルゴリズムが有効となる

例をあげる．

Fig.13において従来アルゴリズムの特性１とは，従来の

アルゴリズムで，OFF目標のみを満足させた場合の特性で

ある．この場合，ON目標の確保が課題となる．また，従来

アルゴリズムの特性２とは１とは逆に ON 目標を満足させ

た場合の特性である．この場合，OFF目標の確保が課題と

なる．それぞれの折れ線は衝突波形の速度変化を表す．

Fig.14ではこれらの波形に対して本アルゴリズムを適用

した場合である．本アルゴリズムでは ON 目標と OFF 目

標の両立が容易に達成できているのがわかる．

また，アルゴリズム構造が単純化されたことにより，周

波数成分とエネルギー成分の相関を自動的に探索するツー

ルが作成できた．その結果，半自動でセッティングの見通し

がつけられるようになり，セッティング期間が大幅に短縮

できた．

FIg.13   Characteristic of previous algorithm

５．まとめ

アダマール変換を用いることにより，現状のセンサECU

のハードウエアに搭載可能なマイコンレベルで周波数分析

手法を取りいれた衝突判定アルゴリズムを完成し，その成

立性を確認できた．

その結果，衝突判定の精度向上がはかれた．また，セッ

ティング時間も大幅に短縮できた．

今後は，本アルゴリズムの性能向上，セッティング効率

向上のため更なる改良をおこない，適用機種拡大に努力し

たい．
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Fig.12   Changing frequency element

Fig.14   Characteristic of new algorithm
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Yasuki MOTOZAWA Takahiro KAMEI

衝突荷重制御構造による
乗員減速度制御の実車適用の試み

An Application of Occupant Deceleration Control

by the Crash Load Control Structure to an Actual Vehicle

A B S T R A C T

In order to reduce the maximum value of the
occupant deceleration in a vehicle crash, a body structure
was devised to approximate the optimal vehicle
deceleration wave form by utilizing the difference of the
deformation mode of the body.  This concept of structure
was successfully applied to an actual vehicle.

＊栃木研究所

要　　旨

衝突時の乗員の胸部減速度低減に対する，数式解に基づ

く最適車体減速度波形を，近似的に創出する手段として，車

体変形モードによって衝突荷重を制御する構造を考案し，

この概念を実際の車体構造に適用した．

１．まえがき

車輌の衝突安全性能において，生存空間の確保と傷害値

低減との両立をはかる上で，衝突時の車体減速度の時間的

変化（以下，車体減速度波形と記す）の最適化は，重要な課題

の一つである．従来の研究においては，主に感度解析の手法

による最適化が行なわれてきたが（１），（２），筆者らは２質点モ

デルを用いた数学的検討により，乗員の胸部減速度に対す

る最適車体減速度波形の数式解を導出し，一般化を行なっ

た（３）．これらの数式解は初期の高い減速度，中期の低い，ま

たは負の減速度，後期の一定な減速度の三つの部分で構成

されるのが共通の特徴である．

しかしながら一般に車体減速度を決定するのは車体質量

に加わる衝突時の車体構造の変形荷重であり，変形荷重は

車体変形量に従い増加するので，衝突初期の減速度に対し

て衝突中期に減速度を減少させることは難しい．そこで変

形モードによる荷重特性の違いを利用して衝突中期の衝突

荷重を減少させ，近似的に最適車体減速度波形を創出する

原理モデルを考案し，さらに本モデルの実際の車体構造へ

の適用について検討を行なった．

２．最適車体減速度波形の数式解

乗員減速度の最大値を最小にするような車体減速度波形

について，筆者らは過去に Fig.1 に示すような２質点モデ

ルを用いて数学的検討を行い，遷移関数の概念を導入して

最適車体減速度波形の数式解を得た（３）．

Fig.1   One-dimensional two-mass model

遷移関数とは，衝突開始後の短い一定の制御時間で完全

なライドダウン状態になるような最適乗員減速度波形であ

る．この解は一つではなく，（１）（２）（３）式に示す基本的な

３種類の遷移関数にそれぞれ対応する３種類の最適車体減

速度波形の基本型（（４）（５）（６）式に示す）が存在する．Xm
が乗員の，Xf が車体の座標を示す．ここでは制御時間の終

わりの時刻 tc のかわりに遷移速さ γ = π/tc を用いて表わし

ている．またt = tc以降はいずれの減速度波形も一定値Ｃと

なる．

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_17
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［ベキ多項式形遷移関数］（１）　

　 ［コサイン形遷移関数］（２）　

　 ［サイン形遷移関数］（３）　

　

［ベキ多項式形］（４）　

　 ［コサイン形］（５）　

　 ［サイン形］（６）　

これらの波形を Fig.2 に示す．最適車体減速度波形は関

数形によってそれぞれ異なった曲線の形を示すが，いずれ

も初期の高い減速度，中期の負の減速度，後期の一定減速度

の３部分で構成されているのが共通の特長である．

３．衝突荷重制御構造の検討

3.1. 目標車体減速度波形の検討

Fig.2 に示した車体減速度波形を実際の目標車体減速度

波形として考えた場合，課題となるのが衝突中期の減速度

波形の創出である．一般に衝突時の車体減速度は，車体質

量に加わる車体の変形荷重（衝突荷重）によって発生するの

で，衝突荷重の方向は速度方向と逆の向きに限られ，しか

も変形の進行に従って増加する傾向にある．このため従来

の車体構造において衝突中期に低い減速度を安定的に発生

させることは困難である．さらに，負の減速度を発生させ

るためには，車体質量に対する衝突荷重の方向を反対にす

る必要があるので，車体構造によって実現することはさら

に難しいと考えられる．

しかし例えば（５）式に示したコサイン型車体減速度波形

の数式解において，現実的な数値としてω≒ 701/s，C ≒

400m/s2 とした場合，制御時間 tc を 35ms 以上に設定す

れば，Fig.3 に示すように車体減速度波形の負の領域が消

滅する．

Fig.2   Wave forms of the mathematical solutions to the transient function forms

Fig.3   Deceleration curves for various tc values

このような車体減速度波形を目標の波形と考えると，衝

突荷重を衝突中期に減少させるような制御が可能であれば，

実際に車体減速度波形を目標に近づけることが可能である．

また，それぞれの異なる関数形による数式解の線形和も

数式解となりうるので，最適減速度波形は３部分で構成さ

れる共通の特長を持ちながら，さまざまな曲線の形をとり

うると考えられる．このためステップ的に変化するような

減速度波形も近似的な最適減速度波形となりうる． 従って衝

突荷重を必ずしも連続的に制御する必要はなく，衝突中期

に衝突荷重を減少させる何らかの手段は車体減速度波形の

最適化に対して有効であると考えられる．

そこで目標車体減速度波形を，コサイン型を基本とした

初期の高い一定減速度，中期のほぼゼロの一定減速度，後期

のＣなる値の一定減速度からなる現実的な近似最適車体減

速度波形とし，この波形の創出手段として，衝突荷重を車体

構造によって制御する方法について検討を行なった．
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3.2. 変形モードによる衝突荷重制御の着想

衝突荷重の制御にはいくつかの方法が考えられる．Fig.4

に荷重制御構造の基本構想を示す．既存の車体構造への適

合性を考慮した場合，なるべく機械要素を用いない方法が

望ましい．そこで，これらの中から変形モードによる荷重特

性の違いを利用する方法に着目した．

3.3. 衝突荷重制御構造の原理モデル

Fig.6 に考案した衝突荷重制御構造の原理モデルを示す．

この原理モデルはフロントサイドメンバを想定した中空の

はり部材であり，先端部の圧壊部分と中央部の曲げ部分で

構成されている．圧壊部分には規則的な座屈変形を誘起す

るために，応力集中形状が設けられている．曲げ部分の中央

には曲げ変形の方向を安定させるために，ごく小さい角度

の曲げ形状が設けられている．それぞれの断面は，圧壊部分

の変形荷重が曲げ部分の最大荷重よりもわずかに小さくな

るよう設定されている．

Fig.4   Methods for controlling the crash load

一般の自動車において衝突荷重を発生させる車体構造は

フロントサイドメンバなどの金属の中空はり部材であり，

荷重を発生する際に圧縮崩壊（圧壊）か，または曲げ変形を

生じている．圧壊の場合は安定してほぼ一定の荷重を発生

するが，これに対し曲げ変形の場合は最大荷重を過ぎると

急激に荷重は減少する．従って曲げ変形への移行を制御で

きれば，衝突中の任意の時刻に荷重を減少させることがで

きる．これには Fig.5 に示すようにいくつかの方法が考え

られる．ここでは最も簡単な構造として，圧壊部分と曲げ部

分とを直列に組み合わせ，圧壊部分の発生荷重と曲げ部分

の最大荷重とに差を設けることによって，衝突初期に大き

な荷重を一定時間持続した後に急激に荷重が減少するよう

な構造を検討した．

Fig.5   Methods for controlling the transition
to bending deformation

Fig.6   Fundamental model of
a crash load control structure

Fig.7 に原理モデルの変形プロセスを示す，Fig.7-A に第

１段階を示す．まず応力集中形状によって衝突開始直後に

圧壊部分が変形を開始する．圧壊部分は変形開始後，ほぼ

一定の荷重を安定して発生するが，規則的な座屈変形が圧

壊部分全体に進むと荷重は増加するので，やがて曲げ部分

の最大荷重に達する，Fig.7-B に第２段階を示す．曲げ部

分は，最大荷重を過ぎるとすぐに大きく屈曲し，荷重は数

分の１に下降する．Fig.7-C に第３段階を示す．曲げ変形
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Axial collapse zone

Bending zone

が進行すると梁体が底付きするので，衝突後期では再び荷

重が増加する．

４．実際の車体構造における
衝突荷重制御の検討

３章の Fig.6 に示した原理モデルはきわめて単純な構造

であるが，実際の車体においては，通常はフロントサイドメ

ンバの水平部分のほぼ中間にエンジンマウントが設けられ

るので，この部分の曲げ変形はエンジン及び変速機の質量

によって抑制される．従って特に小型車においては，フロン

トサイドメンバの水平部分に，原理モデルのような形状の

曲げ部分を設ける事は設計上難しい．そこで従来の車体構

造の車室とフロントサイドメンバ後部の結合部分にある既

存の曲がり形状を曲げ部分として利用し，この部分の最大

変形荷重をフロントサイドメンバの圧壊荷重よりわずかに

大きくすることによって，原理モデルと同様に機能させる

ことを試みた．

Fig.9 にこの考え方を導入して車体減速度の制御を行

なった量産小型車の構造を示す．この例では車体構造を

ほとんど変えることなく，バリア衝突テストにおけるダ

ミー胸部減速度を減少させることができた（Fig.10）．な

お，量産された実際の車両においてはエアバッグおよび，

ロードリミッタ付シートベルトプリテンショナを併用す

ることによって，さまざまな衝突モードに対応して乗員

傷害値の低減を行なっている．

Fig.7   Deformation process in the fundamental model

Fig.8 は，原理モデルを基にした有限要素モデルを作成

し，シミュレーションによって衝突荷重の時間変化を求め

た結果を示す．シミュレーションにおいては車両に相当す

る質量をはりの後端に付加し．初速 15.56m/s を与えて剛

体壁に衝突させ，梁はりの後端に発生する荷重を求めた．グ

ラフは衝突初期の大きな荷重の一定時間持続，中期におけ

る荷重の減少，後期の荷重の再上昇を示しており，原理モデ

ルによる衝突荷重の制御が確認できた．この結果から，実際

の車両において，従来の車体構造に大きな変更を加えなく

とも，目標車体減速度波形に近い減速度を実現する可能性

があることがわかった．

Fig.8   Change in crash load over time
for the fundamental model

Fig.9   Application of the crash load control method
to a production vehicle

Front structure (after crash)

Front side member (before crash)

Axial collapse zone Bending zone
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Fig.10   FEM simulation of barrier crash test

1st stage

2nd stage

3rd stage

Rear end of the front side
member where bottoming
occurred in the final stage
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本 澤 養 樹 亀 井 孝 博

■著　者■

５．まとめ

（１）中空はりの変形モードによる荷重特性の違いに着目し，

圧壊部分の最大変形荷重を曲げ部分よりわずかに小さ

くすることによって，圧壊変形から曲げ変形への移行

にともなう衝突荷重の変化を制御し，最適車体減速度

波形の特長である衝突中期の低い減速度を創出する原

理モデルを考案した．

（２）原理モデルをもとに有限要素シミュレーションモデル

を作成し，衝突荷重の時間変化を求め，衝突中期に衝

突荷重が減少したのちに，衝突後期では再び荷重が増

加することを確認して原理モデルの機能成立性を検証

した．

（３）原理モデルの概念を実際の車両のフロントサイドメン

バの曲げ形状に適用する検討を行なった．これによっ

て，従来の車体構造を大きく変えることなく，バリア

テストにおけるダミー胸部減速度を低減することがで

きた．

今後はさまざまな衝突モードに対して車体減速度の最適

化が可能な構造について更に検討していく．
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論文

亀　井　孝　博＊ 本　澤　養　樹＊

Takahiro KAMEI Yasuki MOTOZAWA

車体質量分割による衝突時の乗員減速度制御の研究
Study of Occupant Deceleration Control in a Crash on the Separation of the Vehicle Mass

A B S T R A C T

In order to reduce the maximum value of the
occupant deceleration in a vehicle crash, a physical
model which has the separated mass of vehicle was
devised to yield an optimal vehicle deceleration wave
form.  The validity of this model has been certified by
a mathematical study and a three-dimensional dummy
simulation.

＊栃木研究所

要　　旨

負の減速度を含むような最適車体減速度波形の創出手法

として，車体質量を拘束部質量と車台部質量とに分割する

ことにより，衝突の中盤に衝突荷重のみによって，従来の車

体に相当する拘束部質量に負の車体減速度を発生させ得る

物理モデルを考案した．さらに本物理モデルにより乗員傷

害値が低減されることを，数式および３次元ダミーシミュ

レーションによって検証した．

１．まえがき

車輌の衝突安全性能において，生存空間の確保と傷害値

低減との両立をはかる上で，衝突時の車体減速度の時間的

変化（以下，車体減速度波形と記す）の最適化は，重要な課題

の一つである．従来の研究においては，主に感度解析の手法

による最適化が行なわれてきたが，筆者らは２質点モデル

を用いた数学的検討により，乗員の胸部減速度に対する最

適車体減速度波形の数式解を導出し，一般化を行なった．こ

れらの数式解は初期の高い減速度，中期の低い，または負の

減速度，後期の一定な減速度の三つの部分で構成されるの

が共通の特徴である（１）．

しかしながら一般に衝突時の車体減速度を決定するのは，

車体質量に加わる車体構造の変形荷重であるため，車体質

量に対する荷重の方向は一様である．従って負の減速度を

発生させることは難しい．そこで本論では車体に負の減速

度を発生させうる物理モデルを考案し，これを基に数学的

検討を行ない，最適車体減速度波形を創出する可能性につ

いて考察した．さらにこの物理モデルから得られた車体減

速度波形の有効性を数式および３次元ダミーシミュレー

ションによって検証した．

２．車体質量分割モデルの着想

2.1. 最適車体減速度波形

乗員減速度の最大値を最小にするような車体減速度波形

について、筆者らは過去に Fig.1 に示すような２質点モデ

ルを用いて数学的検討を行い，遷移関数の概念を導入して

最適車体減速度波形の数式解を得た（１）．遷移関数とは，衝

突開始後の短い一定の制御時間において完全なライドダウ

ン状態になるような最適乗員減速度波形である．この解は

一つではなく，基本的な３種類の遷移関数にそれぞれ対応

する３種類の最適車体減速度波形の基本型が存在する．

Fig.1   One-dimensional two-mass model

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_18
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これらを Fig.2 に示す．これらの波形は初期の高い減速

度，中期の負または低い減速度，後期の一定減速度の３部分

で構成されているのが共通の特長である．

１制御時間と呼ぶことにする．接触後は、拘束部と車台部と

の間に荷重 FC が発生する．ここで，FC は拘束部に対して

は負の減速（加速）方向に作用するため，FCが充分な大きさ

を有していれば，拘束部に負の減速度が創出される．これら

Ff，FB，FCはそれぞれ一定の値であると仮定し，また完全

塑性衝突とする．したがって，荷重FCは拘束部と車台部が

同速になった時点で消滅する．この時刻を tc2 とし，tc1 か

らtc2までを第２制御時間とよぶことにする．tc2以後は，拘

束部と車台部とは一体となって減速運動する．

ところで，このモデルから負の減速度が得られることは

明らかであるが，最適車体減速度波形が得られるかどうか

はわからない．そこで次に最適車体減速度波形の実現可能

性について数学的考察をおこなう．

Fig.2   Wave forms of the mathematical solutions

ここで，これらの波形を実際の車体における目標車体減

速度波形として考えた場合に課題となるのが衝突中期の減

速度波形の創出である．一般に衝突時の車体減速度は車体

質量に加わる車体の変形荷重（衝突荷重）によって発生する

が，衝突荷重の方向は速度方向と逆の向きに限られ，しかも

変形の進行に従って増加する傾向にある．従って従来の車

体構造において衝突中期において低い，または負の減速度

を安定的に発生させることは不可能である．そこで筆者ら

は，この課題を解決する手段として新しい物理モデルを考

案した．

2.2. 車体質量分割モデル

負の車体減速度を創出するためには，車体に通常とは逆

向きの衝突荷重を付加できれば良い．このためには新たな

質量が必要であるが，車体質量を分割すれば，このような質

量を車体内部に設けることが可能となる．

車体質量を分割したモデルを Fig.3 に示す．乗員を質量

m の質点，シートベルトをバネ定数 k のバネとして扱い，

車体部分を２つに分割し，シートベルトが結合されている

部分の質量をMBとし，これを拘束部と呼ぶことにする．同

様に残りの車体部分を車台部と呼ぶこととし，その質量を

Mf で表わす．全質点は初速 V0 を持っている．

初期の高い減速度とそれに続く負の減速度は，拘束部に

のみ実現すればよい．座標系を，乗員座標Xm，拘束部座標
XB，車台部座標 Xf とし，衝突開始時刻を t = 0 とする．こ
の時点では拘束部と車台部とは相対的に制御間隙S0だけ離

れている．衝突開始後、車台部と拘束部とには各々別個の衝

突荷重Ff，FBが作用し，互いに独立して運動する．この時，

拘束部の減速度を車台部の減速度より大きくなるように設

定しておくと，これらの間隔はS0から減少してゆき，やが

て接触する．この接触時刻 tc1 をとし，０から tc1 までを第

Fig.3   Model for the separation of vehicle mass

３．車体質量分割モデルの数学的検討

拘束部に一定荷重を入力として加えた場合，出力として

の乗員減速度波形は明らかにコサイン型遷移関数と同形で

あり，それは後述の方程式の解，式（19）にも現れている．ま

たこのモデルに対する運動方程式は，第１制御時間，第２制

御時間，及びそれ以後の三つの時間領域でそれぞれ異なる．

したがって第１，および第２制御時間において各々別個の

コサイン型の乗員減速度波形が現れるが，これらを結合し

た時に，制御時間全体としての乗員減速度波形が遷移関数

の条件，すなわち原点を通り，原点での接線勾配が０である

こととtc2で完全なライドダウン状態になっていること，を

満足していれば，その波形はコサイン型減速度波形の組み

合わせによるひとつの遷移関数である．

この考えに基づき，ここでは衝突荷重と制御間隙とを未

知の定数とし，tc1 と tc2 とを独立変数として各制御時間に

対する方程式を解き，第１制御時間の終了時刻tc1での乗員

状態と拘束部状態を第２制御時間の方程式に対する初期条

件として扱うことにより時間領域を関係づける．そして得

られた乗員減速度式に遷移関数条件を適用することで最適

衝突荷重と最適制御間隙とを算出する．
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tc1 と tc2 とを任意に設定した時に，これらが有限の値を

もって存在すれば，それによって車体減速度も特定され，そ

れは遷移関数に対応する車体減速度，すなわち最適車体減

速度波形である．

3.1. 運動方程式と条件式

まず，第１制御時間での運動方程式は，時間微分を（・）

で表わして，次のようになる．

　 （１）　

　 （２）　

　 （３）　

ただし，

　 （４）　

そして，これらに対する初期条件は，

　
（５）　

である．また，tc1は拘束部と車台部とが接触する時刻であ

るから，

　 （６）　

が tc1 の条件である．

次に，第２制御時間での運動方程式は次式のようになる．

　 （７）　

　 （８）　

　 （９）　

ただし，

　 （10）　

である．

tc2 は拘束部と車台部とが同速になる時刻であるから，

　 （11）　

が tc2 の条件である．

また遷移関数条件は，原点での条件は初期条件により自

動的に満足されており，残る条件すなわちtc2にて乗員が完

全なライドダウン状態であるための条件は，目標とする乗

員減速度の設定値をＣとして，乗員減速度がＣになってい

ることと，乗員と拘束部とが同速になっていることであり，

それぞれ

　 （12）　

　 （13）　

と表される．そして制御時間以後，完全なライドダウン状態

を保存するための条件式は，一体となった車体の減速度が

乗員減速度と同値であること，すなわち

　 （14）　

である．

3.2. 方程式の解

方程式を解くにあたっては様々な手法があるが，ここで

は相対座標

　 （15）　

を導入して解いていく．この式により連立方程式（１）

（２）および（７）（８）はそれぞれ次式のように１変数方程式に

変換される．

　 （16）　

　 （17）　

初期条件（５）より，Xr に対する初期条件は

　 （18）　

となる．式（16）を式（18）のもとに解いて，第１制御時間での

解は Xr の形で

　 （19）　

ただし，

　 （20）　

と与えられる．さらに，式（19）から得られるXr(tc1)， (tc1)
をもって，方程式（17）を解くと，第２制御時間での解は，

　 （21）　

となる．一方，ライドダウンの条件式（12），（13）は式（15）に

より，

　 （22）　

と変換され，これらを式（21）に適用することにより，

　 （23）　

　 （24）　

が得られる．

そしてこれらを式（６），（11）に適用して
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tc2 = 24ms と設定したものである．

なお，この時，式（27）～（29）による衝突荷重値は，Ff ≒

8.8ton（tc2まで），20.3ton（tc2以後），FB≒2.7ton，FC≒2.4ton

であり，制御間隙は S0 ≒ 32mm である．

　 （25）　

ただし，

　 （26）　

を得る．以上の式（23）～（25）より，適正衝突荷重は次式のよ

うに算出される．

これらは明らかに有限の値をもって存在する．したがっ

て本論の車体質量分割モデルから最適車体減速度波形を得

ることが可能である．

　

（27）　

　 （28）　

　 （29）　

なお，ここで式（27）からFfが正値であるための条件とし

て，tc1 と tc2 の関係についての制約条件が近似的に導かれ，

次のようになる．

　 （30）　

ただしこの制約条件は tc1 を非常に小さく，

なる範囲に設定した場合にのみ考慮されるべきものである．ま

た FB と FC とが正値であるために tc1 と tc2 とが設定され

るべき範囲は 0 < tc1 < tc2 < π/β である．

制御間隙の最適値は，XB(tc1)と Xf(tc1)を算出して，それ
らを式（６）に代入することで得られ，

　

（31）　

となる．

最後に，制御時間以後について，条件式（14）に式（27）（28）

を代入してみると，物理的意味をもたないtc1 = tc2なる場合

を除いては成立しない事がわかる．これは，制御時間内での

適正衝突荷重では，制御時間後に必要な衝突荷重には必ず

不足する事を意味しており，したがってFfあるいはFB，も

しくはその両方が，tc2にて式（27）（28）の値から式（14）を満

足する値に変化しなければならない．ここでは，Ff が変化

するものとする．

以上の解析結果をもって，式（１）～（３）及び（７）～（９）

によって与えられる減速度波形を，乗員m，拘束部MB，車

台部 Mf について Fig.4 に示す．この例は，m = 33kg，MB
= 40kg，Mf = 500kg，k≒16kgf/mm，C = 40G，tc1 = 12ms，

Fig.4   Theoretical vehicle and occupant deceleration
wave form from the vehicle mass separation
model

４．シミュレーションによる検証

Fig.4 に示される拘束部の減速度波形をダミーシミュ

レーションモデルに入力し，数式による波形有効性を確認

する．モデルは ATB プログラムを使用し，標準的な拘束

状態として３点式シートベルトを適用している．ロードリ

ミッター，及びエアバッグは適用していない．

Fig.5 に入力した拘束部減速度波形と，ダミー胸部の減

速度（ダミー座標上）応答，およびそれに対応する数式によ

る乗員減速度波形を示す．

この図より，ダミーの胸部減速度グラフを数式グラフと

比べてみると，若干遅れ気味ではあるがよく一致していて，

30 ～ 60ms にて略平坦部を形成していることがわかる．

Fig.5   Vehicle and dummy chest deceleration
in a three dimensional simulation

ダミーのグラフが数式のグラフに対して若干遅れるのは，

おもにｍに相当する質量が衝突過程で腕や頭部の影響によ
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り多少増加することと，シミュレーション内のシートベル

トのバネ定数が現実に合わせて伸びが小さい領域において

非線型になっているためと考えられる．また 20ms 以降に

現れる変動は，ダミーが複雑な多質点系を形成しているた

めと推測される．

５．考察

負の減速度を創出することは，Fig.1のように車体を１質

点として扱うモデルでは不可能であるが，車体質量分割モ

デルにおいては可能であり，本モデルによって最適車体減

速度波形が創出可能である事が数式，およびシミュレー

ションにより証明された．

本論における検討はあくまでも単純化した物理モデルに

よるものである．本モデルの実際の車体構造に対しての適

合性については未検討であり，さまざまな技術的課題の存

在が予想される．さらにシミュレーションのみならず，実際

のダミーによる検証も今後検討する必要がある．しかしな

がら本論においては車体質量分割手法により，衝突荷重を

利用して負の減速度部分を含む車体減速度波形を創出する

可能性を示した点に意義がある．

６．まとめ

（１）従来，検討されていなかった，負の車体減速度の創出

手段として車体質量分割モデルを考案した．

（２）車体質量分割モデルから，最適車体減速度波形が得ら

れることを数学的検討により証明し，本モデルによる

最適車体減速度波形の数式解を求めた．

（３）得られた数式解を３次元ダミーシミュレーションに入

力し，胸部減速度応答を求め，数式解による最適車体

減速度波形の胸部減速度低減に対する有効性を検証し

た．

今後は実際のダミーによる本モデルの有効性の検証，お

よび実際の車体構造への適合性の検討が課題である．
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アクティブ騒音制御のための音響伝達系の
低次元モデリングとフィードバック制御系の設計法

Low Order Modeling of an Acousitc Path for Active Noise Control and

Design Method of Feedback Control

A B S T R A C T

Focus is placed on the feedback (FB) active noise
control (ANC) in order to reduce costs by simplifying
ANC systems, because FB-ANC does not need reference
signals.  The purpose of this paper is to obtain a low
order accurate model of an acoustic plant for FB-ANC
and design a simple controller based on this model.  The
plant in this case is from the input to a single secondary
loudspeaker to the output of a single error sensor
(microphone).  First, as a modeling method, gray-box
modeling is applied.  Second, Smith predictor is
modified for FB-ANC to eliminate the influence of time
delay in an acoustic field, and a PID controller is
designed.  Finally, effectiveness of the modeling methods
and the proposed FB-ANC are demonstrated through
numerical experiments using actual data.

＊　栃木研究所

＊＊宇都宮大学

要　　旨

アクティブ騒音制御（Active Noise Control：以下 ANC）の

コスト低減のため，本研究では参照信号センサを必要とし

ないという特徴をもつフィードバック（FB:FeedBack）制御に

焦点をあてる．本論文の目的は，制御用音源から制御点に配

置するエラーセンサまでの音響伝達特性（以下プラント）の

低次元モデリングと，この結果に基づいてコントローラを

設計することにある．具体的には，１入力１出力システムに

対象を限定し，できるだけ簡略な FB-ANC システムを構築

し，その消音性能を調査した．まず，プラントを可能な限り

低次元でモデリングするため，グレーボックスモデリング

を適用した．そして，スミス補償型 FB-ANC を提案し，得

られた低次のプラントモデルに対して，PID コントローラ

による FB-ANC を設計した．最後に，実データを用いたコ

ンピュータシミュレーションにより有効性を検証した．

１．はじめに

ロードノイズのアクティブ騒音制御（Act i ve  No i se

Control：以下 ANC）に関する大きな課題の一つは，コス

トが高いことである．例えば，フィードフォワード（以下

FF）制御に基づくロードノイズのANC（１）～（３）は，入力経路

が多岐に渡ることから，数多くの参照信号（入力信号）セン

サを必要としていた．このため，低コストの実装化が困難

であるという課題を有していた．また，参照信号センサの

適切な配置位置を決定することも課題であった．

そこで，これらの課題を解決するため，本研究では参照

信号センサを必要としないという特徴をもつフィードバッ

ク（FB：FeedBack）制御に焦点をあてる．FB-ANCに関する

研究としては，制御用音源（スピーカ）とエラーセンサ（マイ

クロフォン）を近接して配置する TCM（Tight Coupled

Monopole）方式（４），（５）が知られているが，モデリングから制

御系設計という制御工学的な立場から論じれている報告例

は少ない．近年，制御工学の観点から研究が行われてきてい

るものの（６）～（10），FF-ANC の研究に比べれば，FB-ANC に

関する研究はまだまだ多くはない．FB-ANC は，実装シス

テムが簡略になるという特徴があるにもかかわらず，消音

性能に関する長短所の調査は少ない．FB-ANC の性能を明

らかにしておくことは，今後の ANC 技術の発展のために

も重要であると考えられる．

以上の背景のもと，本論文の目的は，制御用音源から制

御点に配置するエラーセンサまでの音響伝達特性（以下プラ

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_19
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ントと呼ぶ）の低次元モデリングと，この結果に基づいてコ

ントローラを設計することである（11）．具体的には，１入力

１出力システムに対象を限定し，できるだけ簡略な FB-

ANCシステムを構築するとともに，その消音性能を調査す

る．まず，プラントを可能な限り低次元にモデリングする

ため，物理モデリングを適用する．次に，高精度のモデル

を得るため，物理モデリングの情報と実験データを利用す

るグレーボックスモデリング（12）を適用する．そして，スミ

ス補償型 FB-ANC（13），（14）を提案するとともに，得られた低

次のプラントモデルに対して，PID（比例：Proportional，積

分：Integral，微分：Derivative）コントローラによるFB-ANC

を設計する．最後に，実データを用いたコンピュータシ

ミュレーションにより有効性を検証する．

なお，本研究では制御用音源としてスピーカ，エラーセ

ンサとしてマイクロフォンを使用するため，以下本稿を通

して，スピーカは制御音源，マイクロフォンはエラーセンサ

を表すものとする．

２．音響伝達系の物理モデリング

2.1. 従来のモデリング手法

ANCの分野では，モデリング手段としてシステム同定を

適用することが多く，同定法には演算量の少なさからLMS

（Least Mean Square）法，同定モデルには安定性の面からFIR

（Finite Impulse Response）モデルが広く用いられている（15）．

しかしながら，精度良い同定のためには，インパルス応答が

収斂するまで FIR モデルのパラメータ数を多くする必要が

ある．さらに，制御理論に基づいて FB コントローラを設

計するためには，プラントをIIR（Infinite Impulse Response）

モデルで表現する必要があり，FIR モデルを用いて FB コ

ントローラを設計することは困難である．

一方，数学モデルのパラメータ数を削減するため，プラ

ントを初めから IIR モデルで表現し，その同定法として

SHARF（Simplified Hyperstable Adaptive Recursive Filter）法

を適用した例が報告されているが（16），パラメータ数決定は

試行錯誤で行っているのが実状である．パラメータ数を定

量的な指標を用いて決定するため，われわれは部分空間法

を用いた IIR モデルの同定法を提案し（10），プラントをパラ

メータ数 12 の IIR モデル（すなわち６次の IIR フィルタ）

で表現した．

しかしながら，精度を確保したうえでパラメータ数をど

こまで低減できるかという限界は明確にされていない．こ

のことを明らかにしておくことは FB コントローラの設計

を容易にするだけでなく，低コストの ANC を実現させる

ためにも重要である．そこで，精度の高い低次元モデルを得

るためプラントの物理モデリング（７），（17），（18）を行う．

2.2. 物理モデリング

以下ではプラントをスピーカ，音場，マイクロフォンの

３つの構成要素に分解し，それぞれの構成要素に対して物

理モデリング（18）を行う．

2.2.1. スピーカの物理モデリング

スピーカの機械系を電気回路に等価変換すると，回路端

子に加えられた電圧 e 0[V]から振動板の振動速度 v 0[m/s]
までの伝達関数 PS(s)は，

　 （１）　

となる．ここで，

　

であり，ρ [kg/m3]は空気密度，a [m]はコーン半径，m[kg]
は振動板とコイルの質量，Aは動電変換器の力係数，r [Ω]
はコイルの抵抗，L[H]はコイルのインダクタンス，rM[Ns/
m]は機械抵抗，CM[N/m]は振動板支持の剛性，s はラプラ
ス変換における複素数である．

2.2.2. 音場の物理モデリング

本研究では，制御対象音の波長に比べスピーカからマイ

クロフォンまでの距離を十分短く設定できるものとする．

この場合，室内のような閉空間であったとしても反射音に

比べ直接音の影響が支配的になるため，固有音響モードの

影響が少ないと考えられるのでここでは簡単のため自由音

場を仮定する．

振動板の振動速度は振動板上の空気の粒子速度に等しい

からスピーカの放射面を近似的に平面ピストンとみなす

と，振動板上の空気の粒子速度 v0[m/s]から，平面ピスト
ンより距離 l [m]離れた中心軸上にある点の音圧までの伝
達関数 PA(s)の一般式は，

　 （２）　

となる（18）．ここで，c [m/s]は音速である．また，測定点ま
での距離がスピーカの半径に対して非常に大きいときや対

象とする周波数帯が低域である場合，近似式

　 （３）　

が成り立つ．式（３）から音波放射特性は微分要素(ρa2/2l )s
とむだ時間要素exp{－(l /c )s }からなることがわかる．われ
われは，消音の周波数帯域として 40 ～ 500Hz を対象に考

えている．そこで，式（２），（３）において，40Hz，500Hzの

正弦波を印加した場合の距離に対する音圧の変化を計算し

た．なお，スピーカの半径は使用するスピーカの半径と同じ

a = 0.0475m とした．この結果を Fig.1に示す．図から距離

0.1m以上であれば音場の伝達関数は式（３）を用いても十分

表現可能であることがわかる．
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なお，固有音響モードの影響が無視できない場合は，こ

れを含めてモデリングしなければならない．

2.2.3. マイクロフォンの物理モデリング

本研究ではコンデンサマイクロフォンの使用を前提に考

えている．このタイプのマイクロフォンはスチフネス制御

が用いられているので，制御対象周波数域においては位相

差の無い平坦な特性をもつ．したがって，マイクロフォンの

特性は比例ゲインで表現可能であり，ここでは簡単のため

マイクロフォンの伝達関数 PM(s )を

　 （４）　

とおく．

2.3. 音響伝達系の物理モデル

前述の３つの構成要素から音響伝達系の物理モデルが表

現できる．使用したスピーカの物理パラメータをTable 1に

示す．スピーカとマイクロフォン間の距離を 0.1m とし，

Table 1の物理パラメータ値を用いてプラントの伝達関数を

求めると

　

（５）

　

となる．ここに，

Fig.1   Distance vs sound pressure

Table 1   Parameter of the loundspeaker
(Panasonic WS-A10-K)

Fig.2   Comparison of Bode plot between
a physical model and an identification
model

　

である．すなわち，プラントを２次系の集中定数部分PC(s )
とむだ時間要素 exp(-τs)により表現することができた．
次に求めた物理モデルを検証する．このため防音処理が

施された室内においてプラントの入出力データを計測し，

このデータを用いてシステム同定を行った．サンプリング

周波数は 1 378Hz，データ数は 20 000 サンプルである．同

定に際してはパラメータ数 84 の FIR モデルを用いた．物

理モデルと同定結果のボード線図を Fig.2 に示す．図より

ゲイン線図ではほぼどのモデルも一致しているが，位相線

図では物理モデルは FIR モデルと一致していない．この原

因について次に考察する．
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2.4. 位相差に関する考察

システム同定実験における入出力間のコヒーレンス関数

を Fig.3 に示す．この結果から 40Hz 以下の低周波帯域で

はスピーカから音を出すことが困難なため，コヒーレンス

が非常に低いことがわかる．一方，Fig.2では制御系設計の

ため，位相を -180deg から 180deg までの間ではなく連続

化して表現している．このため，コヒーレンスが低く同定結

果の信頼性が低い帯域の位相を基準に位相が求められてお

り，コヒーレンスが高い帯域における位相の絶対値が正し

く求められていないことになる．以上のことより，同定結果

の位相と物理モデルによって計算された位相のどちらが正

しいかという判断ができない．

そこで，次章では位相の正確な推定と推定された位相を

用いてグレーボックスモデリングを行う．

に相互相関関数を用いて推定された位相を示す．これより，

推定された位相は物理モデルではなく同定モデルと非常に

近い値をとることが確認できる．したがって，これまで用い

られてきたシステム同定の結果は有効であるということが

確認できた．

次に物理モデルの構造的情報と，Fig.4で示した相互相関

関数により推定された位相を用いてグレーボックスモデリ

ングを行う．物理モデルの位相と相互相関関数により推定

された位相の差を求め，これをむだ時間になおして物理モ

デルに加える．しかしながら，単に物理モデルに加えるだけ

では位相特性を十分表現できないので，集中定数部分のパ

ラメータの調整も行った．

以上より，グレーボックスモデリングにより得られたモ

デルの伝達関数は次式となり，このボード線図を Fig.5 に

示す．

　 （７）　

Fig.5 から，位相は 250Hz 付近まで一致している．しか

しながら，250Hz 以上の帯域ではシステム同定モデルに比

べ位相が遅れている．これは物理モデルを２次系とむだ時

間で表現している限り，0 ～ 500Hz までの全帯域で位相を

一致させることは困難なため，ANCの得意領域である低周

波帯域を中心に位相を合わせこんだことによる．

Fig.3   Coherence function

���

��

Fig.4   Estimated phase using
cross-correlation function

３．音響伝達系のグレーボックスモデリング

本章では，プラントの構造的情報である次数は物理モデ

ルの情報を用い，パラメータの調整などはシステム同定用

実データを用いるグレーボックスモデリング（12）を適用する

ことにより精度良いモデルの構築を行う．

物理モデリングは，物理法則に基づいて対象の動特性を

直接記述する方法でありホワイトボックスモデリングとも

呼ばれており，システム同定は対象をブラックボックスと

みなしてモデリングすることからブラックボックスモデリ

ングと呼ばれている．グレーボックスモデリングは高精度

なモデリングを目指すために，これら２つのモデリング手

法を用いることからこのような名称で呼ばれている．

まず，コヒーレンスのとれた周波数帯域での位相を推定

するために相互相関関数

　 （６）　

を利用する．ここで，u (t )は入力，y (t )は出力，τはむ
だ時間を表す．相互相関関数は入出力間のむだ時間を与え

るため，このむだ時間より位相の推定が可能となる．Fig.4
Fig.5   Comparison of Bode plot
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４．スミス補償型 FB-ANC の提案

式（５）より対象とするプラントは，集中定数部分と距離

遅延が存在するために生じるむだ時間要素によって表現で

きた．プラントがむだ時間系である場合，次のような３つの

問題点があげられる．

（１）プラントを有理多項式で表現することが不可能である

ため，制御理論に基づくコントローラの設計が困難で

あること．

（２）むだ時間要素をパデ近似（19）した場合でも，近似精度を

高くしようとするとプラント次数が高くなり，それに

伴いコントローラも高次になること．

（３）むだ時間要素が存在することにより非最小位相系とな

り，ウォーターベッド効果（20）によって広帯域の消音が

困難になること（９）．

これらの問題点を解決するためには，むだ時間要素を除

去する必要がある．そこで，本論文では化学プラントのよう

なむだ時間要素が支配的なプラントに対する有効な制御法

であるスミス法（13），（14）を，FB-ANC に適用する方法を提案

する．

Fig.6 に示すように，スミス法はプラントのむだ時間要

素をキャンセルし，閉ループ系をむだ時間要素のないもの

として制御系を設計するという考え方に基づいている．一

方，FB-ANC では騒音が外乱に相当し，外乱はプラントの

後に加わる．また，目標値は加えないので外乱駆動型と考え

られる．したがって，Fig.6 に示すスミス法の構成は FB-

ANC に直接は適用できない．

そこで，スミス法をFB-ANCに適用できるようにするた

め以下のように考える．すなわち，FB-ANCの設計仕様は，

閉ループ系の安定化と制御対象の周波数帯域における感度

関数 S (s )（騒音 D (s )から誤差 E (s )までの伝達関数）の低
減である．Fig.6の構成において，外乱がプラントの後に加

わった場合の感度関数を求めると，

　 （８）　

となり，感度関数にプラントのむだ時間要素が現れてしま

う．感度関数にむだ時間要素が現れないようにするため，

Fig.7に，提案するスミス補償型FB-ANCの構成を示す．こ

の構成における感度関数は，

　 （９）　

となる．式（９）より，この構成を用いれば，プラントの集中

定数部分 PC(s )に対する設計が可能となる．
なお，スミス法は著者らがFB-ANCへの応用を提案して

きた IMC（Internal Model Control）の枠組みの中で解釈可能

である（９），（21） ．スミス法は，プラントからむだ時間要素を

除いたPC(s )を用いて制御系設計が行える点に特徴がある．

�

Fig.6   The Smith predictor

Fig.7   The proposed Smith predictor type FB-ANC
for a nominal plant

５．PID コントローラの設計法

次にコントローラの構造と設計法について述べる．コン

トローラの構造としては，ANCの低コスト化へのニーズに

応えるため PID 制御（22）に着目する．PID 制御（３項制御と

も呼ばれる）は，比例（Proportional）動作，積分（Integral）動

作，微分（Derivative）動作から構成され構造が簡単であると

いう特徴を持つ．PID 制御は産業界では非常に広く用いら

れているが，ANCに適用された報告例は見当たらない．そ

こで，本章では PID コントローラを用いた FB-ANC を設

計する．

本研究では設計法として，PID 制御の３つの設計パラ

メータをシステマティックに決定できるという特徴を持つ，

佐伯によって提案されたPIDコントローラ設計法（23）を適用

する．

具体的な設計手順を簡単にまとめる．まず，次式で与え

られる PID コントローラの１つのパラメータ ki を感度関
数の低周波帯域での制約条件よりあらかじめ決定する．

　 （10）　

そして，ノミナル性能条件（ノミナル性能に対する消音性

能），ロバスト安定条件（プラントモデルの不確かさを考慮

した安定条件）を満たす kp，kd に関する以下のパラメータ
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集合を各周波数ごとにそれぞれ求める．

　 （11）　

　 （12）　

そして，式（11），（12）の集合の交わりの集合

　 （13）　

の要素が設計仕様を満たすPIDコントローラのパラメータ

となる．そこで，式（13）の集合の要素からパラメータを選定

し，ロバスト PID コントローラを求める．

６．制御性能の検証

6.1. 提案したスミス補償型 FB-ANC の有効性

提案したスミス補償型 FB-ANC の有効性を確認するた

め，計算機シミュレーションによって制御時の音圧を予測

する．ここでは，Fig. 8に示すようなロードノイズを模擬し

た台上加振実験を行い車室内に発生する騒音を計測し，こ

れをシミュレーション時の騒音データとして使用した．本

シミュレーションは離散時間系で行う．このときのサンプ

リング周波数は 10 240Hz である．

プラントは２章で求めた物理モデルを用いた．そして，プ

ラントの集中定数部分 PC(s )に対して設計した PID コント
ローラを，Fig.7 に示すコントローラ C (s )として用いる．
ここでは，α＝0.58，β＝0.75をとし，ノミナル性能条件，

ロバスト安定条件を満たすパラメータ集合Kからパラメー
タを選び PID コントローラを次式とした．

　 （14）　

Fig.9 に制御時の消音性能予測の指針として感度関数を，

Fig.10 に音圧予測シミュレーション結果を示す．Fig.9 か

ら，4～ 7dB程度の消音性能が予測される．実際，消音シ

ミュレーションの結果 Fig.10 に示すように 40 ～ 500Hz

の広帯域において，4 ～ 7dB 程度の消音効果が見られる．

特に 100 ～ 200Hz の帯域で 7dB 程度まで低減されてい

る．なお，この消音効果はノミナルプラントの集中定数部

分 PC(s )に対して FB-ANC構成を適用した場合と同等であ
ることを確認している．以上のことより物理モデルに基づ

いて設計したPIDコントローラと，提案したスミス補償型

FB-ANC 構成の有効性を確認することができた．

6.2. グレーボックスモデルに基づくコントローラ

次に，グレーボックスモデルを用いて設計したコント

ローラと前節で述べた物理モデルを用いて設計したコント

ローラの制御性能を比較する．グレーボックスモデルを用

いて設計した PID コントローラの伝達関数は，次式とな

る．

　 （15）　

そして，感度関数をFig.11に，音圧予測シミュレーショ

ンの結果をFig.12に示す．これらの結果から物理モデルに

基づいて設計したコントローラに比べ，100 ～ 200Hz の帯

域で消音性能が向上していることがわかる．このことから，

消音性能の面からグレーボックスモデリングにより得られ

たプラントモデルの有効性が確認できた．

Fig.8   Data acquisition experiment
simulating road noise in the cabin

Fig.9   Sensitivity function for a physical model

Fig.10   Sound pressure level for a physical model



－135－

アクティブ騒音制御のための音響伝達系の低次元モデリングとフィードバック制御系の設計法

通信仙台研究所勤務）にご協力いただきました。ここに感謝

いたします．

参考文献

（１）佐野・足立・粕谷：最小２乗法に基づく自動車のアク

ティブ騒音制御に関する研究，日本機械学会論文集 C

編，Vol.61, No.581, p.78-84 (1995)

（２）Sano, H., Adachi, S. and Kasuya, H.: Application of a least

squares lattice algorithm to active noise control for an

automobile, Trans. ASME, J. of  Dynamic Systems,
Measurement, and Control, Vol.119, p.318-320 (1997)

（３）佐野 久：最小２乗ラティスフィルタのアクティブ騒音

制御への応用，Honda R&D Technical Review，Vol.5,

p.210-216 (1993)

（４）Eghtesadi, Kh., Hong, W.K.W. and Leventhall, H. G.: The

tight-coupled monopole active attenuator in a duct, Noise
Contr. Eng. J., Vol.20, No.1, p.16-20 (1983)

（５）森下・福島・田中・多氣・森：ダクト系騒音に対する

密結合型能動騒音制御システムの安定性改善法，日本

音響学会誌，Vol.51, No.12, p.948-956 (1995)

（６）範・野波・中野：H∞ 制御理論を適用した一次元排気
ダクト系のアクティブノイズコントロール，日本機械

学会論文集 C 編，Vol.62, No.597, p.1805-1810 (1996)

（７）範・野波・中野：アクティブノイズコントロールのた

めの音響系のモデリングと非最小位相むだ時間系につ

いて，日本機械学会論文集C編，Vol.62, No.598, p.2278-

2284 (1996)

（８）梶原・福田・下嶋：モード解析と線形行列不等式に基

づくフィードバック音響制御，日本機械学会論文集 C

編，Vol.64, No.621, p.1668-1675 (1998)

（９）佐野・宮本・足立：フィードバック制御に IMC を用

いた２自由度型アクティブ騒音制御に関する研究，日

本機械学会論文集Ｃ編，Vol.63, No.608, p.1208-1213

(1997)

（10）佐野・吉田・山王堂・足立：部分空間法を用いたシス

テム同定結果に基づく２自由度アクティブ騒音制御系

の設計に関する研究，日本機械学会論文集Ｃ編，

Vol.64, No.622, p.1970-1976 (1998)

（11）佐野・山王堂・平野・足立：アクティブ騒音制御のた

めの音響伝達系のモデリングとPIDフィードバック制

御系の設計法に関する研究，日本機械学会論文集C編，

Vol.65, No.637, p.3599-3605 (1999)

（12）足立　修一：MATLABによる制御のためのシステム同

定，東京，東京電機大学出版局，1996, p.1-3

（13）Smith, O.J.M.: A controller to overcome dead time, I S A
J ., Vol.6, p.28-33 (1959)

Fig.11   Sensitivity function for a gray-box model
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７．結論

本論文では，低コストの ANC システム構築のため FB-

ANCに焦点をあてた．そして，プラントの低次元モデリン

グと，この結果を用いて構造が簡単なコントローラを設計

し，以下の結論を得た．

（１）高精度の低次元モデルを得るのため，グレーボックス

モデリングを適用しプラントを２次系とむだ時間要素

で表現することができた．

（２）コントローラ設計に際しては，むだ時間を除去するた

めスミス補償型 FB-ANC を新たに提案した．

（３）簡略なコントローラとして，PID 制御を ANC に適用

するとともに，むだ時間の不確かさを考慮したロバス

トPIDコントローラを設計した．そして，得られたプ

ラントモデルと設計したコントローラの有効性を，実

機で測定した信号を用いた制御性能の予測シミュレー

ションにより確認した．

今後は，実装化により提案した方法の有効性を検証して

行く予定である．
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論文
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Toshihiro OKAMA Kazuhiko HIRATA

自動車環境下における
Pbフリーはんだ接続部の信頼性評価
Reliabity of Pb free Soldered Joints for Automotive Environment

A B S T R A C T

Tests were conducted to evaluate the grain growth
rate of the structure and the intermetallic compound layer
fracture rate, which are physical properties, and peeling,
which is a mechanical property of Pb free soldered
joints.  In addition, thermal shock tests (acceleration
tests) were performed to evaluate the life span due to
thermal fatigue.

First, the grain growth rate and intermetallic
compound layer fracture rate of the Pb free soldered
structure were confirmed to follow parabolic curves rule.
Next, the life span of Pb free soldered joints under
market conditions was predicted using Miner’s rule in
reliability engineering from the effects of heat stress
obtained through acceleration tests and the heat stress
frequency in an automotive environment.

＊　栃木研究所

＊＊千住金属工業（株）

要　　旨

Pbフリーはんだ接続部の物理的特性である組織の粗大化

速度，金属間化合物成長速度，機械的特性であるはく離試験

の評価を行い，さらに熱疲労における寿命の評価として，熱

衝撃試験（加速試験）を行なった．

最初にPbフリーはんだの組織の粗大化速度，金属間化合

物成長速度は放物線則に従うことを確認した．次に信頼性

工学におけるマイナー則を用い，加速試験による熱ストレ

スの影響と自動車環境による熱ストレス頻度から，Pbフ

リーはんだ接続部の市場における寿命を予測した．

１．はじめに

昔から使用してきた Sn-Pb 系はんだは Pb の毒性と環境

汚染により，重要な環境問題となっている．そのためPbを

含まない（Pbフリー）はんだ材の研究が盛んに行われてきて

いる．この活動は，全世界レベルで活発化しており，アメリ

カ，ヨーロッパを中心に研究が進められ，最近では日本も家

電リサイクル法（2001年施行）が立法化し，研究に加速がつ

いてきた．自動車用電子・電装部品においても通産省産業構

造審議会から Pb の削減目標が提示された．

自動車用電子・電装部品に使用する Pbフリーはんだの選

定は，その使用環境，使用期間内で部品の機能を損なわな

いようにすることが必要である．そのためにも自動車に使

用される電子・電装部品のはんだ接続部の環境は十分に把

握しておく必要がある．また，市場から回収した自動車用

電子・電装部品のはんだ接続部を観察すると組織の粗大

化，金属間化合物の成長が確認されており，これらの成長

が信頼性に大きく影響すると言われている．バルク材強

度，接続部引張強度等，機械的強度の把握だけでは接続部

の信頼性評価は不十分である．Pbフリーはんだの組成違い

で，組織の粗大化，金属間化合物のミクロ的観点，及び機

械的特性のマクロ的観点から熱疲労の信頼性保証について

報告された例は多くない．

そこで本研究では，Pbフリーはんだの組織の粗大化速

度，金属間化合物成長速度，機械的強度を把握した上で，

自動車で使用されている電子部品の使用環境下に即した試

験条件を設定し，故障モデルを用い接続部の寿命を算出し

た．

２．はんだ接続部信頼性評価の考え方

自動車の電子・電装部品はかなり厳しい環境下で使用さ

れている．部品自身の小型化が進み，接続間も狭くなり，

特に自動車内は熱ストレス，振動，湿度等が複合的に加わ

る．その中ではんだ接続部の信頼性として，最も重要な事

は熱疲労対策である．はんだは融点も低く，また 基板と部

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_20
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品の線膨張係数差に基づく大きな熱応力が発生し，この熱

応力が繰り返しかかると熱疲労破壊をおこしてしまう．Pb

フリーはんだも同じで，Sn-Pb 系と組成が異なることから融

点，組織の粗大化速度，金属間化合物成長速度，機械的特

性等が異なり，接続部の寿命に大きく影響を及ぼすと考え

られる．そこで特に重要なのがPbフリーはんだを用いた部

品の評価手法，評価基準である．評価基準は市場環境から

想定し試験条件，試験時間を設定し，摩耗故障，劣化故障

を見極めていく．評価手法は実験室内での加速試験手法の

構築を行なう．ここでは例としてベアチップダイボンディ

ングを取り上げ，その信頼性を評価していく．

３．実験試料及び実験方法

3.1. 実験試料

実験に使用したはんだは，毒性が少なく，既存のはんだ

に用いられている元素を選定した．Snをベース金属として

Pb，Bi，Ag，Sb，Znの共晶及び種々の元素を組合せ，Sn-

37Pb，Sn-3.5Ag，Sn-3.5Ag-0.75Cu，Sn-58Bi，Sn-2Ag-0.5Cu-

7.5Bi，Sn-5Sb，Sn-9Zn，のはんだを用いた．各試験におけ

る試料はこれらのはんだから選定した．尚，Sn-9Zn は Ni

との濡れ性が悪く試料の条件設定が困難のため，金属間化

合物成長速度試験，熱衝撃試験を取りやめた．さらにSn-5Sb

は Sn と Sb の元素番号が近いことから，相を電子顕微鏡

で識別するのは困難のため組織の粗大化試験を取りやめた．

3.2. 金属間化合物成長速度試験条件

はんだ溶融接合時に生成される金属間化合物の成長速度

が，はんだ組成違いによってどのように異なるかを調べる

実験を行なった．成長速度を加速させるため放置温度は120

℃で行い，放置時間は成長過程を把握するためにTable 1に

示す数回の途中観察を行なった．試験片の作成方法は，はん

だペーストから供給し Ni 板にはんだ付けし，Ni 板との接

合界面に生成する金属間化合物厚を測定した．測定方法は，

各加熱放置時間後，はんだ付けの断面が垂直になるように

切断し研磨する．その後はんだ付け断面を EDS（Energy

Dispersive Spectrometer）により元素マッピング，BEI

（Backscattered Electron Image）により組成観察しながら金

属間化合物の厚みを測定した．

板（17.5 × 17.5 × 1.75 ｔ）にフラックス（活性化ロジン）を

約 0.12cc 滴下し，さらに，0.2g のはんだをのせる．これ

を，はんだの融点＋50℃に調整したはんだバス上にパラ

フィン紙を敷き，その上に試験片を置き，はんだが熔けてか

ら約30秒間加熱し，はんだ付けする．放冷後，フラックス

残渣をイソプロピルアルコールで洗浄し，乾燥させた．

試験方法は，120℃に保持してある恒温槽に試料を入れ，

途中観察はSn-58Biの融点（138℃）が低いため相の成長が他

のはんだより速いと考え， 0， 10， 20， 60， 120， 240，1 200，

3 000，12 000，24 000，30 000 （min）ごとに取り出し，電子

顕微鏡（日本電子 JSM-5 310LV）を用いて組織観察（×1 000，

× 3 500 倍）を行った，観察した写真は，線分析法によって

処理し，その例を Fig.1 に示した．

例えば Sn-58Bi の場合，観察結果の一辺に平行な長さＬ

の直線を引いた時，線上に存在する Bi 相の割合を Bi 相と

交差した数で割ることで，Bi 相のサイズを導いた．

Table 1   Measurement time

Time (hr) 0 250 500 1 000

3.3. 組織の粗大化試験条件

実験はいずれも JIS A 級の不純物レベルのはんだを用い

た．本実験は組織の経年変化を，温度を上げてその速度を加

速させ観察する事とした．試験片作成方法は，NiメッキCu

  

Fig.1   Linear analysis data

3.4. はく離試験条件

はんだ接続部を加熱した時，はんだ組成違いで , 接続部

強度にどのように影響するか実験を行なった．試験片の作

成方法は，はんだテープから 5 × 15 × 0.1mm に切り出

したはんだを Fig.2のように銅板で挟み， はんだバス上でリ

フローする．リフロー時間は，はんだ溶融してから20secと

Fig.2   Test piece
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し，はんだバス温度は各融点に応じて設定した．Sn-58Biは

200℃，Sn-5Sbは270℃，その他は250℃とした． 加熱温度

は 120℃で行い加熱時間は経時変化を把握するために６条

件で行なった（ Table 2 参照）．

て発生する熱応力が接続部のクラック，機械的強度劣化に

大きく影響し，信頼性が低くなることから，十分な配慮が必

要である．Fig.6 は金属間化合物の成長を観察した結果であ

る．

試験に用いたはんだの全てに Sn-Ni 金属間化合物が生成

されており，各種はんだにより金属間化合物の厚みがこと

なる．またFig.7より，Sn-3.5Ag-0.75Cu，Sn-2Ag-0.5Cu-7.5Bi

は Sn-Cu 金属間化合物が生成していると考えられる．次に

Sn-Ni 金属間化合物成長速度を Fig.8 に示した．Pbフリー

はんだにおいても Sn-Pb 系はんだと同様に，金属間化合物

の成長速度は時間の平方根に比例し，放物線則（２）に従うこ

とが確認できた．

　Ｘ＝ｋ   Ｄ・ｔ

成長厚さ：ｘ，保持時間：ｔ，定数：ｋ，拡散定数：D

その中で最も成長が遅いのは Sn-3.5Ag-0.75Cu，Sn-2Ag-

0.5Cu-7.5Bi である．これは Fig.7 からも分かるように Sn-

Table 2   Heat exposure time

Time
0 10 20 60 6 000 12 000 60 000(min)

試験方法は，引張試験機（Shimadzu AG-2000B）を使用し，

試験片の曲げた部分に試験機のチャックを取り付け，試験

片に引張荷重をかけてはく離試験を行なった． 引張速度は

10mm/min で行なった（１）．はく離試験の評価方法として，

Fig.3 に示す定常荷重を用いた．クラックが入るまでを寿命

とすると，ピーク荷重の方が類似していると思われるが，

フィレット形状等で出力値に影響を及ぼすと考え，比較的

安定している定常荷重を用いた．

Fig.3   Pull test method

3.5. 熱衝撃試験条件

はんだ接続部に熱衝撃を与えた時，はんだ組成違いで，接

続部にどのような影響を及ぼすか実験を行なった．試験片

は超音波探査装置で観察するためベアチップダイボンディ

ングを用いた．（Fig.4参照）試験条件は自動車に使用されて

いるさまざまな電子・電装部品を想定し３条件を設定した

（Fig.5参照） ．熱衝撃試験は熱衝撃試験機によって行い寿命

を比較した．はんだ接続部の観察は，超音波探査装置を用

い，はく離形態を把握するために途中観察した（Table 3 参

照）．

４．金属間化合物成長速度試験結果について

金属間化合物については，Snなどのはんだ成分は，各種

金属と相互拡散により金属間化合物を形成する．はんだ溶

融接続時，接続後の加熱放置によっても成長し，接続部をも

ろくしたり，カーゲンダールボイドや割れを発生させる．特

に自動車に使用する電子・電装部品は低温，高温の繰り返し

温度サイクルがかかるので，各種材料間の熱膨張差によっ

Fig.4   Specification of test subject

 

Table 3   Measurement time

Temperature Time (hour)

∆T120°C
0,  505,  1 000,  1 500,  2 000,
3 770,  5 000

∆T140°C
0,  406,  1 000,  1 732,  3 000,
4 000,  5 000

∆T160°C
0,  100,  240,  537,  1 060,  1 533,
2 000,  3 000

Fig.5   Conditions of thermal shock test
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Fig.6   SEM image of intermetallic compound layer

Fig.7   Distribution maps of each elements intermetallic compound layer
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3.5Ag-0.75Cu，Sn-2Ag-0.5Cu-7.5Bi は，共に Cu が界面に集

まる現象が有り，Cuが添加されていると Sn-Ni金属間化合

物が抑制される傾向（３）にあるためと考える．

５．組織の粗大化試験結果について

Pbフリーはんだの粗大化は，Sn-Pbはんだ同様各相の各

固溶限濃度，界面エネルギーの変化であり，相平衡の自由エ

ネルギーを下げる方向（４）に進み，その速度も放物線則に従

Fig.8   Growth pattern of the intermetallic compound
layer

Fig.9   Change in phase size due to aging of each
soloder

Fig.10   Aging of Pb free soldered area relative to temperature

うことが確認できた（Fig.9参照）． その成長速度はSn-Bi系

の Sn-58Bi が最も速く，Sn-Ag 系の Sn-3.5Ag が最も遅かっ

た．これは，各 Pbフリー はんだの状態図からも分かるよう

に各温度での固溶限濃度変化が大きい程その速度も速い傾

向にあると言える．また，Sn-2Ag-0.5Cu-7.5Biの組織変化は

特徴ある変化を得た（Fig.10 参照） ．120℃放置を 10min も

かけると Bi が Sn のマトリックス中に拡散し，Bi が存在

していた跡がボイドとなり，このボイドはさらに放置して

いくと大きくなったり，消失または新たに発生することが
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確認できた．尚，Sn-2Ag-0.5Cu-7.5Bi の Bi 相が消失してし

まうため Fig.9 へのプロットを削除した．

次に，組織の粗大化によるはんだ接続部への影響を考察

すると，熱衝撃によるはんだ接続部のはく離は最大応力集

中部での繰り返し応力による，局所塑性変形（転位のすべり

変形）によりマイクロクラックが発生し進展することから，

はんだ内部でのはく離は組織の粗大化によるものも一つの

要因と考えられる．一般的に組織の粗大化によるはんだ接

続部強度劣化はホール・ペッチの法則（５）に従うと考えられ

ている．

相（結晶粒）サイズと強度の関係は相の平均径をＤとした

時，その強度ρは，

　ρ＝ｋ／   Ｄ          （ｋは定数）

で表わせる．

上式のように，加熱放置して相が成長するほどその強度

は劣化し，はく離し易くなることが分かる．

６．はく離試験結果について

Fig.11より，120℃，500時間加熱放置後はく離荷重を計

測したところ，Sn-Bi 系，Sn-9Zn のはんだの荷重低下が著

しかった．Sn-2Ag-0.5Cu-7.5Biの荷重低下は，加熱放置でSn-

Cu金属間化合物が厚くなることによって，そこのはんだ中

にあった Bi が金属間化合物とはんだ界面に取り残される．

結果的に界面のBi濃度が高くなり，ぜい性的にはく離した

と考えられる．さらに Sn-58Bi の荷重低下では，加熱放置

による組織の粗大化で，Biのへき開破壊が顕著に影響した

ことも一因と考える．Sn-9Znのはく離荷重が急激に低下す

ることが確認できた．その理由として Cu，Zn の拡散速度

が速いため（３）カーゲンダールボイドによりはく離荷重の著

しい低下になったと考える．逆に Sn-Ag 系のはんだは荷重

変化が少なく安定していた．これは金属間化合物であるSn-

Cuの成長が遅く，金属間化合物－はんだ界面を劣化させる

要因が少ないためと考える．

７．はく離観察結果について

熱衝撃試験（Fig.12参照），はく離試験結果(Fig.13参照）

から，Sn-58Bi，Sn-2Ag-0.5Cu-7.5Bi の Bi 系はんだは金属間

化合物ではく離が生じ，他のはんだははんだ内部からはく

離が生じていることが確認された．理由としては，Sn-58Bi，

Sn-2Ag-0.5Cu-7.5Bi は伸びが無く非常に固く脆いことから，

熱膨張した時に金属間化合物とはんだ界面での歪みに耐え

られず強度が最も弱い界面からはく離が生じたこと，また

Fig.11   Pull strength of connecion point after high
temperature exposure

Fig.12   SEM image of cracks after thermal shock
(under Si chip)

Fig.13   Peel strength of soldered area due to aging
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金属間化合物の成長速度 （変化率）が両者共に早いことから，

金属間化合物界面からはく離が生じたことが考えられる．

これに対して，他のはんだについては金属間化合物の成長

速度 （変化率）が遅く，伸びについても Sn-Bi 系に対しては

柔らかい特性を示しており，金属間化合物とはんだ界面で

ははく離が生じず，結果的に最も強度が弱いはんだ内部か

らはく離に至ったと考えられる．

８．はんだ接続部寿命予測

8.1. 自動車環境の熱履歴

自動車に使用される電子・電装部品のはんだ接続部の信

頼性における最大の課題は熱疲労と考える．はんだ接続部

に対して素子の自己発熱，冷却，ユーザーの使用勝手，頻

度，さらに四季による環境の温度変化の繰り返しによって

熱応力，熱ひずみが加わり，最終的には熱疲労破壊する．

8.2. 熱疲労寿命線図について

はんだの熱疲労破壊は疲労破壊が主体でクリープによっ

て加速性が増す疲労－クリープの複合破壊と推定される．

一般的に，はんだ接続の熱疲労寿命 Nf に関する関係式は，

Coffin-Manson の経験式

　Nf ∝Ｃ・ｆｍ ・（Δε）－ｎ・exp（Ｑ／ｋ・Ｔ）

で表わせる．但し，Ｃを材料定数，m，nを指数，ｆを繰

り返し周波数，Δεを塑性ひずみ量，Ｑを活性化エネル

ギー，ｋをボルツマン定数とする．

Ｃ，ｆ を定数ａ，クリープ項を係数Ｋとすると，

　Nf ＝ａ・Ｋ・（Δε）－ｎ

となる．

両辺を対数化すると，

　log Nf ＝－ｎ log Δε＋ log ａＫ

　ｙ＝－ｎ・Ｘ＋ａ・Ｋ

となり，両対数グラフ上で直線となる．

8.3. 予測寿命算出

そこで， はんだ接続部の機械設計を行なう際には，単に材

料強度のみならず，応力と繰り返し回数の関係であるＳ－

Ｎ曲線が重要である．Ｓ－Ｎ曲線を用いて接続部の寿命予

測する代表的な手法としてマイナー則がある．そのマイ

ナー則は，変動応力で累積疲労の場合，繰り返し応力S1を

１回，S2 を２回，････，Sn を nt 回加えた時，疲労破壊が

おきたとし，St のストレスを加えた時の寿命回数を Nt と

すると，

　Σ nt ／ Nt ＝１

という法則である（６）．

ここで Nt を求めるためにΔＴ（温度変化）違いの熱衝撃

試験を行い，ある一定以上の面積ではく離が生じたサイク

ル数を寿命と考え，ΔＴ違いの寿命線図を Fig.15に記載し

た．熱衝撃試験結果は代表としてΔＴ 140℃を Fig.14に記

載した．また使用頻度，四季等を考慮して市場で加わる応力

頻度も Fig.15に記載した（７）．この結果とマイナー則を用い

市場における各Pbフリーはんだ接続部の寿命予測を行った

結果を Table 4 に記載した。

Sn-58Bi はんだ以外は Sn-37Pb とほぼ同等以上の寿命が

あると予測できる．

k

t=1

Fig.14   Cracks in soldered area due to heat impact (Red areas represent cracks)

Table 4   Expect life of solder joint



HONDA   R&D   Technical   Review Vol.12  No.1 (April 2000)

－144－

９．結言

本研究より，以下のことが明らかになった．

（１）Pbフリーはんだの金属間化合物成長速度，組織の粗大

化速度は時間の平方根に比例し放物線則に従うことを

確認した．

（２）自動車環境下における Pbフリーはんだ接続部の熱疲労

寿命予測を行なった結果，Sn-58Bi以外のはんだは全て

Sn-37Pb と同等の寿命を有することが判明した．

（３）信頼性工学であるマイナー則を用いることで，Pbフ

リーはんだ接続部の寿命予測を可能とした．

今後ははんだ組成違い，接続方法違い，さらには環境違

い（熱，熱衝撃，振動等）においても同様に寿命予測を行なっ

て行く予定である．
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論文
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Yoshitaka TEZUKA Hidefumi ISHII Satoru KIYOTA

二輪車運動性能解析への
マジックフォーミュラタイヤモデルの適用

Application of the Magic Formula Tire Model to Motorcycle Maneuverability Analysis

ABSTRACT

The Magic Formula tire model, which is recently
utilized in a maneuverability analysis for automobiles,
was applied to a motorcycle simulation model. In
comparison with a current Carpet Plotted tire model, the
correlation between the simulation and the actual running
was investigated for a straight running stability and a
turning performance, and the availability of the Magic
Formula tire model was examined.

The result shows that the Magic Formula tire model
has a good correlation with the actual result and a good
availability so that a tire property can be easily changed.

＊朝霞研究所

要　　旨

近年，四輪車の運動性能解析で用いられるようになった

マジックフォーミュラタイヤモデルを二輪車モデルに適用

し，従来から用いてきたカーペットプロットタイヤモデル

との比較において，直進安定性，旋回性について実機の特性

との相関および利便性を検討した．その結果，マジック

フォーミュラタイヤモデルは実機の特性との相関が高いこ

とが確認でき，タイヤ特性を変更する作業も容易に行なえ

ることがわかった．

１．はじめに

タイヤ特性は二輪車の運動性能を決定する重要な因子の

一つであり，機構解析言語を用いた挙動シミュレーション

を行なう上でもタイヤモデルが鍵となる．二輪車の特徴で

ある大キャンバ角の非線型領域を含めた特性を表わすタイ

ヤモデルとして，従来はカーペットプロットタイヤモデル

（以下，ＣＰタイヤモデルという）を用いてきた．

これにはタイヤ特性を表現する上で計測データの線形補

間手法を使っている．精度を得るために補間の刻みを狭く

することは，多量のデータを処理することになるばかりで

なく，タイヤ特性の変更も容易ではない．

本稿では，近年四輪車の運動性能解析で用いられるよう

になったマジックフォーミュラタイヤモデル（以下，ＭＦタ

イヤモデルという）を二輪車の運動性能解析モデルに適用

し，直進安定性，旋回性シミュレーションと実測値との相関

および機能やタイヤ特性の変更効率などの比較を行った結

果について考察する．

２．二輪車用タイヤモデル

Fig.1 に示すように，二輪車走行中のタイヤ横滑り角お

よびキャンバ角は四輪車と異なっている（１）～（３）．したがっ

て，二輪車のタイヤモデルは大キャンバ角までの領域を精

度よく表現できるタイヤモデルとする必要がある．

Slip angle (deg)�
0� 5� 10

45�

30�

15�

C
am

be
r 
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gl

e 
(d

eg
)�

Motorcycles

Automobiles�

Fig.1   Comparison of motorcycle tires with automobile
tires for tire slip angle and camber angle

2.1. ＭＦタイヤモデル

二輪車版ＭＦタイヤモデルにおける横力Fy0を次に示す

式（１）で表わす．式（１）の第２項がキャンバ角に関する式で

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_21
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ある．式（１）において α はタイヤ横滑り角，γ はキャンバ

角，Fzは接地荷重を表わしている．四輪車で用いられてい

るＭＦ式と同様に，ＭＦ係数と呼ばれるBy，Cy，Dy，Ey，

Bγ，Cγ，Eγ，Shy とタイヤの状態量を表わす接地荷重，タ

イヤ横滑り角，キャンバ角によってタイヤモデルの横力Fy0

が決定される．計測データをスムージングして決定される

値 p0 ～ p17 と λ0 ～ λ9 はＭＦパラメータと呼ばれタイ

ヤ特性の違いを表現する．

　Fy0 = Dysin[Cyarctan{Byαy-Ey(Byαy-arctan(Byαy))}

　　+ Cγarctan{Bγγy-Eγ(Bγγy-arctan(Bγγy))}] （１）　

　αy = α+Shy （２）　

　Cy = p0λ0 （３）　

　Dy = p1exp(p2dfz)(1-p3γy
2)λ1Fz （４）　

　Ey = {p4+p5γy
2 +(p6+p7γy)sgn(αy)}λ2 （５）　

　Ky = p8Fz0sin[p9arctan{Fz / (p10+p11γy
2)Fz0λ3}]

　　(1-p12γy
2)λ3λ4 （６）　

　By = Ky / (CyDy) （７）　

　Shy = p13λ5 （８）　

　Cγ = p14λ6 （９）　

　Kγ = (p15+p16dfz)Fzλ7 （10）　

　Eγ = p17λ8 （11）　

　Bγ = Kγ  / (Cγ Dy) （12）　

ここで，

Fz0 : Nominal load
dfz = Fz-F'z0 / F'z0
F'z0 = Fz0λ9

鉛直軸回りのモーメントMz0は式（13）で表わされる．同

様に Bt，Ct，Dt，Et，Br，Dr，Sht，Shr はＭＦ係数を表

わし，q0 ～ q25 と λ10，λ11 はＭＦパラメータである．

　Mz0 = –Dtcos[Ctarctan{Btα t-Et(Btαt-arctan(Btα t))}]

　　cos(α)Fy0,(γ=0)+Drcos[arctan(Brαr)]cos(α) （13）　

　α t = α+Sht (Sht = 0) （14）　

　αr = α +Shr （15）　

　γz = γλ10 （16）　

　Bt = (q0+q1dfz+q2dfz
2)(1+q3γz+q4|γz|)λ4 / λ1 （17）　

　Ct = q5 （18）　

　Dt = Fz(q6+q7dfz)(1+q8|γz|+q9γz
2)(R0 / Fz0)λ1 （19）　

　Et = (q10+q11dfz+q12dfz
2){1+(q13+q14γz)

　　(2 / π)arctan(BtCtαt)} （20）　

　Br = q15λ4 / λ1 （21）　

　Dr = Fz(q16+q17dfz+(q18+q19dfz)γz+(q20+q21dfz)

　　γz|γz|)R0λ11λ1 （22）　

　Shr = q22+q23dfz+(q24+q25dfz)γz （23）　

ここで，

R0 : Unloaded tire radius
λt  : Pneumatic trail

γz : Scaled camber angle

2.2. ＣＰタイヤモデル

タイヤ試験機より垂直荷重，タイヤ横滑り角，キャンバ

角の組み合わせから得られたタイヤ横力，鉛直軸回りの

モーメントのデータをスプライン補間する．得られたスプ

ラインを曲面で表示した例を Fig.2 に示す．タイヤ横滑り

角と垂直荷重により，各キャンバ角に対応したデータサー

フェス上のタイヤ横力，または鉛直軸回りのモーメントが

算出される．対応するキャンバ角のデータサーフェスが無

い場合は，その前後のサーフェス間で線形補間を行うよう

にプログラムした．

３．シミュレーションモデル

シミュレーションに用いた車体モデルを Fig.3 に示す．

要素数は，フロントタイヤ，リアタイヤ，ばね上操舵系，ば

ね下操舵系，エンジン，車体，ライダ，リアスイングアー

ムの８要素から構成される．運動の自由度は９自由度であ

り，車体６自由度，ステアリング１自由度，前後サスペン

ション２自由度である．前後サスペンションは，非線型ば

ねと速度依存の減衰項により懸架される．ライダは質量の

みを考慮し車体に拘束される．フレーム，操舵系，リアス

イングアームの剛性は考慮しない．走行シミュレーション

はライダによる操舵系へのフィードバック制御は行なわず

オープンループの走行をさせる．
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４．タイヤの特性

タイヤ特性の計測には，Fig.4 に示す平板式タイヤ試験

機を用いた．

Fig.4   Flat plank tire tester

Fig.5   Comparison of measurement tire data before
and after smoothing

次に，使用したＡ，Ｂ２種類のリアタイヤについて測定

結果から特性の違いを説明する．グラフは，横軸にタイヤ

横滑り角を，縦軸にタイヤ横力と鉛直軸回りのモーメント

をとる．Fig.6 に示すように，キャンバ角０度，タイヤ横

滑り角０度の直進近傍ではＡタイヤの横力を表わすカーブ

の傾きが大きい．キャンバ角 30 度付近では，横力の絶対

値に違いがありＡタイヤの横力が大きい．鉛直軸回りの

モーメントは，直進近傍０度付近ではＢタイヤの鉛直軸回

りのモーメント表わすカーブの傾きが大きいが，キャンバ

角 30 度近傍では大きな差がない．Ａタイヤのキャンバス

ラストを表わすカーブの傾きが大きく，キャンバ角によっ

て発生する横力がＢタイヤより大きいことを表わす．

Fig.7 にフロントタイヤの横力と鉛直軸回りモーメントお

よびキャンバスラストの特性を示す．

５．走行シミュレーションと実走テスト比較

5.1. テスト手法

試験二輪車の諸元を Table 1 に示す．試験二輪車にはス

テアリング軸上に操舵角センサを，ハンドルパイプ内に操

舵力センサを配置し，燃料タンク上に質量約 2kg のヨーお

よびロールジャイロセンサを搭載し，後部シート上に約2kg

のデータ収録システムを搭載している．

本シミュレーションに用いるタイヤモデルの基礎データ

測定範囲は，接地荷重３種類，キャンバ角－5 度～ 45 度，

タイヤ横滑り角±10 度である．

計測データにバイアスが存在する場合，例えば，キャン

バ角０度，タイヤ横滑り角０度の直進近傍状態でタイヤ横

力または鉛直軸回りのモーメントが発生すると，特に低い

速度域でシミュレーションを行なう場合，期待するシミュ

レーション結果と異なる場合がある．この場合ＭＦタイヤ

モデルでは，ＭＦパラメータを決定するスムージングの作

業工程でバイアスを取り除いている．

Fig.5 に計測データとスムージング後のカーブを示す．

横軸はタイヤ横滑り角，縦軸はタイヤ横力を表わす．計測

データには，バイアスが存在するがスムージング後はバイ

アスがないことがわかる．ＣＰタイヤモデルでは，測定

データを直にスプライン関数上で補正する．
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5.2.  シミュレーション結果

5.2.1. 直進安定性

Table 2 に示す組み合わせの実測結果とＣＰタイヤモデ

ルおよびＭＦタイヤモデルを比較して，ヨー角速度減衰比，

減衰固有周波数，操舵トルクに対するヨー角速度ピークゲ

インに着目し，車速に対する変化として Fig.8 に Test 1 の

結果を，Fig.9 に Test 2 の結果をそれぞれ示す．

Test 1 の組み合わせにおいて減衰比，減衰固有周波数を

みるとＣＰタイヤモデルおよびＭＦタイヤモデルともに車

速が上がると，減衰固有周波数の変化は微少であるが減衰

比は低くなっていく．これは実測結果とも傾向が一致する．

ＡタイヤとＢタイヤの比較においても傾向は一致し，Ａ

タイヤは横力の小さいＢタイヤに対し減衰比，減衰固有周

波数がともに高く，安定性が高い．

操舵トルクに対するヨー角速度ピークゲインも絶対値で

は実測との差はあるが傾向は一致する．

ＡタイヤとＢタイヤを比べると，横力の大きいＡタイヤ

はＢタイヤに比べゲインが小さい．

一般にリアタイヤの横力を高めることは安定性を高める

ことになるから，これらの結果は妥当なものである（２）（４）．

Fig.10 に示す操舵トルク，操舵角，ヨー角速度の時系列

データもＭＦタイヤモデルがより実走に近い結果を得ている．

5.2.2. 旋回特性

ＣＰタイヤモデルおよびＭＦタイヤモデルについての円

旋回シミュレーションから得られた操舵トルク，操舵角，
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Fig.6   Characteristics of rear tires for side force, moment Mz (aligning torque and camber torque),
and camber thrust

Fig.7   Characteristics of front tire for side force, moment Mz (aligning torque and camber torque),
and camber thrust

フロントタイヤは Fig.7 に示す特性のタイヤを装着し，

直進安定性テストではリアタイヤ２種類を試験モードに応

じて装着する．実走行試験で使用したタイヤの組合せを

Table 2に示す．車体挙動として操舵トルク，操舵角，ヨー

角速度，ロール角を観察する．車速165，185，200km/hで

パルス状の操舵トルク入力を与える．円旋回テストでは，半

径45mの旋回コースに一定速度で進入し，ライダはリーン

ウィズの状態をなるべく保った状態で定常円旋回にいた

る．タイヤは Table 2 の Test 2 に示す組み合わせを用い，

設定車速は 40，45，50，55，60km/h である．

Items� Specifications�

Wheelbase� (m)� 1.401�

Caster angle� (deg)� 23.7�

Caster� (m)� 0.095�

Height of center of gravity� (m)� 0.537�

Curb Weight� (kg)� 204.0�

Test 1� Test  2�

Front tire� 130/70ZR16� 130/70ZR16�

Rear tire� Tire A: 190/50ZR17� Tire B: 180/55ZR17�

Table 1   Test motorcycle specifications

Table 2   Tire specifications for actual running test
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Fig.9   Comparison between simulation and experiment for damping properties in Test 2

Fig.8   Comparison between simulation and experiment for damping properties in Test 1
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Fig.10   Comparison between simulation and
experiment for  steer torque, steer angle
and yaw rate
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ヨー角速度およびロール角の時系列データを Fig.11 に示

す．求心加速度は 0.5G である．実測に対し各タイヤモデ

ルともに操舵角，ヨー角速度およびロール角は傾向が一致

Fig.11   Comparison between simulation and
experiment for steer torque, steer angle,
yaw rate and roll angle in turn
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Fig.12   Comparison between simulation and experiment in steady state turn

し，絶対値レベルもほぼ一致している．次に求心加速度の

違いに対する操舵トルク，舵角を Fig.12 に示す．実測に

対して舵角特性は傾向，絶対値ともほぼ一致している．以

上よりＣＰタイヤモデルおよびＭＦタイヤモデルの実機と

の相関はほぼ同等と考えられる．しかし，操舵トルク特性

には大きな差がある．これは，シミュレーションモデルが，

操舵系へのフィードバック制御を行なわないオープンルー

プ走行のためと考えられる．さらに，操縦動作とライダの

個人差などを考慮したライダモデルを検討する必要があ

る．

ＣＰタイヤモデルおよびＭＦタイヤモデルを二輪車モデ

ルに適用する利便性でまとめると，同一量の計測データ処

理の場合，各タイヤ固有のフォーマットに変換するのにほ

ぼ同等の時間を要する．しかし，タイヤの変更，特性のパラ

メータスタディなどの解析利便性では，ＭＦタイヤモデル

のほうが短時間で結果を得ることができた．

６．まとめ

ＣＰタイヤモデルおよびＭＦタイヤモデルを用いた二輪

車の走行シミュレーションを行ない，実測値との相関を確

認し，以下のことが分かった．

（１） 直進安定性では，ＣＰタイヤモデルと比較しＭＦタイ

ヤモデルは実測値との相関が良いことを確認できた．

（２）旋回性では，ＣＰタイヤモデルと比較しＭＦタイヤモ

デルの実測値との相関はほぼ同等であった．

（３）計測データから二輪車モデルへ適用する際の利便性を

ＣＰタイヤモデルおよびＭＦタイヤモデルで比較した

結果，ＭＦタイヤモデルのほうがタイヤ特性の変更が

容易である．

今後，二輪車の走行シミュレーションの精度を上げるた

めには，車体の剛性，ライダボデーの動特性などをシミュ

レーションモデルに採り込む必要がある．さらにタイヤ特

性を円滑に計算処理でき，パラメータスタディを容易にで

きるツールの開発が必要である．
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桂　井　　　隆＊

Takashi  KATSURAI

シリンダヘッドガスケット用
高疲労強度超微細粒ステンレス鋼の開発

Development of High Fatigue Strength Ultra-Fine Grained Stainless Steel for Cylinder Head Gasket

ABSTRACT

In evaluation of fatigue characteristics of metallic
gaskets,  i t  was found that  discrepancy of the
characteristics between material and product resulted
from grain boundary crack occurring during bead
forming.  And grain refinement was noted for control of
grain boundary crack and extreme improvement of
gasket performance.  And an austenitic stainless spring
steel with better fatigue strength was developed by
control of recrystallization with reverse transformation.

The developed steel has a composite structure
consisting of grain-refined austenitic structure, which is
controlled average grain diameter within 1-2 µm, and
martensitic structure in annealed structure before rolling
with tempering.  The fatigue strength of the metallic
gasket can be improved by 30 % or more without any
loss of combustion gas sealing performance by
application of the developed steel.

＊栃木研究所

要　　旨

金属製シリンダヘッドガスケットの疲労特性評価におい

て，素材と製品の疲労特性の不一致の原因がビード成形後

のステンレス鋼板表面に生成する結晶粒界割れに起因して

いることを突き止めた．そして結晶粒界割れを抑制できガ

スケットの機能を大幅に向上させる有効な手法として結晶

粒の微細化に着目し，逆変態再結晶挙動を制御することに

より疲労強度の高いオーステナイト系ステンレスばね鋼を

開発した．

開発材は調質圧延前の焼鈍組織中にマルテンサイト組織

を残留させた状態で，逆変態オーステナイト再結晶組織の

平均結晶粒径を 1 ～ 2μm に制御した複合組織結晶粒微細

化材である．シリンダヘッドガスケットに本材料を適用す

ることで燃焼ガスシール性を低下させることなく，疲労強

度を 30％以上向上させることができた．

１．まえがき

シリンダヘッドガスケット（以下ヘッドガスケット）はエ

ンジン性能の向上とともに従来一般的であったグラファイ

トなどの無機材料を用いたものから耐久性，機能性に優れ

た金属製のガスケットが主流になりつつある．このメタル

ガスケットは Fig.1 に示すように SUS301 に代表される厚

さ 0.2mm 程度の薄いステンレス鋼板にビードを成形し，

ビードの反発力によって燃焼ガス，冷却水，潤滑油をシール

している．このうち燃焼室をシールするビード（以下ボア

ビード）は高温，高圧ガスの最も厳しい環境にさらされてい

る．さらに近年は特に，（１）エンジンの軽量化を目的とした

シリンダヘッド及びシリンダブロックの薄肉化やオールア

ルミニウム化に伴うエンジン剛性の低下，（２）高出力エン

ジンのコンパクト化を目的としたボア径拡大に伴う狭軸間

化，（３）低燃費化のための高圧縮比化，という大きな三つの

要因からボアビードはこれまで以上に過酷な環境で使用さ

れる傾向にある．

このような環境においては燃焼圧力によってシリンダ

ヘッドが持ち上げられるリフト量（以下，口開き量）が増加

するため，ボアビードは爆発ごとにシリンダヘッドによっ

て繰り返しつぶされ，疲労寿命の低下が懸念される．しかし

Cylinder head gasket

Bore bead

Rubber coated�
stainless steel plate

Stainless steel�
plate

Cylinder head

Cylinder block

Fig.1   Illustration of cylinder head gasket

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_22
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ながらボアビード成形前の素材薄板の疲労試験結果とボア

ビード成形されたガスケットの疲労試験結果が必ずしも同

一傾向を示さず，素材であるステンレス鋼板の疲労強度に

よってガスケット材としての適否を判断することができな

かった．

そこでボアビードの疲労亀裂伝ぱ形態を解析することに

より素材と製品の疲労特性の不一致の原因を明確にし，疲

労強度を大幅に向上させることができるオーステナイト系

ステンレス鋼板を開発した内容について報告する．

２．ボアビードクラックの発生原因

2.1. ボアビードの疲労強度

ヘッドガスケットは燃焼室を囲むようにボアビードが形

成されており，シリンダヘッドとシリンダブロックに挟ま

れた状態で使用されている．運転時には Fig.2 に示すよう

にボアビードのすそ野部と頂部裏側表面において，局部的

に高い引張応力下で応力振幅が作用する．この応力振幅に

対応するものが口開き量であり，口開き量が大きいエンジ

ンほどガスケットのボアビードに発生する応力振幅が大き

い．このことからガスケットの疲労強度は一般的に応力で

はなく口開き量で評価される．

そこでガスケットの疲労限を表す指標としてクラック限

界変位量を設定した．クラック限界変位量とはボアビード

に繰り返し圧縮荷重を加える振動疲労試験を 107 サイクル

まで行なった際に，ボアビードに疲労破壊が発生しない限

界の変位量のことを表す．

2.2. 素材とボアビードの疲労特性の不一致

板厚 0.2mm で硬さの異なる SUS301 材について素材の

垂直方向の平面曲げ疲労強度を測定した結果を Fig.3 に示

す．これによると硬さが増加するほど疲労限は直線的に高

くなっている．今回の試験ではクラックはいずれも表面か

ら発生しており，高強度材で一般的に見られるような疲労

限のばらつきの原因となる非金属介在物の影響（１）～（３）は見ら

れなかった．
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Fig.2   Tensile stress of gasket during engine running
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Fig.3   Relationship between fatigue limit stress and
hardness for as-rolled sheet

次に同じく硬さの異なる SUS301 材を用いて製作したボ

アビードの疲労試験結果をFig.4に示す．その結果クラック

限界変位量は硬さと明瞭な直線関係があるが，素材の疲労特

性とは逆に硬さが増加するとクラック限界変位量が低下し

た．この原因がテスト条件に起因するものか確認するため

に，クラックが発生しているボアビードすそ野部に微小歪み

ゲージを貼り，Fig.4の疲労試験結果を平均応力値と応力振

幅値に置き換えた結果をFig.5に示す．これを見るとクラッ
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hardness
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Tensile stress

Compressive stress

0

クの発生に対して平均応力の影響は見られず，応力振幅に大

きく依存している．本実験の範囲では破損限界応力振幅は平

均応力によらず，ほぼ一定の 90MPa であった．

以上のことから素材であるステンレス鋼板と製品である

ガスケットの疲労特性は一致せず，素材での疲労強度が高

い材料であっても必ずしもガスケットとしての優れた疲労

特性を示すとは限らないことがわかった．即ちボアビード

の疲労強度を向上させる手段として，素材の疲労強度向上

では対処することができない（４）（５）．

2.3. ボアビードクラックの発生形態

ボアビード成形時には Fig.6 に示すようにビードすそ野

部とビード頂部に局部的な応力集中部が発生する．特に疲

労破壊の起点となるビードすそ野部については，ビード成

形時には高い圧縮応力が加わっている．このことから製品

であるヘッドガスケットの疲労強度が素材の疲労強度と逆

転した傾向を示す原因として，成形時における局部的な応

力集中の影響が考えられる．

そこでビード成形及び疲労試験中のビードすそ野表面状

態を走査型電子顕微鏡で観察した結果を Fig.7 に示す．そ

の結果，ａ）ビード成形前は一部に冷延鋼板焼鈍後の酸洗工

程で発生した結晶粒界侵食溝が確認されるがほぼ清浄な表

面である，ｂ）ビード成形すると表面の結晶粒界にクラック

が入り表面に起伏が生じる，ｃ）疲労試験初期にはビード成

形時に発生した結晶粒界のクラックを起点とした疲労亀裂

が進展する，ｄ）疲労試験後期には疲労破壊が更に進展し大

きなクラックに拡大する，という疲労形態を示すことがわ

かる．

このようにビード成形することで素材表面の結晶粒界に

疲労破壊の起点となり易い（６）ミクロクラックが生成してい

ることがガスケットと素材の疲労強度特性が一致しない原

因であると考えられる．そこでビード成形後にビードすそ

野表面を鏡面研磨しビード成形により生成する結晶粒界割

れを除去した試験片を用い，鏡面研磨しない試験片と同一

負荷で疲労試験を実施したところ Fig.8 に示すようにク

ラック発生寿命が約 15 倍延長できることが確認された．

以上の結果から，素材とガスケットの疲労強度特性が一

致しない原因はビード成形によってビードすそ野表面の結
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晶粒界にミクロクラックが生成するためであり，逆にこの

結晶粒界におけるミクロクラックの生成を抑制することで，

ガスケットに加工した際に生じる疲労強度低下を抑制する

ことが可能であると言える（７）．

３．結晶粒界クラック抑制手法

3.1. 結晶粒微細化手法の検討

結晶粒界クラック抑制の手法としては変形応力の分散と粒

界強度の向上が図れる結晶粒の微細化が最も有効であると考

えた．SUS301材は準安定オーステナイト系ステンレス鋼で

あり調質圧延によりマルテンサイトを誘起させ高強度を得て

いる．調質圧延後の完成素材の断面組織はFig.9に示すよう

に圧延方向に伸長した旧オーステナイト結晶粒内に加工誘起

マルテンサイトが生成した組織となっている．

調質圧延により誘起されるマルテンサイト組織は変態前

の旧オーステナイト粒を一つのセルとして生成するため，

結晶粒微細化効果を得るには，調質圧延直前の光輝焼鈍工

程においてマルテンサイト組織から逆変態再結晶したオー

ステナイト組織を微細化する必要がある．そのためには再

結晶駆動力である焼鈍前の冷間圧延工程の加工ひずみエネ

ルギーと焼鈍工程の熱エネルギーの制御が特に重要である
（８）～（11）．

3.2. 最適成分系の検討

結晶粒微細化に重要な製造プロセスは冷間圧延工程と焼

鈍工程であるが，焼鈍工程における粒成長挙動に対しては

材料成分が大きな影響を及ぼす．

Fig.10 にＣを 0.10％程度含有する SUS301 とＣを 0.02

％程度に低減したSUS301Lの２鋼種についての，焼鈍温度

に対する逆変態オーステナイト再結晶粒径の変化を示す．

Ｃ量が多いと再結晶開始温度が高くなり結晶粒成長も急激

に進行するので粗粒化しやすいが，Ｃ量が少ないと比較的

低温から再結晶が開始し，結晶粒成長挙動も緩やかになる

ため微細化に有効である．

Fig.11 に焼鈍した SUS301L のオーステナイト結晶粒の

回折Ｘ線半価幅を示す．800℃近傍で再結晶による半価幅の

急激な低下が見られ，逆変態再結晶開始温度がこの温度領
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域に存在することがわかる．また 800℃以上では半価幅に

変化がほとんど見られず，再結晶が完了し粒成長が起きて

いることが示唆される．

このように結晶粒微細化をコントロールするためには低

Ｃ化が有効であるがヘッドガスケット用材料として使用さ

れる場合にはボアビードのばね性を確保する必要がある．

よって開発材には低Ｃ化によるマトリクス硬度低下を補て

んするためにＮを適量添加した．

3.3. 細粒化限界

Fig.12 に開発材の焼鈍後の平均結晶粒径と硬さの関係を

示す．平均結晶粒径が2.0μｍ以下になると逆変態オーステ

ナイトの再結晶組織は Fig.13に示すような加工誘起マルテ

ンサイト組織が逆変態再結晶オーステナイト組織に囲まれて

残留した複合組織となる．このような複合組織も完全に再結

晶したオーステナイト単相組織の場合と同様に，平均結晶粒

径と硬度の関係は Hall-Petch の式に良く従い明瞭な直線関

係を示す（12）～（13）．更に細粒化を図り1.0μｍ以下の超微細組

織を得ようとすると，Fig.14 に示すように加工誘起マルテ

ンサイト組織の残留率が高まり，逆変態再結晶オーステナイ

ト組織に囲まれなくなる．その結果 Hall-Petch の式にも従

わなくなった．これらの結果から本材料の細粒化効果の限界

は 1.0μｍ程度までと思われる．
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3.4. 複合組織の有効性

開発材は逆変態再結晶組織の微細化をコントロールする

ために SUS301 材に対して C を低減し N を添加している

ので，調質圧延後の加工硬化挙動が異なる．Fig.15 では調

質圧延率48％実施後の硬さを比較する．まず加工組織が完
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全に再結晶した平均結晶粒径が2.0μｍ程度の完全オーステ

ナイト組織の場合，結晶粒微細化による粒界強化により開

発材と同様の低Ｃ系材料である SUS301L に対し 10HV 程

度硬さが増加している．しかし目標とする SUS301 材の硬

さ（HV470）に対しては約 30HV 不足している．

硬さを上げるにはまず第一に調質圧延率を高める方法が

考えられるが，必要以上に圧延率を高めると加工誘起マル

テンサイトの生成量が増加し，加工性が大幅に低下するた

め適当ではない．

次にN添加量を増量し固溶強化能を高める方法があるが

通常のAOD（Argon Oxygen Decarburization）精練法の場合，

窒素分圧（pN2）を上げることができないため Nを C 並に大

量添加することは困難である．Cr の増量も N の固溶量を

高めるがコストの増加を招く．またNを大量に添加すると

窒化物の固溶化処理温度が著しく上昇するため，結晶粒微

細化の量産プロセスを成立させることが困難になる．また

時効処理によって硬さを上げる方法も同様にコストの増加

を招くため適当ではない．

そこで加工誘起マルテンサイト組織と逆変態オーステナ

イト再結晶組織の混在した平均結晶粒径2.0μｍ以下の超微

細複合組織にすると，マトリクス強化と更なる結晶粒微細

化の相乗効果により同一圧延率で SUS301 材と同等の硬さ

を得ることが可能になる．

3.5. ボアビード疲労強度改善効果

光輝焼鈍後の逆変態再結晶組織の平均結晶粒径に対し，

それをHV470の硬さまで調質圧延しボアビード加工を成形

したガスケットの疲労強度の関係を Fig.16に示す．これに

よると結晶粒が微細なほど疲労強度は向上し，完全再結晶

組織材だけでなくマルテンサイト組織が混在した部分再結

晶複合組織材についても同様の傾向を示す．今回の試験に

おいては平均結晶粒径が約20～ 25μｍの一般的なSUS301

材に対して約 1/15 の 2.0μｍ程度の複合組織状態まで結晶

粒を微細化することにより，ビードのクラック限界変位量

は約 35％向上した．

但しこの傾向が成立するのは，結晶粒径と硬さの関係が

Hall-Petch の式に従う平均結晶粒径 1.0μｍ以上の領域まで

である．この結果から焼鈍後にマルテンサイト組織が残留

していても，そのほとんどが逆変態再結晶オーステナイト

組織に囲まれており Hall-Petch の式に従う範囲であれば，

細粒化による疲労強度向上効果が得られる．

以上に述べたようにヘッドガスケット用材料として，逆

変態再結晶オーステナイト組織にマルテンサイト組織が混

在した複合組織を有し，かつ平均結晶粒径が 1 ～ 2μｍに

制御された準安定オーステナイト系ステンレス鋼を開発し，

高圧の燃焼ガスシールに必要な硬さを SUS301 同等まで確

保しつつ，ガスケットの疲労強度を飛躍的に向上させるこ

とができた．なお本開発材の名称はNAR301L-HS1とした．

４．実機への適用効果

テストピースを用いて 107 回まで行なったボアビード疲

労試験の結果を Fig.17 に示す．SUS301 と比較すると複合

組織結晶粒微細化材は硬さや結晶粒径による疲労強度ばら

つきを考慮しても，SUS301 に対し約 30％以上もクラック

限界変位量が向上していることがわかる．
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Fig.18 に複合組織結晶粒微細化材を新開発エンジンの

ヘッドガスケットに適用した結果を示す．本エンジンは既

に市販されている同一ボアピッチのエンジン（Ａ～Ｄ）の基

本骨格を流用しつつ更なる高出力化を図っており，最大燃

焼ガス圧力（Pmax）が従来エンジンに対し高く，最大口開き

量も約 50％程度増加している．
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このため従来のエンジンに使用していた SUS301 材の３

枚積層構造のヘッドガスケットではクラック限界変位量を

大幅に超えてしまうことになるので，本エンジンに対して

は更に疲労特性に優れたヘッドガスケットが必要とされる．

このような場合には通常，ボアビードの積層枚数を増やし

て１枚あたりの口開き量の負担を軽減することでクラック

限界変位量を高めたり，ボアに荷重を集中させる段差型ガ

スケットを採用して口開き量そのものを低減させる対策が

行われるが，いずれの場合も部品の専用化やコストアップ

を伴う．しかし今回は新開発の複合組織結晶粒微細化材を

採用することで，低コストで耐久性に優れたヘッドガス

ケットを開発することができた．

５．まとめ

シリンダヘッドガスケットのボアビードの疲労破壊メカ

ニズムを解析し，疲労強度向上手法として複合組織での結

晶粒微細化を提案し材料の開発を行った結果，以下の結論

が得られた．

（１）素材の疲労強度特性とヘッドガスケットの疲労強度特

性が一致しない原因は，ボアビード成形によって結晶

粒界に割れが生じているためであり，この結晶粒界割

れを起点に疲労破壊は進行する．

（２）結晶粒界割れを抑制するためには結晶粒の微細化が有

効である．

（３）逆変態再結晶挙動を制御することにより，平均結晶粒

径 1.0μm 程度まで細粒化が可能である．この場合

2.0μm 以下では，加工誘起マルテンサイト組織が逆

変態再結晶オーステナイト組織に囲まれて残留した複

合組織となっている．また結晶粒径と硬さの関係は

Hall-Petch の式に良く従う．

（４）ヘッドガスケット用材料として逆変態再結晶組織にマ

ルテンサイト組織が混在した複合組織を有し，かつ平

Fig.18   Effect of application of cylinder head gasket
for new model engine
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均結晶粒径が 1 ～ 2μm に制御された準安定オーステ

ナイト系ステンレス鋼を開発した．その結果，高圧の

燃焼ガスシールに必要な硬さを SUS301 同等まで確保

しつつ，ガスケットの疲労強度を30％以上向上させる

ことができた．
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高シール性発泡ラバーガスケット材料の開発
Development of High-sealing Foamed Rubber Gasket Material

ABSTRACT

For automotive engine sealing applications, a high-
performance durable foamed rubber gasket material was
developed.  This material contains air vessels, which
have  supe r io r  cha rac t e r i s t i c s ,  such  a s  h igh
compressibility, and conformity to rough surfaces.  To
achieve durability and reliability performance for engine
sealing applications, separate and minute air vessels were
incorporated into the material.  Additionally, the base
components, as well as the additives, were optimized, to
achieve the necessary performance.  The foamed rubber
gasket material is superior to conventional material in the
area of sealing rough surface with less torque.  a
simplified fastener seal structure was realized, by
applying the foamed gasket material to the engine air
intake system.

※ 栃木研究所

※※HONDA R&D EUROPE (U.K ) LTD

　（開発当時：栃木研究所）

要　　旨

自動車の内燃機関用ガスケットとして，優れた圧縮復元

特性と粗面吸収性を特徴とした高いシール性と耐久性の両

立を目的としたガスケット材料を開発した．発泡ラバー材

料に着目し簡易的な締結構造においても高いシール性を発

揮するガスケットの研究を行い，発泡ラバー材料の気泡形

態を独立微細構造としベースラバーの材料組成，添加剤配

合を最適化することにより，既存のガスケット材料に対し

低面圧領域でのシール性を大幅に向上したガスケットを商

品化した．本ガスケットをエンジンの吸気系部位に用いる

ことにより締結構造の合理化が図れた．

１．まえがき

自動車用内燃機関の普遍のニーズである軽量化，コンパ

クト化，低コスト化が近年急速に進んでいる中，各自動車

メーカにおいては吸気系部品を中心に構造材料を従来のア

ルミニウム合金から樹脂材料，マグネシウム合金等に置換

し，さらに部品のモジュール化を行い軽量コンパクトなエ

ンジンを商品化してきている．このような背景の中，吸気系

の締結シール構造部においては，被締結体フランジ部の剛

性低下，締結ボルト本数の削減，ボルトサイズのダウン，さ

らにはシール面の平坦度低下，粗面化と，従来用いられてき

たガスケット材料であるラバーコートメタル（以下 RCM），

ジョイントシート，成形ゴムリング等では必要なシール性

を確保できない領域が発生し始めており，より低い締結面

圧でシールが可能な材料が望まれている（１）～（３）．

そこで著者らは，高い圧縮復元性を有する発泡材料を用

いることにより，既存のガスケット材料の弱点である低面

圧シール性の向上を図ったガスケット材料の開発を行った．

２．シール性の決定要因

2.1. シール性の特性要因解析

一般に，ある任意の締結状態において，シール可能圧力

は下記実験式（１）により導かれることからシール性を向上

させるためには，ガスケット係数，面圧，面粗度を向上させ

るという手法がある．

シール可能圧力 = ｋ×ρ× exp（ｐ×ｒ） （１）　

ｋ：ガスケット係数

ρ：シール媒体粘度

ｐ： 面　圧

ｒ：面粗度

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_23
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これらシール性の決定因子を更に分解すると，Fig.1に示

すようにシール面状態，締結力，締結面のフランジ剛性，お

よびガスケットの材料特性から構成されている．シール性

を高めるには，これら因子の何れか一つを向上させれば高

性能化は可能となるが，既存技術では各因子のどれを改良

しても，目的であるエンジン部品の軽量化，低コスト化には

逆行してしまう．

したがって，シールが必要な系のシール性と軽量化，低

コスト化の両立を考えた場合，ガスケット特性中の圧縮復

元性の向上と，シール面に対するなじみ性の指標である表

面硬さを低くすることによりガスケット自身のシール性を

向上させ，フランジ板厚（剛性）とボルト本数（締結力）の低

減，および面加工の省略によるシール性の低下を補完して

軽量化，低コスト化を成立させる手法が望ましい．

具体的には，近年のエンジン吸気系部品を中心とした樹

脂，マグネシウム合金等への材料置換による締結部のシー

ル機能低下に対し，高い圧縮復元特性を有し表面硬度が低

く十分な耐久信頼性を持つ高性能なガスケットが適用でき

れば，軽量化と締結構造の合理化，低コスト化，およびシー

ル性の確保が可能となる．

ム合金製の円盤の間に筒状のラバーを挟み，内部の気体の

種類，圧力を任意に操作できるよう作製したものである．こ

のモデルによりラバーと気体の圧縮特性を Table 1 に示す

条件で評価した．

Tightening�
 force

Flange�
stiffness

Sealing surface�
condition

Sealability

Gasket

Compressibility

Surface hardness

Bolt axial tension

Bolt

Bolt layout

Material

Form, thickness

Relative roughness

Flatness

Thickness, Width

Fig.1   Sealing performance factor analysis chart

2.2. ガスケット材料の圧縮復元特性向上

自動車エンジン用ガスケット材料として，低硬度かつ高

い圧縮復元特性を有するものを選定する場合，NBR，FKM

に代表される耐熱ラバーが現在最も実績がある材料である．

著者らは，さらにこのラバー材料中に意図的に空隙を設け，

ラバー弾性と気体弾性を複合化することで，より高い圧縮

復元特性を得る手法を選択した．この構造は一般には発泡

ラバーと呼ばれるもので，家電製品の制振材や間隙充てん

材として広く用いられている．

Fig.2に発泡ラバーの単一気泡を想定した圧縮復元特性の

評価モデルを示す．フランジ面を模した２枚のアルミニウ

Fig.3に示すように，ラバー単体の圧縮特性に比較して気

体は低い圧縮面圧でも高い圧縮性を示した．特に面圧５

MPa以下の領域ではラバーに対し気体は２倍以上の圧縮性

を有している．

また，Fig.4 はラバーに気体を複合化させた単一系モデル

で，空隙の容積を変化させることにより気体の含有率に対

する圧縮特性の挙動を確認した結果である．気体の含有率

Pressure regulator�
valve

Specimen�
(NBR)Air space

Compression load

Displacement�
gauge

P
Pressure gauge

Specimen specification

Thickness

Material

Rubber hardness

Compression speed

NBR

60 Hs 

0.1 mm/min

Diameter 40.0 mm�

6.0 mm�

Fig.2   Compressibility evaluation model

Table 1   Compressibility test condition
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Fig.3   Comparison of compressibility between rubber
and air
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の増加に伴い，ほぼ理論通りに圧縮性も向上した．

以上より，ラバーと気体の複合化がシール性の向上因子

である低硬度化と高圧縮性を向上させる手段として合理的

であり，体積当たりの気体の比率が高いほど圧縮性がよい

ことがわかった．

次に著者らは，ラバーへの気体の固定化において，その

形態により圧縮特性がどのように変化するか，外気と連続

している系および密閉（独立）している系の２種類について

確認を行った．試験方法としては，Fig.2に示したラバー試

験片の空間につながる通路バルブを開閉することにより，

連続系と密閉系のモデルとした．この結果を Fig.5に示す．

気泡形態が連続系と密閉系では復元性に顕著な差が生じ，

密閉系の気泡形態の方が 1.5 倍程度復元率が高くなる．こ

れは密閉系の場合気体が外部へ流出しないため気体弾性が

復元力として付加されたためである．

以上のことより，ラバーへの気体の複合形態としては連

続系に比較して密閉系（独立タイプ）の方が高い復元性をも

つことから高い耐圧シール性が確保でき，ガスケット材料

としては優れている．

３．ラバーの発泡組織化

ラバーの発泡法としては，化学発泡法と称されるアゾジ

カルボンアミドに代表される熱分解性発泡剤をラバー中に

添加し，加熱処理により発生するN2，CO2等のガスによっ

てラバー中に気泡を分散させる方法が一般的である．この

方法は発泡構造を得ることが比較的容易であり，製造され

た発泡ラバーの組織は気泡が互いに連続した 100～500μm

の比較的大きな気泡構造を持つ．化学発泡法による発泡ラ

バーの断面写真を Fig.6(a) に示す．
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Fig.6   Cross section pictures of foamed rubber

この発泡ラバー材のシール部品としての適合性を検証す

ると，Fig.4 で期待された高い圧縮特性は得られるものの，

気泡が連続しているため Fig.5 のように高い復元性を得る

ことが困難であり，且つシール媒体が気泡を通じ浸透し，や

がては漏洩に至るというガスケット材料としては致命的な

欠点を持つことがわかった．

そこでこれらの短所を補うべく，比較的小さな気泡を互

いに独立した状態でラバー中に分散させることが可能なマ

イクロカプセル発泡法を採用することとした．この発泡法

は，塩化ビニリデンのカプセル被膜中に常温では液体の低

沸点炭化水素を封入し，加熱によって気化，膨張させ発泡ラ

バーを得る方法である．この方法では Fig.6(b) に示すよう

に最小で 20μm 程度の微細な独立した気泡組織を持つ発

泡ラバーが製造可能である．Fig.7に示すように，マイクロ

カプセル法による独立気泡型の発泡ラバーは連続気泡型の

発泡ラバーに対してより高い復元率を得ることができる．

一方マイクロカプセル法の欠点として，カプセル被膜の耐

溶剤性が低いためラバーとの混練が難しく，また発泡条件

によっては期待する発泡物性が得られない等の製造が難し

い点がある．したがって，高いシール性と耐久性を併せ持つ

ガスケット材料を安定的に得るため，マイクロカプセル法

を用いた発泡ラバーガスケットについて以下のように材料

仕様を設定した．
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４．発泡ラバーガスケットの材料仕様

4.1. 発泡ラバーガスケットの構成要素

マイクロカプセル法を用いた発泡ラバーガスケットは

Fig.8に示すような構造をしており，シール性を決定づける

主要な構成要素としては，Fig.9に示す気泡構造，ベースラ

バー，基材，等のパラメータが挙げられる（４）～（５）．これらの

項目について高性能ガスケットを得る為の最適仕様を見出

した．

4.2. ベースラバーの性状

マイクロカプセルを用いた発泡ラバーの場合，ベースラ

バーのムーニー粘度に発泡物性が大きく左右される．Fig.10

に示すように，ラバーのムーニー粘度が 50Poise 以下の領

域では良好な発泡挙動を示し，それ以上に粘度が高くなる

と発泡性は急激に低下する．
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Fig.9   Component ports drawing of foamed rubber
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Fig.10   Relationship between rubber mooney viscosity
and volume function of foaming
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4.3. 発泡処理の条件

良好な発泡状態を得るためには，Fig.11 に示すように

ベースラバーの加硫硬化が開始する温度以下でマイクロカ

プセルの膨張が起らなければならない．

そのためマイクロカプセルの封入溶剤（低沸点炭化水素）

とラバーの加硫処方を吟味し発泡処理温度を設定する必要

がある．　

フッ素含有量65％以上にすることで圧縮永久ひずみを低く

抑えることができる．

次にベースラバーの耐熱性を決定するもう一つの因子で

ある，カーボンブラックの添加特性の結果をFig.13に示す．

基本的にカーボンブラック添加量の増加に伴い圧縮永久ひ

ずみは低くなり，60PHR以上の添加量で安定した耐熱性を

示す．
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Fig.11   Possible area of foamed rubber production

4.4. ベースラバーの仕様設定

ベースラバーの設定はガスケット部品として使用される

環境を考慮し選定する必要があり，代表例としてラバー材

料の中で耐熱性，耐燃料油性に優れるフッ素ゴムについて

述べる．発泡ラバーガスケットの骨格素材となるベースラ

バーに求められる特性として，気泡構造の保持がある．その

ためベースラバーには高い耐久信頼性が必要となる．

Fig.12にベースラバー（フッ素ゴム）の耐久性の指標であ

る圧縮永久ひずみ特性を示す．フッ素ゴムの場合，含有フッ

素量を増やすことにより圧縮永久ひずみは減少傾向を示し，
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4.5. 気泡組織の仕様設定

以上の様にして得た，発泡ラバー材料をガスケット部品

として設計するにあたって，発泡ラバーの気泡組織を中心

とした材料仕様とシール性能との関係を調べた．発泡ラ

バーの特性決定因子としては，発泡倍率，気泡粒径，ラバー

膜厚の３点が挙げられ，シール性の指標となるシール可能

圧力と，耐久性指標となる圧縮永久ひずみを Table 3 の試

験条件によって評価した．それぞれの結果を Fig.14 から

Fig.16 に示す．　

Compression set�
test conditions�

Heating temp=120°C�
Holding time=24hr�

Seal test conditions�
Surface pressure=0.5MPa�
Sealing temp=–30°C�

Thickness� 80µm (basic)�

Particle size of foam� 25µm (basic)�

Foaming rate� 120% (basic)�

Vulcanizing temperature� 250°C�

Foaming temperature� 150°C�

Foaming type� Closed-cell�

Carbon black content� 60PHR�

Base rubber� FKM (F content=65%)�

Table 3   Components of foamed rubber and sealing
test conditions



HONDA   R&D   Technical   Review Vol.12  No.1 (April 2000)

－164－

においても，シール可能圧力（シール性）と圧縮永久ひずみ

（耐久信頼性）はトレードオフの関係にあり，最適値が存在

することが確認できた．

５．発泡ラバーガスケットのシール性

5.1. 低温シール性

発泡ラバーガスケットのシール性については，自動車エ

ンジン用という用途を考慮し，始めに低温時のシール性を

評価した．一般にゴム材料を用いたガスケットの場合，低温

環境においてはゴム材料の硬化によってシール性は低下す

る（６）．しかしながら，本開発の発泡ラバーガスケットにお

いては，Fig.17 に示すようにこれまで樹脂部品のシールに

一般的に適用されている成形ゴムガスケットが－20℃以下

の領域で急激にシール性の低下を起こすのに対し，安定し

たシール性を確保しており，材料の低硬度化と高い圧縮復

元特性を持たせることで同じ基材を用いてもシール性を向
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Fig.14   Optimization of foaming volume compared to
sealing performance and compression set

Fig.15   Optimization of particle size compared to
sealing performance and compression set

Fig.16   Optimization of coating layer thickness
compared to sealing performance and
compression set

発泡倍率（Fig.14）よるシール性と圧縮永久ひずみの関係は

発泡倍率が高い程シール性は良好となり，逆に圧縮永久ひ

ずみは悪化する．気泡径（Fig.15）においては粒径が大きい程

シール性は良好となり，逆に圧縮永久ひずみは悪化する．ま

た膜厚（Fig.16）とシール性，圧縮永久ひずみの関係は膜厚が

厚い程シール性は向上し，逆に圧縮永久ひずみは悪化する．

以上のように，発泡ラバー層の特性を決定するどの因子
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Fig.17   Sealing performance at low temperature

5.2. 低面圧領域のシール性

軽量化，低コスト化等に影響をおよぼすシール性として

は，締結力，フランジ剛性の低下にともなう低い締結面圧に

おけるシール性が挙げられる．この低面圧シール性におい

ては，従来より一般的に適用されている RCM がシール性

を失なう．3.0MPa以下の面圧領域においても，発泡ラバー

ガスケットはFig.18に示すように４倍以上のシール性を確

保しており，最低で 0.5MPa の低面圧領域までシールが可

能である．この低面圧シール性の向上によって，例えば

Fig.19 の様にインテークマニホールドとシリンダヘッド間

のガスケットとして適用した場合，従来では１吸気ポート

当たり約 2.5 本(a)の締結ボルトが必要だったのに対し，発

泡ラバーガスケットを用いれば 1.5 本程度(b)でシールが可

能となる．
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5.3. 面粗度，平坦度の吸収性

発泡ラバーガスケットのシールフランジ面の面粗度の吸

収性を Fig.20 に，平坦度の吸収性を Fig.21 に示す．面粗

度の吸収性においてはRt=80μmまでシールが可能であり，

これは軽金属合金の鋳肌面に対して無加工で適用可能であ

ることを意味している．

６．エンジン用ガスケット部品への適用事例

以下に，自動車用エンジンの吸気系ガスケットに応用し

た例を示す．適用部位としては，市販ハイブリッドカーのイ

ンサイトに搭載されているエンジンのシリンダヘッドと

EGRプレート間および，樹脂製インテークマニホールドの

スロットルボデースペーサとスロットルボデー間のガス

ケットである．ガスケット形状としては Fig.22のように金

属薄板基材に発泡ラバーをコーティングした構造となって

いる．
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a) Fastening bolts layout in RCM gasket

b) Fastening bolts layout in foamed rubber gasket
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Fig.18   Relationship between fastening pressure and
sealing performance

Fig.19   Fastening bolts layout depend on gasket type
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Fig.21   Clearance adaptation of foamed rubber

平坦度の吸収性においては締結面のクリアランスで

0.6mmまでシールが可能であり，これは例えば樹脂部品な

どの成形時に発生する変形，うねりに対して同じく無処理

で適用可能であることを示している．以上のように発泡ラ

バーガスケットは自動車用のシール部品として非常に優れ

ており，締結シール構造の合理化や低コスト化が可能とな

る．

A) EGR plate gasket

B) Throttle body gasket

Fig.22   Foamed rubber gasket for a engine air intake
systems
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Table 4   Fomaed rubber gasket specification

EGRプレートガスケットにおいてはEGRガスにより130

℃までの熱負荷を受けるため，ベースラバーに FKM 材を

用いている．またスロットルボデーガスケットは，熱負荷が

100℃以下と比較的低いためベースラバーに NBR 材を適用

している．各ガスケットの仕様詳細については Table 4 に

示しておく．
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本エンジンでの締結シール仕様において，既存ガスケッ

ト材料である RCM で設計した場合，２層以上の多板化が

必要であった．これを発泡ラバーガスケットに置換するこ

とにより，EGR プレートガスケットでは単板化，EGR プ

レート薄肉化，締結ボルト本数削減が，また，スロットルボ

デーガスケットでは同様にガスケットの単板化，プレート

薄肉化が可能となった．　

またエンジン実機を用いた耐久試験においても発泡ラ

バーガスケットのシール性能の消失はなく，耐久試験終了

後のガスケットにおいても，シール可能圧力が 150kPa 以

上と十分な耐久信頼性を有していることが証明できた．

７．まとめ

自動車内燃機関のシール部品として適用が可能な高圧縮

復元性，低表面硬度の独立気泡型発泡ラバーガスケットを

開発した．本開発の発泡ラバーガスケットは，従来のガス

ケット（RCM ガスケット，成形ラバーガスケット）に対し，

低面圧シール性に優れ，かつ低温，粗面シールにおいても高

いポテンシャルを有している．この発泡ラバーガスケット

の高いシール性を利用して，締結ボルト本数の低減，シール

フランジ部の薄板化，シール面の無加工化等の締結シール

構造の合理化が可能になることが証明できた．

今後更に自動車用内燃機関の軽量，低コスト化は進展す

ると推測され，それにともなう樹脂材料，マグネシウム合金

等の新部品のシールに，発泡ラバーガスケットは有効な

シール手法になると考えられる．　

　　　　　

村 上 康 則 吉 田 潤 平

山 口 淳 生

■著　者■

青 木 琢 也
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耐熱マグネシウム合金を適用した軽量オイルパンの開発
Development of Lightweight Oil Pans Made of a Heat-Resistant Magnesium Alloy

ABSTRACT

A new heat-resistant magnesium alloy (hereafter
referred to as “ACM522”) for die-casting based on the
Mg-Al-Ca-RE system has been developed.  In the 150°C
temperature range, the ACM522 yields high creep
characteristics which are superior to the conventional
AE42 heat-resistant magnesium alloy for die casting, and
it exhibits an excellent resistance to both heat and
corrosion which is equivalent to ADC12 general-purpose
aluminum alloy.  Use of magnesium for oil pans has
raised a number of problems such as axial force drop in
the bolted areas and, until now, oil pans made of
magnesium had not  applied to mass-produced
automobiles.  The authors applied the ACM522 for oil
pans and reached to 35% less weight than conventional
oil pans made of aluminum.

＊　栃木研究所

＊＊和光基礎技術研究センター

要　　旨

Mg-Al-Ca-RE を基本とするダイカスト用高耐熱マグネシ

ウム合金（以下 ACM522 と略す）を開発した．ACM522 は

150℃の温度域で従来のダイカスト用耐熱マグネシウム合金

AE42を凌駕する高いクリープ特性を示し，汎用アルミニウ

ム合金 ADC12 にも匹敵する優れた耐熱性と耐食性を有し

ている．オイルパンのマグネシウム化は，ボルト締結部の軸

力低下などの課題があって，これまで量産車では実用化に

至っていない．筆者らは ACM522 をオイルパンに適用し，

従来のアルミニウム製オイルパンに比較して35％の軽量化

を達成した．

１．まえがき

近年，限られたエネルギーの有効利用，地球環境問題な

どから，輸送機器の燃費改善のための軽量化は最重要課題

となっている．1999年秋にホンダは量産ガソリン車で世界

最高燃費の 35Km/l を達成するハイブリッドカー「インサ

イト」を発売した．エンジンはハイブリッドシステム専用に

開発され，軽量素材の適用拡大などの徹底した軽量化技術

を採用することで 1 リットルエンジンでは世界最軽量を実

現した．このエンジンの外観を Fig.1 に示す．エンジン部

品の中でも比較的重量の重いオイルパンの軽量化は燃費を

向上する上でも必須技術であった．オイルパンをマグネシ

ウム化するにあたり，汎用合金である AZ91D，AM60B で

はボルト締結部での軸力低下が著しく，新たな耐熱マグネ

シウム合金が必要であった．今回新しく開発したマグネシ

ウム合金はMg-Al-Ca-RE を基本成分とする合金で，耐熱性

と耐食性に優れた合金である．また，ダイカスト製法を前提

に，溶湯流動性と鋳造割れにも考慮した合金である．本合金

を適用したオイルパンは従来のアルミニウム製オイルパン

に比べて35％の軽量化が達成できた．以上のような背景の

もと，本稿では開発した耐熱マグネシウム合金ACM522の

材料特性と，マグネシウムオイルパンの概要に関して述べ

る．

Fig.1   Honda integrated motor assist engine system

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_24
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２．背景

マグネシウム合金は密度 1.78g/cm3 と実用金属材料中で

最も軽量である．その軽量性に加えて，比強度，比剛性，電

磁遮へい性，リサイクル性に優れることから自動車部品や

携帯用電子機器を始めとする家電製品等への利用が急速に

増えつつある．しかし，エンジンおよび，トランスミッショ

ン回りの部品への適用に際しては，低コストで良好な鋳造

性を持った耐熱マグネシウム合金の開発が必要である．オ

イルパンの機能はエンジンの下部に位置して，エンジン潤

滑油を保持することである．一般的にシリンダブロックに

ボルト締結する構造がとられており，エンジン運転中の締

結部の温度は最高150℃以上に達するため，従来より鋼板ま

たはダイカストアルミニウム合金が使用されてきた．オイ

ルパンをマグネシウム化するにあたり，機械的特性，鋳造

性，耐食性のバランスのとれた代表的なマグネシウム合金，

AZ91D合金を適用すると，ボルト軸力の低下が著しく，新

たなダイカスト用耐熱マグネシウム合金の開発が必要で

あった．

耐熱マグネシウム合金としてはこれまで数種類の合金が

開発されている．AS41，AS21 合金は結晶粒界に Mg2Si 金

属間化合物を晶出させて，耐クリープ性を向上させた合金

である．特に，アルミニウム含有量の少ないAS21は，AS41

より鋳造性は劣るが，耐クリープ性の面で優れている．ま

た，AE42 は AS21 と同等以上の耐クリープ性を持つ合金

であるが，材料コストと鋳造割れが発生しやすいなど鋳造

上の問題がある（１）．また，最近時Znを主要添加元素とし，

さらに Al および Ca を添加した Mg-Zn-Al-Ca 系の耐熱合

金も開発されている（２）．この合金は AE42 合金のクリープ

特性，耐食性，ダイカスト性を上回ると報告されている．

筆者らはオイルパンへの適用を可能とする耐熱マグネシ

ウム合金を新しく開発するため，以下の合金開発目標を設

定した．

①ダイカストアルミニウム合金 ADC12 に匹敵するクリー

プ特性と耐食性を有すること

②オイルパンの量産を可能とする AZ91，AE42 と同等の鋳

造割れ特性を有すること

今回，開発した合金はダイカスト鋳造性を考慮して，Mg-

5Al 合金を基本に耐熱性向上元素として Ca と Ce 系ミッ

シュメタルを含有し，さらに耐食性向上をねらって少量の

Mn を添加した Mg-5Al-2Ca-2M.M -0.3Mn 合金（ACM522）

である．

３．実験方法

3.1. 供試材

予め準備したマスタアロイを溶解加熱炉によって溶解し

た．その際，保護ガスはSF6，CO2，および空気の混合ガス

を用いた．溶解後約700℃に保持し，350トンコールドチャ

ンバダイカストマシンにより引張試験片金型，クリープ試

験片金型に鋳造した．得られた試験片は金型合わせ面のバ

リ取りを行い鋳造状態のままで用いた．一方，疲労試験片は

1 000トンコールドチャンバダイカストマシンによって鋳造

したオイルパンより採取し，表面のチル層は機械加工によ

り削除して試験に供した．

引張試験片，クリープ試験片，疲労試験片の形状をFig.2

に示す．また引張り試験片から切り出したサンプルからICP

により化学組成を分析した．分析結果を Table 1 に示す．

Fig.2   Die casting test specimens:
(a) tensile specimen
(b) creep specimen
(c) fatigue specimen

Table 1   Chemical composition of ACM522 alloy

3.2. 機械的特性

引張試験はインストロン型万能試験機を用い，ひずみ速

度 0.5mm/min で行った．試験温度は室温，100℃，150℃，

180℃，250℃とし，各温度において10分間保持後引張試験

を開始した．伸び量は伸び計により応力－ひずみ曲線を作

成し，0.2％ 耐力と最大引張強さを求めた．

クリープ試験は JIS Z 2271 に準拠した．試験機はレバー

比 10：１の単てこ型３トンクリープ試験機を用いた．試験

Al�
wt%
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Rare earth�
wt%

2.0
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19
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< 1
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温度は 150℃，180℃，200℃とし，PID 制御により温度変

動は±1.5℃以内で押さえた．クリープ伸び量は試験片の突

出部を伸び計冶具ではさみ，炉外に変位量を取り出し，左右

２個のリニアゲージの平均値として記録した．各設定温度

到達後 20 時間その温度に保持してから，所定の引張応力

（50～100MPa）となる荷重を負荷した．

疲労試験は片振り引張り疲労試験により，応力比0.2，周

波数 25Hz で，試験温度は室温，120，150℃で実施した．

3.3. 耐食性試験

耐食性評価は塩水噴霧試験により実施した．試験板はダ

イカスト鋳造したマグネシウムオイルパンの平面部から25

× 20 ×３ mm の板を切り出し，#1500 の耐水ペーパで加

工面を研磨した．試験方法は JIS Z 2371 に準拠した．試験

条件は塩水濃度５％NaCl，PH6.7 - 6.8，温度35℃，湿度99

％雰囲気とした．400hr 後，試験板を 10％クロム酸溶液で

煮沸洗浄し，さらに蒸留水で洗浄した．その後十分に乾燥さ

せ重量を測定した．

3.4. 物理的特性

比重はアルキメデス法により求めた．また，比熱，熱伝

導率といった熱定数はレーザフラッシュ法による．電気伝

導度は４端子測定法，熱膨張は押し棒式縦形熱膨張計によ

り測定した．縦弾性係数，減衰率は共振法により求めた．

3.5. 鋳造性試験

鋳造割れの測定には Singer ，Jennning によって考案さ

れたリングテスト法を用いた．この試験は準固相域での熱

間割れを評価するのに適している．リング鋳型の形状を

Fig.3に示す．材質は鋳鉄である．鋳型の底部には断熱離型

剤として BN をコーティングしておき，鋳型を所定温度に

保持し，そこに700℃に保持した溶湯を鋳造する．鋳造した

リング試験片に発生した割れの長さを合計して評価した．

3.6. ボルト締結軸力試験

軸力試験に用いた試験片はダイカストのビスケット部よ

り，試験片を採取したものである．Fig.4 の概略図に示す方

法で，M6 ボルト（めねじ長さ 2.5D）にひずみゲージを埋め

込んだ軸力ボルトを使用し，150℃での恒温炉に試験片を投

入して，軸力変動を測定した．比較のため，AZ91Dでも同

様に軸力試験を行った．

Magnesium alloy

19 25

36

58

96

150mm

Fig.3   Ring-die plate for hot-cracking test

M6 bolt

ACM522

Strain gage

Fig.4   Bolt load retention test assembly

４．結果と考察

4.1. 機械的特性

Fig.5 ～ Fig.7 に ACM522 の強度特性の温度依存性を示

した．比較として AZ91D，AE42 および ADC12 を加えた．

Fig.5 に示すように ACM522 の引張り強さは AZ91 よりも

劣る．AE42 に対しては室温での引張り強度は劣るが，100

℃以上の温度域では ACM522 の方が優っている．また 0.2

％耐力に関しては Fig.6 に示すように，室温では AZ91 と

同等であるが，100℃以上ではAZ91Dよりも優れる．AE42

に対しては室温から 250℃までの温度域で ACM522 の方が

高い値を示している．伸びは Fig.7に示すように，AE42が

最も高い延性を示す．ACM522は，室温で３％程度でAZ91

と同等であり，高温になるにつれて伸びが増大する． 汎用ダ

イカストアルミニウム合金である ADC12 と比較すると，

ACM522は引張り強度は全温度域で劣る．0.2％耐力は室温

で同等で，高温での強度低下はACM522の方が大きい． 延

性は室温から 250℃まで ACM522 の方が高い．各温度にお

ける代表的な応力ひずみ曲線を Fig.8 に示す．加工硬化量

が少なく，AE42 と類似したベント型を示していることか

ら，ACM522 の強化機構は固溶強化もしくは析出強化では

なく，結晶粒のすべりを抑制する粒界化合物相による強化

機構が支配的であるものと考えられる．
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Fig.5   Ultimate tensile strength of ACM522 alloy
compared with conventional die casting
alloys

Fig.6   0.2% yield strength of ACM522 alloy compared
with conventional die casting alloys

Fig.7   Elongation of ACM522 alloy compared with
conventional die casting alloys

Fig.8   Stress-strain curves of ACM522 alloy
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各試験温度で 100hr におけるクリープ伸びが 0.1％に到

達する応力を各種ダイカスト合金と比較して，Fig.9に示し

た．0.1％クリープ伸びを与える応力はクリープ伸び（Ｘ）と

応力（Ｙ）を対数近似し，Y=a× log（Ｘ） ＋ ｂで整理し，0.1

％時の応力を計算した．ACM522のクリープ強度は150 - 200

℃の温度範囲で ADC12 にほぼ匹敵し，マグネシウム合金

では AE42 を凌駕する卓越したクリープ強度特性を示す．

Fig.10 は ACM522 の室温，120℃，150℃における S - N

曲線を示す．疲労強度は高温になるに伴って低下し，繰り返

し数 10 7 回での疲労強度は，室温で 130MPa，120℃で

100MPa，150℃では 80MPa であった．
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ACM522の強化機構を考察するため，組織観察を行った．

Fig.11 は ACM522 のダイカスト組織を SEM 組成像で観

察したものである．初晶α相の間に，黒く粒状に分散して
いる相は Al-Ce 化合物相である．色の薄い化合物は Al-Ca

とMg-Caと思われる．これらの比較的微細な金属間化合物

相がα相の粒界に沿って微細に分散することにより，粒界
が強化され優れたクリープ特性を得ることができるものと

考えられる．

4.3. 物理特性

物理特性一覧をTable 2に示す．比較としてAZ91D，AE42

および ADC12 を加えた．熱伝導率，電気伝導度は ADC12

よりも低いが，AE42よりやや高い数値を示す．熱膨張係数

は他のマグネシウム合金の中で最も小さい値を示し，ボル

ト締結部の温度変化に対しても有利である．減衰能は他の

マグネシウム合金，アルミニウムダイカスト材と同等であ

る．

15 m

Fig.10   Fatigue strength of ACM522 alloy

Fig.11   SEM image microstructure of ACM522 alloy

4.2. 耐食性

Fig.12 に塩水噴霧試験400hrにおける腐食速度をAZ91D，

AE42，ADC12 合金と比較して示す．ACM522 は耐食性が

良好とされるAE42に近い耐食性を示し，AZ91DやADC12

よりも耐食性は優れている． マグネシウム合金の耐食性は，

不純物元素に大きく影響されることが報告されている（３）．

もっとも代表的なのが Fe，Cu，およびNi である．これら

の不純物元素は耐食性を低下させる臨界濃度が存在し，臨

界濃度以下に成分管理すれば，すぐれた耐食性を示すこと

が知られている．ACM522 の耐食性が ADC12 よりも優れ

ているのはこのためであろう．また，ACM522 の腐食の形

態はα相が優先的に溶出しており，AZ91D 及び AE42 と
同様の腐食挙動であった．
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Fig.12   Corrosion rate of each alloy of the salt water
spray test in 400 hours for some die casting
alloys

Properties� ACM522� AE42� AZ91D� ADC12�

Density (g/cm3)� 1.79� 1.81� 1.81� 2.70�

Specific-heat (J/kg•°C)� 0.91� 0.96� 0.96� 0.96�

Thermal conductivity (W/mK)� 86.9� 78.6� 53.8� 100�

Electrical conductivity (%ICAS)� 22.5� 20.3� 12.7� 27.0�

Thermal expansion ( / ×10-6°C)� 25.6� 27.7� 28.5� 24.0�

Modulus (GPa)� 45� 45� 45� 69�

Damping capacity (%)� 0.325� NA� 0.289� 0.305�

Table 2   Physical properties of some die cast alloys

4.4. 鋳造割れ性

リング割れ試験は AZ91，AM60，AE42 ，ADC12 につい

て行った．AZ91 や AE42 では割れは最大で 20mm 発生す

る．また ADC12 ではリング割れは皆無であった．

ACM522 の主成分である Al，Ca および R.E 量を様々に

変化させ，リング割れとの関係を調査した．Fig.13 は R.E

の添加量を２％に固定した場合の Al および Ca 添加量と

鋳造割れの関係を示す．

Al 量が２－３％では Ca 量が微量であっても大きな割れ

が発生する．Al量が増大するにつれて，割れ長さが減少し

Al 量が約５％では Ca 量を約２％以下とすれば鋳造割れ性

は AZ91，AE42 と同等レベルとなる．
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4.5. ボルト締結部の軸力試験

Fig.14 に 150℃でのボルト締結部の軸力の変化を示す．

ACM522 と鋼製ボルトの熱膨張差により，高温炉に投入し

た直後は軸力がわずかに増大する．その後時間経過ととも

に AZ91D の場合は軸力が急激に低下し 1 000 時間後には

軸力はほとんどゼロになる。これに対して，ACM522 の軸

力は 1 000 時間後でも，ほとんど低下していない．これは

ACM522 のクリープ強度が大幅に向上したことにり，ボル

ト座面とめねじ部のへたりが抑制されたことによるもので

ある．

Fig.13   The effect of Al and Ca content on the total
hot-crack length for the ACM522 alloy with
rare earth = 2wt%
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Fig.14   Bolt load retention test at 150°C

５．オイルパン の概要

ACM522 を適用したオイルパンの外観写真を Fig.15 に

示す．オイルパンの側面にエアコンプレッサや，オイルフィ

ルタを直接取り付ける等の機能集約をはかりながら重量は

2.5kg で，アルミニウムで製造した場合に比較して 35％の

軽量化を達成した．ダイカスト製法による形状の自由度を

活かして，複雑形状のオイルパンを一体鋳造成形した．ダイ

カスト成形時の鋳造熱間われを防止するため，肉厚変動が

極力少なくなるような設計を心掛け，一般部肉厚は 2.5～

3.0mmに設定した．また，剛性を確保するため必要に応じ

てリブを配置した．

オイルパンはエンジンの最下部に位置するため，走行中

の路面の水分の巻き上げや泥跳ねなど，他のエンジン部品

よりも厳しい腐食環境下に置かれる．また，マグネシウム合

金は炭素鋼などの異種金属と電気的に接触した状態で腐食

環境下に置かれると，マグネシウムがアノードとなって選

択的に腐食される．そのため，マグネシウムと異種金属間に

アルミニウムなどのマグネシウムと電位の近い金属を介在

させることで電位差を低減したり，絶縁材料を介在させて

電気的な絶縁を図るなどの腐食防止の対策が必要となる．

今回のマグネシウムオイルパンの開発にあたっては，ボル

ト締結部には基本的に陽極酸化処理を施したアルミニウム

ワッシャを介在させることで，腐食防止対策とした．特に，

メンテナンス時に脱着される頻度の高いドレンボルト部に

は，アルマイト処理をした別体プレートを設けることで，対

策を行った．

Fig.15   Appearance of magnesium oilpan using
ACM522 alloy

また，当初 エンジン下まわりの剛性低下による騒音，振

動音の悪化が懸念されたが，オイルパンの部分的な形状変

更により重量増を抑えつつリカバーすることができた．こ

の結果をFig.16に示す．エンジンサイドブラケット上下振

動音についての 1/3 オクターブ分析の結果，フランジ厚さ

の増加や曲面形状等の見直しをすることで，70～500Hzの

領域で低減効果が得られ，特にクランク打音や加速エンジ

ン音として問題となっていた 200～400Hz 帯の低減を図る

ことができた｡
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６．結論

以上新しく開発した耐熱マグネシウム合金の材料特性評

価結果と，本合金を適用した軽量マグネシウムオイルパン

の概要を報告した．本研究を通じて得られた成果をまとめ

ると以下の通りである．

①開発した合金はダイカスト鋳造性を考慮して，Mg-5Al合

金を基本に耐熱性向上元素 Ca と Ce 系ミッシュメタル

を含有し，さらに耐食性向上を狙って少量のMn を添加

した Mg-5Al-2Ca -2M.M -0.3Mn 合金（ACM522）である．

②ACM522 は汎用ダイカストアルミニウム合金である

ADC12 に匹敵するクリープ特性と耐食性を有している．

③ACM522 を適用したマグネシウムオイルパンは，従来の

アルミニウム製オイルパンに比べて35％の軽量化が達成

できた．

この軽量マグネシウムオイルパンは，量産ガソリン車で

世界最高燃費の 35Km/l を達成するハイブリッドカー「イ

ンサイト」のエンジンに採用され，1999 年 11 月より量産

されている．

今後，このマグネシウム合金は耐熱性の要件されるエン

ジン及び，トランスミッション部品へも適用拡大が進めら

れていくものと期待される．

謝　　辞

本開発にあたり，オイルパンのダイカスト鋳造全般にわ

たり多大なる協力を頂いた（株）三井金属の関係者の方々に

深く謝意を表します．

Fig.16   The effect of frequency of side mounting
bracket (2 000rpm , 250mmHg)
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Shinichi TOSA Junichi NAKADE Tatsuya OKAYAMA

薄壁触媒担体のキャニング技術の開発
The Development of Converter Canning Technology for Thin Wall Substrate

ABSTRACT

By applying a tourniquet type catalytic converter can,
which can adapt to the diameter of the substrate, a stable
holding pressure can be obtained successfully.
Additionally, the use of a double layer mat material,
consisting of an inner layer of a high heat resistant
alumina fiber and an outer layer of the current
vermiculite material, the rate of fall off in the holding
pressure due to mat deteriorat ion is  reduced.
Combination of these two techniques allows the canning
of 1 200 cells thin wall substrate without breakage as
well as enabling in use durability requirements to be met.

＊栃木研究所

要　　旨

触媒コンバーターケースとしてターニキットタイプを採

用し，担体の径に応じてケース径を変化させることで安定

した保持面圧を得ることに成功した．また，高温となる担体

側に耐熱性の高いアルミナ繊維からなるマットを配置し，

その外側にバーミキュライトを配合した従来タイプのマッ

トを配置する，という 2 層構造によりマット劣化による面

圧低下を抑制した．ケース径の可変と２層マットを組合せ

ることで 1 200cell 薄壁担体を破壊することなくキャニング

し，かつ，保持機能を満足することができた．

１．まえがき

環境問題への対応として排ガス中の有害規制物質低減に

対する要求はますます強まってきており，排ガス浄化触媒

の性能向上は重要な開発要素である．排ガス浄化触媒の浄

化性能を向上させる手法として，担体を高セル密度化・薄壁

化して昇温特性を高め早期活性を促すことが有効である（１）

（２）．しかし，薄壁化することで強度が低下し，従来コンバー

ター技術ではキャニングが困難であった．従来キャニング

方法としては，アルミナ－シリカ繊維にバーミキュライト

を配合したマット材を担体に巻き，クラムシェルタイプの

ケースでマット材を圧縮する方法が一般的である．マット

が圧縮されることで面圧を発生し，それにて担体が保持さ

れる．

従来コンバーター技術が低強度な担体をキャニングでき

ない要因として，次の点が挙げられる．クラムシェルケース

による構造上の問題として，面圧分布が不均一となる等に

より，安定した面圧を得ることができなかった．また，マッ

ト材の問題として，繊維の折れ等の劣化による面圧低下が

大きく，初期に劣化分を考慮した高い面圧設定が必要で

あった（３）．

本課題に対し，コンバーターケースを構造から見直し，

マットの改良と組合せて低強度な薄壁担体のキャニング技

術を開発したことから，その技術内容について紹介する．

２．薄壁担体の破壊強度

一般に壁厚が薄くなると強度は低下する．更に高セル密

度化することにより，担体の押出し成形過程においてセル

変形が発生し，変形したセルは座屈しやすいことから強度

低下を招く（Fig.1）．セル変形は特に外周壁付近に発生しや

すく，これは，スリット加工された口金を担体原料が通過す

る際の流量の不均一に起因する．担体の強度を評価する指

標としてアイソスタティック強度を用いるが，これは，担体

外周面を水圧等で均等加圧して破壊が起こる圧力のことを

言う．セルに強度の弱い部分が有ると，アイソスタティック

強度はその部分に支配される．

壁厚別のアイソスタティック強度をFig.2に示す．600cell

担体は 20kgf/cm2 以上の強度を有しており，面圧を 20kgf/

cm2 以下に設定することで破壊することなくキャニングで

きる．900cell 担体や 1 200cell 担体においては，強度が弱

いことから面圧 5kgf/cm2 以下でキャニングする必要が有

る．

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_25
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Fig.2   Actual isostatic strength of thin wall substrate
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３．低面圧キャンニングの技術課題

セラミックからなる担体をステンレスケース内に保持す

る手法として，一般的には，金属メッシュやマット等の保持

材をケースと担体の間に挟み込み，それにて発生する面圧

で保持する方法が用いられている．

Fig.3に示すように，コンバーター内に圧縮・充てんされ

たマットは，その充てん密度に応じて面圧を発生する．保持

材の発生する面圧（以下，保持面圧という）が担体強度を上

回ると担体が破壊する．また，担体には震動や排気ガス圧力

により移動させようとする力（以下，移動力という）がかか

るため，それに対し保持面圧が不足すると担体を保持でき

なくなる．従って，コンバーター設計においては面圧設定が

最も重要であり，保持面圧は，常に，担体強度以下かつ移動

力に対抗しうる圧力以上でなければならない．

Fig.4に担体強度と保持面圧と移動力の関係を示す．図中

の帯グラフ表示の高さは，面圧分布の不均一や担体および

ケースの寸法バラツキ，マットの重量バラツキによって生

じる面圧バラツキを示している．面圧分布不均一や構成部
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Fig.3   Converter schematic illustrating major design
factors
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品のバラツキを含めた最大面圧が，担体強度より設定され

た上限面圧を超えてはならない．また，並列している帯グラ

フの右側は，保持材が劣化して面圧低下した状態を表して

いる．最低面圧すなわち構成部品のバラツキを含めた耐久

劣化状態において，移動力に対抗するために必要な保持面

圧が確保されなければならない．先に述べたように保持面

圧設定は，担体強度以下かつ移動力に対抗しうる圧力以上

の面圧設定とする必要が有り，低強度な高セル密度・薄壁担

体ではその範囲が狭くなるためキャニングが難しい．上述

の設計指針を踏まえると，低面圧キャニングを実現するた

めの技術課題として次の３点が挙げられる．

①面圧分布を均一化する．

②構成部品バラツキを吸収し，マット充てん密度を一定化

する．

③マット劣化による面圧低下を抑制する．

４．低面圧キャニングのための技術改良

4.1. 面圧分布の均一化

Fig.5に現行量産のクラムシェルタイプおよびターニキッ

トタイプのキャンニングの模式図を示す．

クラムシェルタイプは，マットを担体に巻き付け，上下

に分割されたケースを加圧してキャンニングする．担体に

マットを巻いた状態の外径 Rm に対しケース外径 Rc を小さ

く設計しており，ケースと担体の間に圧縮充てんされた

Fig.4   Required radial pressure range for thin wall
substrate

DeformedRegularly

It’s easy to brake.

Fig.1  Cell shape of 1 200cells substrate
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マットは保持面圧を発生する．しかしながら，ケースがマッ

トに最初に接触するのは鉛直方向からθ＝ arc sin（ Rc/ Rm）

の部位であり，この近傍のマットは鉛直方向に動くケース

にひきずられながら圧縮される．よって，マットの充てん密

度には偏りが発生し面圧分布が不均一となる．従って，クラ

ムシェルタイプによるキャンニングは面圧分布が不均一と

なり低面圧キャニングには不適切である．

そこで，面圧分布を均一にする構造としてターニキット

タイプを検討した．ターニキットタイプは，あらかじめステ

ンレス板を円筒状にロール成形しておいたケースに，マッ

トを巻き付けた担体を挿入し，ケースを圧縮してキャニン

グする方法である．クラムシェルタイプに比べ，キャニング

時に保持材の圧縮方向がハニカム中心方向になるため面圧

分布を均一化することができる．

Fig.6に，クラムシェルタイプとターニキットタイプの面

圧分布を示す．クラムシェルタイプではθ＝30°付近の低

角度域にマットの偏りによる高面圧域が存在し，また，θ＝

90°の頂点付近にも高面圧域が存在する．頂点付近の面圧

の上昇は，ケースが低角度部分のマットをひきずることで

マットが担体を押さえつけることが原因と推定される．こ

れに対し，ターニキットタイプでは面圧分布が均一になっ

ている．

ターニキットタイプの他に面圧分布を均一化できるケー

ス構造として挿入タイプがある．挿入タイプとは，あらかじ

めケースを所定の径寸法の円筒に成形しておき，そこに

マットを装着した担体を，マットを圧縮しながら挿入する

ことでキャニングする方法である．ケースが円筒であるこ

とと，マットを担体中心方向に圧縮することから面圧分布

は均一化されるが，ケースに挿入する際にケース内径以下

Tourniquet type

Load

Mat

Case

Substrate

Rc

Rm

Substrate

Mat

Case

Clam shell type

Load

Fig.5   Schematic of canning technology
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Table 1   Comparison of each case structure to adapt
lower level pressure

Clamshell�
type

Tourniquet�
type

Insertion�
type

Adaptability�
lower�
level�

pressure

Changeable�
case�

diameter

Increased�
pressure�

while�
canning

Pressure�
distribution

ImpossibleDifficultHigherUnevenly

PossibleEasyLowerUniformity

ImpossibleDifficultHigherUniformity

にマットを圧縮する必要が有り，キャニング過程において

面圧上昇が生じる．

以上の内容をケース構造の比較検討結果として Tabel 1

にまとめた．結果，低面圧キャニングを実現するケース構造

として，ターニキットタイプを選択した．また，ターニキッ

トタイプであれば 4.2. で述べるケース径可変制御を容易に

行うことができる．

4.2. マット充てん密度の一定化

マットの発生する面圧は圧縮時の充てん密度で決まる．

担体径，ケース径，マット面密度各々のバラツキにより充て

ん密度バラツキが発生し面圧が変化する．面圧を一定化す

るにはそれらの部品バラツキを吸収する必要がある．そこ

で，面圧の一定化を効率よく実現する方法を検討するため

に，各部品のマット充てん密度への影響度合いを算出した．

マット充てん密度は次式にて求められる．

　G.B.D. = =W.A. 
CL 

2 × W.A.
Dcase - Dcat 

　G.B.D.：マット充填密度

　W.A.：マット面密度（単位面積当たり重量）

　CL：ケースと担体の間のクリアランス

　Dcase：ケース内径

　Dcat：担体外径
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３つのパラメータのうち１つをその部品の量産データを

もとにバラツキ範囲で変動させ，他の２つを固定して充て

ん密度の変化を計算し，パラメータ毎にその変動幅を比較

した．結果を Fig.7 に示す．担体径は押出し成形時の寸法

と焼成時の収縮量により変化してしまうため，寸法の変動

幅がケースの寸法変動幅の５倍以上と大きい．従って，担体

径がマット充てん密度の変動に与える影響が最も大きく，

この寸法バラツキを吸収することが効率的である．

以上の検討結果より，個々の担体径を測定し，ケース径

をそれに合わせて可変調節することができるターニキット

タイプが優れたキャニング方式であるといえる．この方式

を採用することにより，マット充てん密度の変動幅を

0.062g/cm3低減することができ，ケース径を一定とする場

合に比べてマット充てん密度変動量すなわち面圧変動量を

34％低減できた（Fig.8）．

なお，ターニキットタイプのキャニング方法としては上

述の寸法で管理する方法に対し，ベルトをケースに巻きつ

けて一定荷重で引っ張ることでキャニングする方法も考え

られる．定荷重とすることで部品バラツキを吸収し保持面

圧均一化を狙ったアイデアであるが，ケースの弾性，ベルト

とケースの摩擦，荷重変動，等のバラツキ影響因子が生じる

ことで，面圧5kgf/cm2以下を目標とした低面圧キャニング

としては有効ではない．

4.3. マット劣化の抑制

最後に，劣化後に必要な保持力を得るための保持材の改

良について説明する．現行量産の保持材は，アルミナ－シリ

カのセラミック繊維にバーミキュライトを配合したもので

ある．バーミキュライトとは，金属イオン等を含んだ雲母の

平面状結晶が積層構造をなした天然鉱物であり，高温時に

適度な膨張特性を有するものをマットに使用している

（Fig.9）．バーミキュライトは，ステンレスの金属ケースと
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Chemical formula of vermiculite (example)

(Mg1.8Ca0.1Fe3+
0.07Ti4+

0.05K0.1)(Si3.1Al0.3)O10 • (OH)1/2 •3/2H2O

100µm

Fig.9   The microscope photograph of expanded
vermiculite

セラミック担体との熱膨張差によって高温時にクリアラン

スが増大し，保持面圧が低下するのを防ぐ目的で配合して

いる．アルミナ－シリカ繊維は，アルミナ含有率が約50％

の非晶質材料で，断熱材等に用いられる比較的安価なセラ

ミック繊維である．この様なセラミック繊維は，アルミナシ

リカの高温融体を圧搾空気または遠心力で繊維状に固めた

もので，極めて不規則な構造すなわちガラス状態となって

いる．ガラス状態とは，液体が過冷却によって結晶化するこ

となく固体に近い粘度に達した状態をいい，このような状

態の物質は，加熱することによって軟化・流動・結晶化と

いった状態変化をおこす．マットのように繊維に強い荷重

がかかった状態では，900℃以前から軟化による収縮によっ

て繊維の折れや変形が生じる．また900℃以上では，ムライ

ト結晶が析出して極端に収縮し，折れや変形による機能低

下が著しい．従って，マット改良においては耐熱性に優れる

繊維の選定が不可欠である．そこで900℃以下での収縮がほ

とんど無く，適度な弾性を有する繊維として，アルミナ含有
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率が高く，結晶化率の小さいもの（以下，アルミナ繊維とい

う）を検討した．Fig.10 にベンチ耐久試験後の繊維の状態

（SEM写真）を示す．マット温度は高温部分で 800℃であっ

たが，アルミナ－シリカ繊維では折れや変形が発生してい

ることが確認された．この様な状態が多く発現すると，マッ

トは弾性を失って面圧が低下し必要な保持力が得られなく

なる．一方，アルミナ繊維は折れや変形が見られず，高温で

使用されても弾性が低下しにくい材料であることが分かっ

た．

温度変化とクリアランス変化を与えた面圧試験の結果を

Fig.12 に示す．バーミキュライトを配合したアルミナ－シ

リカ繊維からなるマット（以下，従来マットという）は，１サ

イクル目高温時に最大面圧を発生する．アルミナ繊維マッ

トは初期常温時点で最大面圧を発生する．ともに最大面圧

比を１とし，５サイクルまでの面圧保持率を求めた．従来

マットでは高温時２サイクル以降の面圧低下が大きく，５

サイクル目で面圧保持率は30％になっている．一方，アル

ミナ繊維マットはバーミキュライト未配合のため，高温時

のクリアランスの増大により面圧低下が生じ，高温時の面

圧保持率は30％になっている．繰り返しによる面圧低下は

ほとんどみられないものの，結果としては面圧保持性能は

改善されていない．

Deformed

Broken

Alumina-Silica�
amorphous fiber

Alumina fiber

Fig.11 に面圧保持性能の比較テスト結果を示す．加熱・

冷却の繰り返しと同時にケース熱膨張に相当するクリアラ

ンスの変化をマット単体に与え，ロードセルで検出した荷

重から，面圧の保持率を算出したものである．この結果か

ら，アルミナ繊維を用いたマットの面圧保持性能が優れて

いることがわかる．また，ベンチ耐久後の繊維の状態を観察

した結果も耐久前の初期状態との差異は認められなかった

ことから，耐熱性が向上していることが確認された．

このアルミナ繊維を使用し，さらに面圧保持性能の向上

を図った．
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Fig.11   Durability test on thermal cyclic condition
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このことよりケース熱膨張への追従の必要性が分かり，

Fig.13 に示すような２層構造を検討した．高温となる担体

側に耐熱性の高いアルミナ繊維マットを配置し，ケース側

に従来タイプのマットを配置した．従来タイプマットの

バーミキュライトがケース熱膨張時の面圧低下を防ぐとと

Catalyst

Case

Alumina-Silica fiber�
with vermiculite mat

Alumina fiber mat

Fig.13   Illustrating of double layer mat
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もに，アルミナ繊維マットが断熱材となって劣化を抑制す

る．また，アルミナ繊維マットもその弾性により保持面圧を

発生する．この２層構造化により，高温時のケース熱膨張状

態でも面圧が低下せず，かつ，劣化による面圧低下も抑制で

きる．

次に，バーミキュライトの配合量および２層の面密度比

率の最適化を行った．

先に述べた様にバーミキュライトは高温時のケース熱膨

張による面圧低下を防止するために配合しているが，その

量が少ないと十分に効果が出ず，逆に多すぎると膨張力過

大となってしまう．よって，バーミキュライトは過不足なく

配合することが望ましい．Fig.14 は，温度差を伴った上下

熱盤にマットを挟み込み，熱盤温度に依存してクリアラン

スを増大させた条件において，熱盤温度と２層マットの面

圧変化の関係を確認試験したものである．バーミキュライ

トが膨張する前はゆるやかに面圧低下しているが，上下の

平均温度が350℃になるころから面圧上昇に転じ，600℃付

近で最高面圧に達する．バーミキュライト配合量の異なる

マットを試作し，常温時の面圧と600℃付近の最高面圧との

差を確認試験した．この試験の結果，バーミキュライトを２

層トータルの面密度において10～15％配合することによっ

て，初期常温時の面圧と高温時の最高面圧が同等になるこ

とが分かった （Fig.15）．
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Fig.15   Best content of vermiculite

ここで設定したバーミキュライト配合量を基に，今度は

２層マットの面密度比率を検討した．アルミナファイバー

マットの面密度を変化させた２層マットを作製し，Fig.14

同様の温度変化とクリアランス変化を与えた条件の繰り返

しテストを行って 600 サイクル後の面圧を求めた．その結

果 Fig.16 に示す通り，２層の比率（アルミナ繊維マット：

従来タイプマット）が４：６の場合に最高の面圧保持性能が

得られることが分かった．アルミナ繊維マットの面密度比

率が高い程サイクル毎の高温時の面圧低下は小さくなるが，

40％を超えるとその効果は小さくなっていく．これは，従来

マット層に対する断熱層としての寄与度合いが小さくなる

ことによると思われる．一方，アルミナ繊維マットの面密度

比率が高いと，１サイクル目の高温時最高面圧到達後の面

圧低下が若干大きくなる傾向にある．本来マットは面圧が

最高点に達した後わずかに面圧低下を生じるものであり，

これをマットのクリープ特性と呼んでいる．特に１サイク

ル目高温時は，マット内に繊維の粘結材として入れている

バインダーが焼失し，繊維がバインダーの拘束から開放さ

れることや，繊維自身が熱膨張することによって動き，荷重

が弱くなるように再配置が起こり，クリープが大きい．この

ことから，アルミナ繊維は折れ・変形が少なく，従来マット

に比べると１サイクル目高温時のクリープが大きくなると

推定される．結局，サイクル毎の高温時の面圧保持性能と１

サイクル目高温時のクリープによる面圧低下が相殺され，

初期常温から 600 サイクルの全過程において，40％が最も

面圧保持性能が高くなっているものと考えられる．

以上の結果をまとめると，２層マット構成成分の最適比

率は次式で表される．

0.2

0.4

0.6

0.8

20% 30% 40% 50% 60% 70%

Weight per area ratio of alumina fiber mat

R
at

io
 o

f r
es

id
ua

l p
re

ss
ur

e 
(–

)

Maximum

Fig.16   Pressure keeping performance with weight per
area ratio of alumina fiber mat



－181－

薄壁触媒担体のキャニング技術の開発

　W.A（total）＝ W.A（a）＋ W.A（c）

＝ W.A（a）＋ W.A（cf）＋ W.A（cv）

　W.A（a）/W.A（total）＝ 40％（± 10％）

　W.A（cv）/W.A（total）＝ 10 ～ 15％

　　W.A（a） ：アルミナ繊維マットの面密度

　　W.A（c） ：従来タイプマットの面密度

　　W.A（cf） ：従来タイプマットの繊維とバインダー

の面密度

　　W.A（cv） ：従来タイプマットのバーミキュライト

の面密度

　　W.A（total）：２層マット全体の面密度

　最後に，構成成分を最適化した２層マットと従来マッ

トの面圧保持性能比較結果をFig.17に示す．従来マットが

400サイクルで面圧が０に低下しているのに対し，２層マッ

トは 1 000 サイクルでも約 50％という高い面圧保持性能が

得られた．

ングを実現した．これにより，1 200cell のような低強度

な薄壁担体を採用することができる．
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５．結言

薄壁担体のキャニング技術の開発を進め，以下の結果を

得た．

・ターニキットタイプのケース構造は面圧分布を均一化す

ることができ，低面圧キャニングに適している．

・ターニキットタイプにおいて，ケース径を担体径に合わ

せて可変調節することでマット充てん密度変化を34％低

減し，面圧を一定化することができる．

・アルミナ繊維のマットをキャタ側に配置し，２層構造の

マットとすることで，マット劣化による面圧低下を抑制

することができる．更に 2 層の比率とバーミキュライト

配合比率を最適化することで，常温-高温の繰り返し1 000

サイクルで 50％の面圧保持率を得ることができる．

・上記を組合せることで，面圧 5kgf/cm2 以下でのキャニ
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論文

竹　内　　　淳＊

Atsushi TAKEUCHI

ボデーパネル用 ABS/PA6 ポリマアロイの開発
Development of ABS/PA6 Polymer Alloy for Body Panel

ABSTRACT

ABS/PA6 polymer alloy has been developed as a
resin for body panels of vehicles.  The aim is weight
reduction of vehicles.  This resin has improved surface
appearance and balance between dimensional stability
and impact resistance compared with resin reported thus
far.  “Sink Mark Evaluation Standard” was established
for surface appearance,  and the rat io of ABS
(acrylonitrile-butadiene-styrene) resin and PA6
(Polyamide6) were adjusted to satisfy this standard.
ABS resin ratio of 50% or more was found to be
effective for sink mark.  The filler type and amount were
important for the balance between dimensional stability
and impact resistance, and talc with a particle diameter
of 2µm was found to be effective for the targets.
Compared with steel panel product, this resin shows 45%
weight reduction for the front fender.

＊栃木研究所

要　　旨

車体の軽量化を目的にボデーパネル用樹脂材料として

ABS/PA6ポリマアロイを開発した．この材料はこれまで報

告されている樹脂材料に比べて，①外観品質や②寸法安定

性と耐衝撃強度とのバランスについて改良した材料である．

外観品質は『ひけを許容する基準』を設定し，それを満足す

るように ABS 樹脂と PA6 の比率を調整した．ひけに効果

的な ABS 樹脂の比率は 50％以上であった．寸法安定性と

耐衝撃強度とのバランスには充てん剤の種類や量が重要で

あった．目標の達成には粒径2μｍのタルクが効果的であっ

た．フロントフェンダでは鋼板製に比べて45％の軽量化を

達成した．

１．まえがき

ボデーパネルの樹脂化については車体の軽量化を目的に

50年以上も前から検討されている．古くはガラス繊維で強

化された熱硬化性樹脂による FRP や SMC が採用されてい

た．最近では，材料技術の進歩やリサイクルに対する配慮か

ら，非繊維強化の熱可塑性樹脂材料が採用されるように

なってきている．

自社の既販車においては，フロントフェンダなどにポリ

カーボネート（以下 PC）／アクリロニトリル・ブタジエン・

スチレン樹脂（以下 ABS 樹脂）ポリマアロイ（１）や，サイド

シルガーニシュなどにポリフェニレンエーテル（以下 PPE）

／ポリアミド６（以下 PA6）ポリマアロイといった熱可塑性

樹脂材料を採用してきた．他社では，ボデーパネル用の樹脂

材料として，PPE ／ポリアミド 66（以下 PA66）ポリマアロ

イや PC ／ポリブチレンテレフタレート（以下 PBT）ポリマ

アロイなどの熱可塑性樹脂材料の報告がある（２）．

今回，従来に比較して，外観品質に優れ，線膨張係数と

耐衝撃強度とをバランスさせた熱可塑性樹脂材料を開発し，

ボデーパネルとして軽量化を図れたので報告する．

２．開発の狙いと考え方

2.1. 軽量化と空力性能の追求

燃費目標を最優先とする車種の開発では，開発当初に定

めた車体重量と空力性能の確保は必須である．一般的に，軽

量化に最も効果のある材料は，比剛性からアルミニウムが

第一である．

Fig.1は等価面剛性を得るための軽量効果を示したグラフ

である（３）． 鋼板を100としたときに樹脂材料は約30％，ア

t: thickness, FM: flexural modulus,    : specific gravity

Steel �
panel

Plastic �
panel

Aluminum�
panel

– 30%

– 50%

t=0.7, FM=210 000MPa,     =7.8

t=3.5, FM=1 800MPa,     =1.1

t=1.0, FM=71 000MPa, �
   =2.7�
�

Ratio of reduction weight (%)

0 20 40 60 80 100

Fig.1   Weight reduction effect at equivalent surface
stiffness

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2000_12_1_26
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ルミニウムは約50％の軽量効果が得られることを示してい

る．

しかし，アルミニウムは成形加工の点で形状に制限があ

り，空力性能を満足するデザインを達成するためには，形状

自由度に優れた樹脂材料を適材適所に使うことが有効であ

る．Fig.2に示すような部品は樹脂材料の形状効果を出すこ

とができる例である．

させる原因となるので，本開発では線膨張係数と耐衝撃強

度とを高次元にバランスさせた樹脂材料の開発を目指した．

３．目標値の設定

3.1. ひけの定量化と判定基準

ひけの外観品質についてはこれまで明確な“ものさし”が

無かったため，人の目視判定に頼るところが多く，個人差に

よるバラツキがあった．そこで，本開発では，外観商品性と

して許容できるひけの基準を定めることにした．

表面粗さ計を用いて成形品表面のひけを測定した結果を

Fig.3に示す．ひけを分類するために，ひけの深さ［V］と巾

［H］を求めた．

Fig.3の分類手法にもとづき，様々なひけのサンプルを作

製し，ひけの［V］と［H］を測定するとともに，これらのひ

けのサンプルについて50人のパネリストをそろえて目視に

よる評価を行い，外観品質としてひけの目立ち方が許容で

きるかどうかを調査した．その結果から，「外観品質として

許容する．」としたパネリストの割合が80％以上となった領

域を『ひけを許容する範囲』とし，その境界線を『ひけを許

容する基準』とした．求めた許容範囲とその境界線を Fig.4

に示す．境界線は，原点と巾［H］7mm と深さ［V］1μm を

結ぶ直線で示される．

Rear wheel 
house skirt

Front fender

Front pillar garnish

Fig.2   Application of plastic parts for body panel

2.2. 薄肉化による軽量化

設計技術から軽量化をとらえると，部品の薄肉化が考え

られる．単純に板厚を薄くすると部品単体の剛性が低く

なってしまうので，何らかの工夫が必要となる．

例えば，樹脂材料で構成された部品では薄肉化により，低

くなった剛性を補強する手段として製品裏面にリブ構造が

使われる．このリブによって部品の剛性を維持しながら，板

厚をさらに薄くすることで軽量化できる場合がある．

しかし，この場合はリブが製品表面の外観意匠を損なう

ひけを発生させる原因ともなるため，設計には注意を要す

る（４）．

本開発では，ひけを定量化し外観商品性の判定基準を明

確にすることで，リブを配置しても外観品質を満足する樹

脂材料の開発を目指した．

2.3. 寸法安定性と耐衝撃強度とのバランス

樹脂材料は温度変化に伴う寸法変化が金属系材料に比べ

て大きい．したがって，寸法変化による部品の合わせ建て付

けの品質低下を少なくするためには，線膨張係数が小さい

樹脂材料が求められる．一般的に，線膨張係数を小さくする

手法として，充てん剤の添加による手法が検討されている
（５）（６）．

しかし，充てん剤の添加は樹脂材料の耐衝撃強度を低下
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Fig.3   Surface profile of sink mark

Fig.4   Distribution map of various sink mark profiles
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3.2. 線膨張係数と耐衝撃強度とのバランス

Fig.2に示す部品の最大長，許容されるクリアランス及び

環境温度として設定した上限値と室温との温度差から，そ

れぞれの部品を成立させるための線膨張係数を Table 1 に

示す．これらから，樹脂材料の線膨張係数の目標を 5.5 ×

10-5cm/cm･℃以下とした．

また，耐衝撃強度はフロントフェンダで実績のあるABS/

PC ポリマアロイと同等の 50J 以上を目標とした．

PBTはポリエステル系の樹脂で，それ自体の比重が大きく

軽量化には不利となる．これらから，耐薬品性に効果的で比

重が小さい PA6 を ABS と組み合わせる成分として選定し

た．

ABS 樹脂と PA6 とを混合したときの材料形態の TEM

（透過型電子顕微鏡）観察結果を Fig.5 に示す．黒く染色さ

れた部分が ABS 樹脂である．単純に混合しただけでは (a)

のように相分離してしまうので，ABS と PA6 の相互に作

用する相溶化剤を添加し (b) の形態のように均一に微分散

したポリマアロイとなる処方を活用して，ボデーパネル用

途として性能を改良することにした．
NO. Part name

Length�
(mm)

Allowable�
dimension�

change (mm)

Variation in�
temperature�

(deg.)

Limits of CLTE�
(×10-5cm/cm• °C)

1 Front fender 850 2.5 50 5.8

2 Front pillar garnish 1 450 4 50 5.5

3 Rear wheel house skirt 700 2 50 5.7

Table 1   Limits of CLTE*) for applied parts

*)CLTE: Coefficient Linear Thermal Expansion

４．ABS/PA6 ポリマアロイ

4.1. ABS/PA6 ポリマアロイの選定理由

射出成形による樹脂材料の成形では金型内に注入された

溶融樹脂は，接触している金型から熱を奪われ冷却固化し

成形品として取り出される．リブ構造がある成形品の場合，

一般面とリブの部位とでは断面で見ると板厚が違うので熱

容量が異なる．したがって，溶融した樹脂が冷却，固化する

際に速度差が生じるため，これが体積収縮量の差となり，ひ

けとなって表面に現れると考えられている（７）．

したがって，ひけに対して有利な樹脂材料は冷却速度差

の影響を受け難く，体積収縮量が小さい樹脂材料と言われ

ている（４）．体積収縮の量は非晶性の樹脂材料が小さい．本

開発では非晶性樹脂材料の中で，はん用かつ安価な材料の

ABS 樹脂を基本に材料開発を進めた．

ABS樹脂は自動車の内外装樹脂部品に広く使われてきた

材料であるが，ボデーパネル用途としてとらえると耐薬品

性，耐衝撃性，寸法安定性などが不十分である．そこで，他

の樹脂材料と組み合わせて，これらの材料性能の改良を検

討した．

ABS 樹脂と組み合わせる樹脂材料としては，PC，PBT，

PA6 を候補とした．候補材料の特性を Table 2 に示す（８）．

PCは非晶性樹脂材料のため，耐薬品性の改良が難しい．

PC PBT PA6

Poor Good Good

1.2 1.4 1.1

Chemical resistance�

Specific gravity�

Table 2   Basic data of plastics

2µm 2µm
(b) With compatibilizer�(a) Without compatibilizer�

Fig.5   TEM photographs of ABS + PA6 mixture

4.2. ひけへの影響

ABS/PA6ポリマアロイのひけへの影響について，一般板

厚 2.5mmt，リブ根本 1.25mm のテスト金型を用いて検討

した．検討した樹脂材料は ABS/PA6 ポリマアロイの ABS

樹脂と PA6 の比率を ABS/PA6=70/30，50/50，40/60 と

変更した材料を用いた．比較材料としてバンパ，インストル

メントパネル基材に使われるポリプロピレン（以下 PP）及

び，ボデーパネル用途の樹脂材料として実績のある PPE/

PA66ポリマアロイを用いた．テスト金型で成形したサンプ

ルのひけの［V］と［H］の測定結果を Fig.6 に示す．

ABS/PA6 ポリマアロイで ABS 樹脂の比率が 50％以上

の組成において，前述したひけの基準を満たし，ひけの外観

について効果的であることがわかった．これに対して，PP

や PPE/PA66 ポリマアロイはひけ深さが大きく基準を満足

しなかった．

4.3. 線膨張係数と耐衝撃強度との高次元バランス

ABS/PA6 ポリマアロイに無機鉱物フィラのタルクを添加

し，線膨張係数への影響を検討した．タルクの粒径は2μm，

4μm，10μmの３種類を選んだ．粒径と添加量を変化させ，

それぞれの組成について線膨張係数を測定した．その結果を

Fig.7 に示す．
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5.5 × 10-5cm/cm･℃以下で，耐衝撃強度が 50J 以上という

材料を目指すことから，図中の矢印の組成をボデーパネル

用の ABS/PA6 ポリマアロイの基本とした．
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: PP (instrument panel fundation)�
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Fig.6   Test result of sink mark measurment
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Fig.7   Effect of particle size of talc on CLTE

タルクの粒径が小さく，添加量が多くなるほど線膨張係

数は小さくなることがわかった．特に粒径が 2μm のタル

クは他の２種に比べて線膨張係数に有効だったので，この

タルクに焦点を当てて検討を進めることにした．

粒径 2μm のタルクの添加量を変化させたときの耐衝撃

強度と線膨張係数への影響についての結果を Fig.8に示す．

既販車で採用したABS/PCポリマアロイの物性についても

比較として，Fig.8 中に合わせて示した．

線膨張係数と耐衝撃強度には正の相関が見られた．ボ

デーパネル用の樹脂材料として，物性目標は線膨張係数が

CLTE (×10-5cm/cm • °C)  
D

uP
on

t  
im
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ct

 s
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en
gt

h 
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, -
30
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)
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Fundamental formation �
for ABS/PA6 polymer alloy
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ABS/PC

Fig.8   Relationship between DuPont impact strength
and CLTE

５．ABS/PA6 ポリマアロイの性能

これまでの結果から，ABS/PA6 ポリマアロイで ABS 樹

脂の比率が 50％以上，粒径が 2μm のタルクという材料組

成にもとづいて検討を進めた．さらに，耐薬品性及び成形性

について ABS と PA6 の比率，構成成分の分子量などを検

討し，それらを最適化することによって，目標性能を有する

ABS/PA6ポリマアロイを得た．その基本性能を Table 3に

示す．

Properties Typical value

Specific gravity 1.1

Tensile strength 40MPa

Flexural strength 60MPa

Flexural modulus 2 200MPa

DuPont impact strength�
(at -30°C)�

53J

Coefficient linear�
thermal expansion 5×10-5cm/cm • °C

Table 3   Typical properties of ABS/PA6 polymer alloy
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６．部品性能

部品性能について検証した結果から以下を紹介する．

6.1. 部品の成形外観に及ぼすリブひけの影響

大型成形品に設定したリブによるひけの外観について，

バラツキを含めて評価するため，Fig.9(a)の試作品を用いて

検討した．試作品は，1 000mm × 800mm の大きさで，一

般板厚は可変とした．

試作品の裏面に根本0.8mm，リブ交点が1.25mmの格子

状のリブを 100mm 間隔で設けた．一般板厚を 3.0mm，

2.5mm，2.2mm と変化させ，それぞれの板厚で，格子の交

点部及び交点との間の直線部のひけを測定した．

ひけの測定には前述の手法で深さ［V］と巾［H］を求めた．

ひけを許容する基準は先に述べたように，巾［H］が7mmの

時，深さ［V］が 1μm 以下であるので，測定した［V］を巾

7mmに換算し測定結果を整理した．測定結果の平均値と最

大，最小値を Fig.9(b) に示す．

Fig.9(b)のグラフから一般板厚が2.5mmで，リブ根本が

0.8mmの交点の無い直線のリブが成形品全体のバラツキを

含めて外観品質を許容できるリブであることがわかった．

6.2. 環境温度条件による外観商品性への影響

環境の温度変化による合わせ建て付けへの影響を確認す

るため，次のような試験を行った．代表としてフロントフェ

ンダの結果を示す．

フロントフェンダに環境温度条件の高温として，55℃の

雰囲気下で赤外線ランプを照射して，フェンダの表面温度

が74± 2℃となるように設定し４時間以上経過後の寸法変

化を測定した．寸法変化の基準にはボンネットフードを用

い，Fig.10(a)に示した７ヶ所について測定した．次に，低

温として雰囲気を－30℃に設定し，４時間以上経過後に高

温と同様に寸法変化を測定した．

それらの結果を Fig.10(b) に示す．フロントフェンダの

部位ａに設定された伸びの許容寸法は2mm，部位ｇの許容

寸法 0.5mm に対して，高温時の最大寸法変化は部位ａで

0.5mm を示し，寸法変位は許容範囲内であった．

この結果から，線膨張係数の小さい ABS/PA6 ポリマア

ロイの効果が確認できた．
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6.2. 低温での耐衝撃性能

一般的に，樹脂材料は低温になるほど耐衝撃強度が低下

する．実使用領域として考えられる低温雰囲気中（－30℃）

で耐衝撃性能について確認した．

フロントフェンダを装着した車体に振り子式に鋼球を当

て，その時の変形や割れなどから耐衝撃性を評価した．衝撃

を加えた部位を Fig.11 に示す．鋼球の重さは 4 kg，高さ

50cm とした．

Fig.12に耐衝撃試験結果を示す．試験したフロントフェ

ンダはABS/PA6ポリマアロイ製と鋼板製の２種とした．試

験結果の評価には，変形面積の大きさを指標として用いた．

鋼板製フェンダは変形面積が非常に大きく，交換を必要

とする程度の変形量となった．一方，ABS/PA6ポリマアロ

イ製のフェンダは，－30℃雰囲気中でも割れや大きな変形

も無く，フレキシブルな樹脂材料の優位性を十分に備えて

いた．

を改良した材料である．

ひけには非晶性材料のABS樹脂の特徴を生かし，寸法安

定性は充てん剤の種類・量を適正化し，線膨張係数と耐衝撃

強度との高次元バランスを達成できた．

本開発で明らかにした内容を以下に示す．

（１）ひけを許容する基準は，ひけ深さ［V］1μm ／ひけ巾

［H］7mm 以下であった．

（２）ひけに対して有効なABS樹脂の比率は50％以上であっ

た．

（３）線膨張係数に効果的で，耐衝撃強度とをバランスさせ

るタルクの粒径は 2μm であった．

ABS/PA6ポリマアロイ製のフロントフェンダは，一般板

厚2.5mmt，製品重量 1.17kg／個で，鋼板製のフロントフェ

ンダと比べて 45％の軽量化を達成した．
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1999. 7. 1 電気学会／電気学会論文誌 電気自動車技術の現状と将来 小椋　正己 栃木研究所
D／Vol.119-D, No.7 三田　義訓 栃木研究所

松本　謙次 栃木研究所

自動車技術会／自動車技術 自操用福祉車輌の現状と今後の展望 北川　忠男 栃木研究所
Vol.53 No.7 和田伊佐夫 栃木研究所

1999. 7. 8 熱流体フォーラム／第８回 圧縮天然ガスエンジンの紹介 松木　正人 栃木研究所
熱流体先端技術講演会（東京）

1999. 7.13 JSAE/The 15th Internal The Optimization of Catalytic Convertar by 高林　　徹 栃木研究所
　　　 〜 Combustion Engine Using CFD Analysis 土佐　真一 栃木研究所
             16 Symposium International

(Seoul, Korea) Reducing Technologies for Exhaust 岸　　則行 栃木研究所
Gas Emissions in ZLEV (Zero Level 菊池　伸一 栃木研究所
Engines Emission Vehicle) 鈴木　典男 栃木研究所

林　　直義 栃木研究所

CNG Operation of a Two-Stroke Herchel T.C.Machacon 群馬大学
Tow-Cylinder Marine S.I. Engine and Its 志賀　聖一 群馬大学
Characteristics of Self-Ignition Combustion 柄澤　隆夫 群馬大学

中村　寿雄 群馬大学
山形　隆之 栃木研究所
関田　　宏 ヤマト発動機（株）
内山　浩三 ヤマト発動機（株）

A Method of Estimating Gasoline Engine 鈴木　　隆 上智大学
Heat Loss 小栗　康文 上智大学

吉田　正武 上智大学
華山　　賢 栃木研究所

1999. 7.16 自動車技術会中部支部／ “ホンダS2000”用エンジンの開発について 明本　禧洙 栃木研究所
第１回地区講演会（沼津） 川口　　仁 栃木研究所

松本　誠司 栃木研究所
上島　英夫 栃木研究所

1999. 7.27 日本機械学会／1999年度 多原理多目的最適化手法の研究 矢島　秀起 和光基礎技術研究センター
　　　 〜 年次大会（東京） 自動車安全装備の最適設計への統計的 于　　　強 横浜国立大学
             29 設計支援システムの適用 白鳥　正樹 横浜国立大学

本山　惠一 メカニカル・ダイナミックス・ジャパン（株）

1999. 8. 1 自動車技術会／自動車技術 年鑑１ 自動車を取り巻く諸情勢 斉藤　修二 本田技研工業（株）
Vol.53 No.8 長瀬　秀伸 栃木研究所

年鑑12 ガソリンエンジン 坂本　泰英 栃木研究所
福島　慎哉 栃木研究所

1999. 8.23 微粒子衝突表面改質研究会／ 表面改質によるエンジンの摺動抵抗低減技術 荻原　秀実 栃木研究所
第２回 最新の表面改質技術
－微粒子衝突による表面改
質への応用（東京）

1999. 8.27 自動車技術会関西支部／ 二輪車用エンジンのクランクシャフト 木原　照雄 朝霞研究所
1999年度第１回講習会（京都）

1999. 8.30 IAVSD/16th Symposium Improvement of Vehicle Handling Safety 古川　　修 栃木研究所
　　　 〜 (Pretoria,South Africa) with Vehicle Side-slip Control by Direct Yaw 安部　正人 神奈川工科大学
          9.  3 Moment

1999. 8.30 IAVSD/16th Symposium Steer-by-Wire-Oriented Steering System 柚原　直弘 日本大学
　　　 〜 （Pretoria,South Africa） Design : Concept and Examination 田島　　淳 日本大学
          9.  3 佐野　彰一 栃木研究所

滝本　繁規 栃木研究所
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1999. 9. 1 製造科学技術センター／ ロボットプラットフォーム（高機能ハンド 平井　和雄 和光基礎技術研究センター
人間協調・共存型ロボット を含む）について
システム研究開発成果
発表会（東京）

1999. 9. 2 AVL LIST GMBH/AVL Pursuit of the Ultimate Cleanness of Internal 林　　直義 栃木研究所
　　　 〜 Congress (Graz, Austria) Combustion Engins
　　　  3

1999. 9.10 第13回増本ワークショップ アルミニウム材のスポット溶接における 矢羽々隆憲 栃木研究所
「金属が関わり合う接合と 電極寿命に関する研究 林　　　登 栃木研究所
機構」（東京）

1999. 9.16 International Congress on Characterization of a CVT Using a Metal 金原　　茂 栃木研究所
　　　 〜 Continuously Variable Power V-Belt at Transitional States 藤井　　透 同志社大学
 　　　17 Transmission 藤村　　修 同志社大学

(Eindhoven, Netherlands)

1999. 9.21 VDA/VDA Technical A Powertrain Concept for ZLEV Exhaust 林　　直義 栃木研究所
Congress Emission Legislation 菊池　伸一 栃木研究所
(Frankfurt, Germany) 岸　　則行 栃木研究所

1999. 9.24 日本機械学会関東支部／ ノッキングの定量化とノック・インテン 佐藤　正浩 栃木研究所
　　　 〜 ブロック合同講演会 シティ・メータの開発 森田　照義 栃木研究所
　　　 25 －’99宇都宮－（宇都宮）

CVT用金属ベルトの積層リングに作用する 赤木　宏文 栃木研究所
力の研究 吉田　秀昭 栃木研究所

形状記憶合金で作られた柱の座屈現象に 漆山　雄太 栃木研究所
ついて David Lewinnek 栃木研究所

谷　　順二 東北大学

大型外装樹脂部品の少量生産技術の開発 西山　公人 栃木研究所
加藤　良幸 栃木研究所
江井　良治 栃木研究所
石橋　一穂 栃木研究所
鷲見　義弘 栃木研究所

自動車内装樹脂部品のつやコントロール 高橋　信之 栃木研究所
技術の開発

1999. 9.25 日本機械学会／日本機械 アクティブ騒音制御のための音響伝達系の 佐野　　久 栃木研究所
学会論文集Ｃ編 Vol.65, モデリングとPIDフィードバック制御系の 足立　修一 宇都宮大学
No.637 設計法に関する研究 山王堂　徹 宇都宮大学

平野　真之 宇都宮大学

1999. 9.28 大気環境学会／第40回大気 A System to Modify Emission Inventories for David DeWitt HONDA R&D AMERICAS
　　　 〜 環境学会年会（津） Evaluating Emission Control Strategies 松薗　義明 栃木研究所
　　　 30 Gregory McRay Reaction Design

1999. 9.28 International Body Application of the Statistical Design Support 矢島　秀起 和光基礎技術研究センター
　　　 〜 Engineering Conference System Toward Optimization of 于　　　強 横浜国立大学
　　　 30 ’99 (Detroit, USA) Vehicle Safety Equipment 白鳥　正樹 横浜国立大学

独古　泰裕 栃木研究所
伊藤　重雄 栃木研究所
本山　惠一 メカニカル・ダイナミックス・ジャパン（株）

1999. 9.28 99 Small Engine Technology Development of a Hybrid System for 鈴木　　修 朝霞研究所
　　　 〜 Conference (Madison, USA) Single-Seater Commuter 林　　　徹 朝霞研究所
　　　 30
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1999. 9.28 99 Small Engine Technology Development of Die Cast Parts for Welded 中川　昌彦 朝霞研究所
　　　 〜 Conference (Madison, USA) Structure Manufactured by the Transition 小屋栄太郎 朝霞研究所
　　　 30 Flow Filling 吉野　貞文 和光研究所

藤本　軍八 九州柳河精機（株）
村上　充徳 九州柳河精機（株）
川内　　敦 九州柳河精機（株）

Development of Directly Actuated Variable 津久井孝明 朝霞研究所
Valve Control System 堤崎　高司 朝霞研究所

中島　睦夫 朝霞研究所

Development of a CFD System Using PCC 高橋　易資 朝霞研究所
Method and Its Application to Exhaust 中島　睦夫 朝霞研究所
Muffler Design for Motorcycles

Detonation Counter for Production Racing 早田　　肇 （株）ホンダレーシング
Motorcycle 佐藤　朋則 （株）ホンダレーシング

1999. 9.29 日本機械学会／東北支部 有限要素法による歯付ベルト心線荷重分担 友野　清久 栃木研究所
米沢地方講演会（米沢） 解析 高橋　秀明 山形大学

飯塚　　博 山形大学

1999.10. 1 自動車技術会／自動車技術 大型４ストローク船外機の開発について 角田　正樹 朝霞東研究所
Vol.53 No.10

石油学会／ペトロテック 電気自動車技術の開発と現状 小椋　正己 栃木研究所
Vol.22 No.10

自動車技術会学生自動車 直押し動弁系バルブ制御システム 津久井孝明 朝霞研究所
研究会／Motor Ring No.9 －HYPER VTEC－

鈴鹿８時間耐久ロードレース 黒沢　達夫 （株）ホンダレーシング

1999.10. 2 日本機械学会／北海道支部 はすば歯車の耐スコーリング強度に関する 梅野　貴俊 岡山理科大学
第39回講演会（函館） 研究（第４報）歯車性状の違いがスコーリ 細居　秀弥 岡山理科大学

ングに及ぼす影響 滝　　晨彦 岡山理科大学
中田　雅之 栃木研究所
卯月　千秋 栃木研究所

1999.10. 4 日本規格協会／平成11年度 次世代リアルオープンスポーツ用エンジン 唐木　　徹 栃木研究所
　　　  〜 標準化と品質管理全国大会 の開発
　　　   5 （東京）

1999.10. 5 1999 GLOBAL Application of High Cell Density and Thin 菊池　伸一 栃木研究所
　　　  〜 POWERTRAIN CONGRESS Wall Substrate for High Performance 岡山　竜也 栃木研究所
　　　   7 (Stuttgart, Germany) Catalyst 土佐　真一 栃木研究所

Research of Ultimate Low Emission 岸　　則行 栃木研究所
Technologies for Gasoline Engines 菊池　伸一 栃木研究所

鈴木　典男 栃木研究所
林　　直義 栃木研究所

Estimation of Ozone Reduction Catalyst 岡山　竜也 栃木研究所
Effect at On-road Condition 八長　盛二 栃木研究所

山本　義弘 栃木研究所
岸　　則行 栃木研究所
林　　直義 栃木研究所

Development of A Rocker Aem for Variable 神山　敏宏 栃木研究所
Timing Mechanism by Applying Metal 佐藤　利行 栃木研究所
Injection Molding (MIM) Technology 竹口　俊輔 栃木研究所
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1999.10. 5 1999 GLOBAL Application of Thxotropic 坂本　一也 ホンダエンジニアリング（株）
　　　  〜 POWERTRAIN CONGRESS Technology for Automobile Parts 広野　久雄 ホンダエンジニアリング（株）
　　　   7 (Stuttgart, Germany) 井手籠　隆 ホンダエンジニアリング（株）

増田　栄二 ホンダエンジニアリング（株）
斉藤　信広 栃木研究所

1999.10. 5 ITSC, IEEJ, JSAI/1999 A Study of System Architecture for the 久保田浩司 日本電信電話（株）
　　　  〜 IEEE/IEEJ/JSAI Advanced Cruise-Assist Highway Sysytem 山口　和彦 （株）デンソー
　　　   8 International Conference on (AHS) 間下　　博 栃木研究所

Intelligent Transportation
Systems (Tokyo, Japan)

1999.10. 7 ESI/EURO- PAM ’99 Reducing a Process to Generate a Model 高村　明男 栃木研究所
　　　  〜 (Darmstadt, Germany) with CATIA Interface for PAM-FLOW
　　　   8

1999.10. 9 日本機械学会／生産加工・ 環境にやさしい自動車／新しい２行程機関 篠崎　　隆 朝霞研究所
工作機械部門No.99-42 の可能性
セミナー「最先端生産技術の
現状と夢」（東京）

1999.10.10 日本機会学会／M&M ’99 産業界における材料力学の研究課題（産業 荒木　純一 和光基礎技術研究センター
 材料力学部門講演会（京都） からの発信）～自動車産業における新たな

材料力学の課題～

1999.10.12 16th International Electric Development of High Performance and 石倉　誉士 栃木研究所
　　　  〜 Vehicle Symposium Compact      Ni-MH Batteries for HONDA 八木　一彦 栃木研究所
　　　  16 (Beijing, China) City Pal 佐藤　　登 栃木研究所

Development of the 2-Seater Small Electric 小椋　正己 栃木研究所
Vehicle HONDA City Pal 三田　義訓 栃木研究所

高橋　龍夫 栃木研究所

Electrically Powered Small Commuter 熊谷　千昭 朝霞研究所
Vehicles 林　　　徹 朝霞研究所

畑中　　薫 朝霞研究所

Development of VRLA Batteries for 細川　正明 （株）ユアサコーポレーション
HONDA ICVS 山田　信治 （株）ユアサコーポレーション

長谷川圭一 （株）ユアサコーポレーション
中山　恭秀 （株）ユアサコーポレーション
横尾　雅英 朝霞研究所
有賀　恭一 朝霞研究所
竹田　　亨 朝霞研究所

1999.10.13 日本トライボロジー学会／ 金属Ｖベルトを用いたCVT（無段変速機）の 金原　　茂 栃木研究所
第392回トライボロジー 動力伝達機構に関する研究
懇談会（東京）

1999.10.13 自動車技術会／学術講演会 統計的エネルギ解析法（SEA）を用いた 見坐地一人 栃木研究所
　　　  〜 秋季大会（仙台） 自動車のロードノイズ解析 斎藤　寿信 栃木研究所
　　　  15 来原　裕司 栃木研究所

山下　　剛 栃木研究所

車体質量分割による乗員減速度制御の 亀井　孝博 栃木研究所
基礎理論 本澤　養樹 栃木研究所

小型二輪車用アイドリングストップ 鳥山　正雪 朝霞研究所
システムの開発 岩舘　　徹 朝霞研究所

油原　知己 朝霞研究所
新村　裕幸 朝霞研究所

発表日 表　　　　　　　題発　表　先 発表者 所　　属
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1999.10.13 自動車技術会／学術講演会 インターネットを利用したカーナビゲー 養父　利秀 栃木研究所
　　　  〜 秋季大会（仙台） ションの開発 今井　　武 栃木研究所
　　　  15 沢田　秀司 栃木研究所

後藤紳一郎 栃木研究所

ステレオ視センサ 湯原　博光 栃木研究所
寺内　　章 栃木研究所
坂　　雅和 栃木研究所
幅口　正幸 栃木研究所
川合　　誠 栃木研究所

ハンドリングへのボディ弾性の影響 長久　真樹 栃木研究所
日下　　馨 栃木研究所
皆川　正明 栃木研究所

VGS (Variable Gear-ratio Steering System) 安部　正人 神奈川工科大学
車両のステアリングゲインと車両運動性能 芝端　康二 栃木研究所
の解析 清水　康夫 栃木研究所

佐野　彰一 栃木研究所

省燃費車における空気抵抗低減の開発紹介 今安　道治 栃木研究所
スポーティチェンジフィーリングの実現 村井　章文 栃木研究所

岡崎　功二 栃木研究所
奥野　勝則 栃木研究所

モータ式ハイブリッドパワートレインの 青木　　薫 栃木研究所
開発 梶原　滋正 栃木研究所

佐藤　浩光 栃木研究所
山本　善夫 栃木研究所

オープンスポーツカー用モノコックボデー 岡田　賢治 栃木研究所
の開発 高井　章一 栃木研究所

塚本　祥士 栃木研究所

超低燃費車用アルミボディの開発 斉藤　政昭 栃木研究所
岩月修一郎 栃木研究所
安永　晋拓 栃木研究所
安藤　公貴 栃木研究所

ステアリングキックバックの原因に関する 小高　賢二 栃木研究所
力学的解析 皆川　正明 栃木研究所

２輪車用小型厚膜型酸素センサ 花井　修一 日本特殊陶業（株）
藪田　勝久 日本特殊陶業（株）
西尾　久治 日本特殊陶業（株）
牧野　圭祐 日本特殊陶業（株）
嶋村　幸一 朝霞研究所

　 金属射出成型法を用いた可変動弁機構用 神山　敏宏 栃木研究所
ロッカアームの開発 佐藤　利行 栃木研究所

竹口　俊輔 日本ピストンリング（株）

自動車用冷間鍛造排気バルブの開発 桶谷　裕之 朝霞研究所
石田　正雄 朝霞研究所

インテリジェントハイウェイクルーズ 藤田　泰彦 栃木研究所
コントロール（IHCC）の開発 菊池　隼人 栃木研究所

荻野　茂典 栃木研究所
大崎　正滋 栃木研究所

発表日 表　　　　　　　題発　表　先 発表者 所　　属
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1999.10.15 高分子学会／Polymer Journal Studies on Molecular Composite 秋田　浩司 和光基礎技術研究センター
Vol.31 No.10 Ⅳ.: Block Copolymer as a Single-Component 小林　啓人 栃木研究所

Nano Composite Consisting of Poly
(p-phenylene benzobisthiazole) and
Thermoplastic Aromatic Polyamide
Ⅴ.: Effects of Introducing Side Chains into
an Aromatic Polyamide on the Phase Structure
of a Polymer Blend Material Comprising the
Aromatic Polyamide as a Reinforcing Polymer

1999.10.23 Society for Neuroscience/ On the perception of series of vowels based 伊藤　　仁 和光基礎技術研究センター
　　　  〜 29th Annual Meeting on the dynmic information
              28 (Miami, USA)

Intuitive global decision can be made by a 辻野　広司 和光基礎技術研究センター
simple parallel processing

1999.10.25 日本金属学会／「高性能化 電動車輌用エネルギー貯蔵技術の現状と 佐藤　　登 栃木研究所
する電池とシステム技術」 今後の動向
講習会／（東京）

1999.10.25 ECM/TPOs IN High Performance TPO for Bumper Facia : 山田　　材 出光石油化学（株）
　　　  〜  AUTOMOTIVE ’99 1999 Honda Odyssey 佐伯　芳久 栃木研究所
　　　  27 (Novi, USA) 山本　裕幸 ホンダエンジニアリング（株）

1999.10.25 SAE/International Fall Fuels The Effect of 0W-20 Low Viscosity Engine 田中　秀樹 栃木研究所
　　　  〜 and Lubricants Meeting and Oil on Fuel Economy 長島　　隆 栃木研究所
　　　  28 Exposition (Toronto, Canada) 佐藤　孝之 栃木研究所

川内　昌司 栃木研究所

1999.10.26 日本機械学会交通・物流部門 ガソリンエンジンの大気環境負荷低減技術 岸　　則行 栃木研究所
／No.99-70講習会「地球大気
環境にやさしい自動車技術」
（東京）

1999.10.26 廃棄物学会／第10回研究 自動車用バンパリサイクルシステムの 幕田　　実 栃木研究所
　　　  〜 発表会講演論文集 ライフサイクルアセスメントによる評価 森口　祐一 国立環境研究所
　　　  28

1999.10.29 SAMPLE/6th Japan Application of metal matrix composites to 小池　精一 栃木研究所
International SAMPLE automotive manufacturing
Symposium & Exhibition

1999.11. 1 自動車技術会／駆動伝達系 S2000のＭＴについて 北島　恭司 栃木研究所
の最新技術’99 －走りと環境 岡田　靖志 栃木研究所
対応の駆動系－（東京） 平野　浩司 栃木研究所

三谷　真一 栃木研究所
有働　秀男 栃木研究所

ホンダハイブリッド「IMA」におけるCVT制御 山口　徹朗 栃木研究所

自動車技術会／自動車技術 歩行者保護試験に関する企画作成及び規制 佐々木　彰 和光研究所
Vol.53 No.11 の動向

歩行者保護を目的とした車体構造と歩行者 秋山　朗彦 栃木研究所
ダミーの開発

“NeuralNetworks” Journal, A model of computation in neocortical Edgar Koerner HONDA R&D EUROPE
Pergramon Press/Nov.1999 architecture

1999.11. 3 九州東海大学／第２回 車のオートドライブへの道 飯星　　明 栃木研究所
学園祭セミナー（熊本）

1999.11. 4 日本経済新聞社／第７回 有害排出ガスをほとんどゼロレベルに削減 須賀　稔之 栃木研究所
　　　  〜 地球環境経済人サミット した天然ガス自動車
　　　   5 （東京）

発表日 表　　　　　　　題発　表　先 発表者 所　　属
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1999.11. 5 軽金属学会／第97回秋期大会 カーエアコン用アルミニウム製コンデン 小堀　一博 昭和アルミ（株）
　　　  〜 講演（東京） サーの腐食機構 多田　清志 昭和アルミ（株）
　　　   7 植木　光彦 栃木研究所

1999.11. 8 6th World Congress on Advanced Safety Vehicle (Panel Session) 中村　之信 栃木研究所
　　　  〜 Intelligent Transport Systems
　　　  12 (Toronto, Canada) An Adaptive Automatic Steering Control 納富　信也 栃木研究所

System Using Generaized Predictive 堀内伸一郎 日本大学
Control Theory 玉造　敏之 日本大学

Evaluation of Driver Assistance System 近藤　　聡 栃木研究所
浅沼　信吉 栃木研究所
石田真之助 栃木研究所
池谷　　学 栃木研究所
田中　　潤 栃木研究所

Autonomous Vehicle Control System 田村　和也 栃木研究所
Equipped with Navigation System

Cognitive Performance of Visual Messages 麻生　　勤 日本自動車研究所
on In-Vehicle Display and Driving Behavior 紙谷　博之 栃木研究所

伊藤　　肇 矢崎総業（株）

1999.11. 9 メカニカル・ダイナミックス クランクシャフト系動的挙動を考慮した 新納　　忠 朝霞研究所
・ジャパン株式会社／ 応力解析手法と事例紹介
’99 ADAMSユーザー・
コンファレンス（東京）

1999.11.12 微粒子衝突表面改質研究会 表面改質によるエンジンの摺動抵抗低減 荻原　秀実 栃木研究所
／＜技術フォーラム〉最新の 技術
表面改質技術-微粒子衝突に
よる表面改質への応用
－（大阪）

1999.11.13 早稲田大学／第19回モビリ 二輪車の排気エミッションの低減技術の 松崎　雅伸 朝霞研究所
ティシンポジウム（東京） 紹介

1999.11.14 ASME/1999 INTERNATIONAL How to Measure the Internal Forces of a 高橋　幸敬 栃木研究所
　　　  〜 MECHANICAL ENGINEERING Combustion Engines 鈴木　俊文 栃木研究所
　　　  19 CONGRESS & EXPOSITION 神村　直毅 栃木研究所

（Nashville, USA）

1999.11.15 理化学研究所脳科学総合研究 脳型情報システムはいつどのような形で 辻野　広司 和光基礎技術研究センター
センター／第２回脳科学研究 実現するか
交流フォーラム（和光）

1999.11.18 自動車技術会関東支部／ ICVS-Step DeckとICVS City Pal の技術概要 小椋　正己 栃木研究所
99年度第２回講演会（東京）

1999.11.23 茨城大学理学部自然機能 電解機能水 宮下　公一 朝霞東研究所
化学科金子研究室／第５回
人工光合成セミナー（東京）

1999.11.24 日本機会学会／第12回 ロバスト性を考慮した自動車安全装備の 野崎　敦敬 横浜国立大学
　　　  〜 計算力学講演会（松山） 最適設計 矢島　秀起 和光基礎技術研究センター
　　　  26 于　　　強 横浜国立大学

白鳥　正樹 横浜国立大学

自動車衝突吸収部材の断面形状最適化 于　　　強 横浜国立大学
安藤　友亮 横浜国立大学
矢島　秀起 和光基礎技術研究センター
白鳥　正樹 横浜国立大学

発表日 表　　　　　　　題発　表　先 発表者 所　　属
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1999.11.24 日本機会学会／第12回 モード制御によるサイドメンバの形状 于　　　強 横浜国立大学
　　　  〜 計算力学講演会（松山） 最適化 吉本　　毅 横浜国立大学
　　　  26 矢島　秀起 和光基礎技術研究センター

白鳥　正樹 横浜国立大学

1999.11.25 日本機械学会／講習会 ガソリンエンジンの吸排気系可変機構に 宍戸　信彦 栃木研究所
No.99-85 （東京） よる高効率化

1999.11.26 機能水研究振興財団／ 酸素系電解水 宮下　公一 朝霞東研究所
第６回機能水シンポジウム
’99（東京）

1999.11.30 日本電動車両協会／ 2人乗り小型電気自動車“HONDA City Pal” 小椋　正己 栃木研究所
　　　  〜 平成11年度JEVA電気自動車 の開発 三田　義訓 栃木研究所
　　 12. 1 フォーラム（東京） 高橋　龍夫 栃木研究所

HONDA ICVSにおける密閉型鉛蓄電池の 細川　正明 （株）ユアサコーポレーション
開発 山田　信治 （株）ユアサコーポレーション

長谷川圭一 （株）ユアサコーポレーション
中山　恭秀 （株）ユアサコーポレーション
横尾　雅英 朝霞研究所
有賀　恭一 朝霞研究所
竹田　　亨 朝霞研究所

1999.11.30 MH利用開発研究会／ ホンダにおける電気自動車および 木下　直樹 栃木研究所
平成11年度第３回 研究会 ハイブリッド車の動向 大園　一也 栃木研究所
（八王子） 三森　正仁 栃木研究所

1999.12. 1 自動車技術会／自動車技術 2025年の自動車生産技術予測調査 森井　健二 和光基礎技術研究センター
Vol.53 No.12 他 他

計測自動制御学会／ 正則化とＨ∞フィルタリングの関係に 足立　修一 宇都宮大学
計測自動制御学会論文集／ ついて 米谷　嘉子 宇都宮大学
Vol.35, No.12 佐野　　久 栃木研究所

Engine Technology Decisions, decisions 佐藤　　登 栃木研究所
International/Electric &
Hybrid Vehicle Technology ’99

1999.12. 7 次世代金属・複合材料研究 大歪みアクチュエータの開発 鋤柄　　宜 栃木研究所
　　　  〜 開発協会／第一回知的材料
　　　   8 構造システム国際シンポジ

ウム（東京）

1999.12. 8 日本機械学会／第８回交通 運転状態図を用いたオーバーステア時に 山脇　　茂 栃木研究所
　　　  〜 ・物流部門大会（川崎） おける操舵反力制御とその効果 清水　康夫 栃木研究所
　　　  10

1999.12.14 科学技術と経済の会／第16回 ホンダ ヒューマノイドロボットの 大原　　仁 和光基礎技術研究センター
オープンセッション研究会 研究経緯と今後
（東京）

自動車技術会／シンポジウム S2000に見る高性能化と環境のバランス 布田　恭三 栃木研究所
No.9910「21世紀を担うガソ
リンエンジンとは？」（東京）

1999.12.15 上智大学／1999年度総合科目 自動車のリサイクル 大場　　茂 朝霞研究所
地球環境と科学技術講座
（東京）

発表日 表　　　　　　　題発　表　先 発表者 所　　属



　一昨年のホンダは創立50周年を迎え，積み重ねた技術

の偉大さを身近に感じた記念すべき年でした． HONDA

R&D Technical Reviewも創刊以来10年を超え年２回の発

行となっています． 今回のVol.12のNo.1で年２回発行の

２年目となり編集委員も要領よく編集作業を進めること

ができました．これも一重に論文活動にご理解とご協力

を頂いている方々のお陰であると感謝しています。

　近年の掲載記事では，環境と安全をキーワードとした

ものが多くなってきています．今回，掲載されたものに

おいても省資源，省エネルギー，軽量化，小型化，リサ

イクル，地球温暖化，低燃費，低排気エミッション，低

騒音，二次電池・電気エネルギー，電動化，衝突安全な

どをテーマとしています．いずれもめざましい進歩のエ

レクトロニクス技術やコンピュータ技術を駆使するなど

“時代に適応した物づくり”の努力の結果として表れてい

ます．

　今年は次世紀に羽ばたく千年紀にあたります．研究所

員の皆さまにおかれましては，HONDA R&D Technical

Reviewを二輪・四輪・汎用・基礎研究間のシナジー効果

を生み出すツールとして活用し，多くの新技術を生み出

すとともに編集委員が掲載論文の選択に困るぐらいの多

くの論文を執筆して頂けると幸いです．今後も，

HONDA R&D Technical Reviewに対してより一層のご協

力をお願いいたします．

本田技術研究所　論文委員会
（編集当時）
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