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　常に進化を続けるエンジンには驚かされることばかりで
す．未来のエンジンは，どのような姿をして，どのような性能
なのかを想像すると，ワクワクしてきます．
そのワクワクと未来を内包したエンジンをモチーフに，本号
の表紙デザインをまとめてみました。
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Technology for Realization of Gasoline Engine Brake Thermal Efficiency of 45%

田　؛　ཾଠ࿠＊	 ஑　୩　݈一࿠＊

Ryutaro TAGISHI Kenichiro IKEYA

高　沢　正　৴＊	 ＊田　݈　人　ࢁ

Masanobu TAKAZAWA Taketo YAMADA

要　　旨

本開発の目的は，ガソリンエンジンの正味熱効率 45%

を達成するために必要な技術要素を明確にし，実証する

ことである．正味熱効率 45% を達成するために，理論熱

効率向上のための高ѹॖ比化およびϊッキングの཈制と

ྫྷ٫ଛ失を低ݮすることのできる高 EGR ӡ転技術の研

究をおこなった．同時にこれらを実現するためのエンジ

ン基本֨ࠎの最適化を実施した．基本֨ࠎとしては量産

エンジンの領域を超えた Stroke/Bore 比 1.5 のロングス

トロークを中心に，最適な೩মࣨ形状を選定することで

時間ଛ失およびྫྷ٫ଛ失を低ݮし熱効率を向上させた．

このエンジン֨ࠎを基本に，ٵ気ポート形状の選定によ

る౵内ྲྀ動の強化，ٵ気バルブタイミングによる実効ѹ

ॖ比の調整，౵内೩料分布の制御，強力点Րなどを組み合

わせた．結果，ѹॖ比 17 での Minimum	 advance	 for	Best

TorRue ӡ転と外部 EGR 率 35% での҆定したӡ転を実現

し，最大正味熱効率 45% を単気౵エンジンにて達成した．

ABSTRACT

Seeking to achieve a brake thermal efficiency of 
45% in gasoline engines, the development project 
discussed in this paper conducted research to increase 
the compression ratio in order to boost theoretical 
thermal efficiency and to realize an EGR technology 
making it possible to control knocking and reduce 
cooling loss.  

 At the same time, the basic framework of the 
engine was optimized in order to help realize these 
combustion targets. Based on the use of a long 
stroke to realize a stroke/bore ratio of 1.5, which 
is higher than that of mass-production engines, 
thermal efficiency was increased by reducing time 
loss and cooling loss through the selection of an 
optimal combustion chamber shape. With this engine 
framework as the basis, a variety of measures were 
applied, including the selection of an intake port shape 
that would enhance in-cylinder flow, the adjustment 
of the effective compression ratio by means of intake 
valve timing, control of in-cylinder fuel distribution, 
and high-energy sparking. These measures made it 
possible to realize Minimum advance for Best Torque 
operation at a compression ratio of 17 and stable 
operation at an external EGR rate of 35%, helping to 
enable the achievement of a maximum brake thermal 
efficiency of 45% in an actual single-cylinder engine.  

１．·え͕き

近年，地ٿ温ஆ化のݪ因とされるC02 のഉ出量ݮ࡟と؀

境保ޢのため，自動車の೩අ改ળおよびഉ出ガス低ݮが求

められ，それらの規制値は年々ݫしくなる傾向にある．こ

れに対し，Electric	Vehicle（EV）などి動化での対応も増

加しているが，当面は内೩機関のみで走行する従来ܕ自動

車やి動Ϟータと組み合わせるϋイブリッυ車が主ྲྀにな

ると考えられる．よって内೩機関の熱効率向上は今後も重

要な技術課題である．現在のガソリン内೩機関の最大熱効

率は 39% 程度であるが，೩අ規制値の変化から，数年先に

内೩機関に求められる最大熱効率を༧測すると正味熱効率

45% が必要となると考えられる．よってক来的に正味熱効

率を 45% 程度もしくはそれ以上まで引き上げることがガ

ソリン内೩機関へ課せられた大きな課題であると考える．

本開発ではガソリンエンジンにて正味熱効率 45% を達成

＊四輪R&Dセンター

ٕज़঺հ
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するために必要とされる技術要素を明確にするとともに，

実機での検証を実施した．最大正味熱効率 45% を達成す

る前提条件としてリーンバーンӡ転（１）が考えられるが，ഉ

出ガスॲ理技術の難易度を考慮し理論空೩比でのӡ転とし

た．ここではその内容について঺հする．

２．開発のͶΒい

2.1. 開発目標値の設定
開発を始めるにあたり，目標を下記のように定めた．

（１）	最大正味熱効率 45%

（２）	上記数値を理論空೩比および 91 ΦクタンレΪュラガ

ソリンでのӡ転にて達成する

2.2. 開発の方向性
熱効率向上の要素をચい出し，主要な取組み内容を抽出

した．Fig. 1に熱効率向上の影響因子を示す．これらの要

因分析から取り組むべき方向性を以下に定めた．

（１）	理論熱効率向上のための高ѹॖ比化

（２）	ྫྷ ٫ଛ失を低ݮさせつつϊッキングを཈制し高ѹ

ॖ比においてもMinimum	 advance	 for	Best	 TorRue

（MBT）ӡ転を実現する高EGRӡ転

（３）	エンジン基本֨ࠎ最適化による熱効率向上

2.3. 目標達成条件の設定
はじめに，量産エンジンのデータを使用し，エンジン負

荷とEGR率に対するྫྷ٫ଛ失，時間ଛ失，フリクション変

化の傾向をಋいた．その結果を用いて外ૠによる計算にて

過څѹ，EGR率およびѹॖ比をパラメータとしてMBT条

件における正味熱効率を༧測した．計算条件は 2000	 rpm

にておこなった．その結果を Fig . 2に示す．正味熱効率

45% を得るためにはѹॖ比 15 以上かつ 2.5	 bar 以上の高

過څѹでのMBT ӡ転が要求されることがわかる．過څѹ

が高くなるほど過څ器への要求が高まり技術難易度が上が

Fig. 1   Analysis of factors influencing brake thermal efficiency

ることから Fig. 2のനൈきプロットで示すように最低限の

過څѹにて目標熱効率を達成することとした．この計算結

果をもとに正味熱効率 45% を達成するために下記のよう

に開発方਑を設定した．

（１）	ѹॖ比 17.0，過څѹ 2.5	bar 以上でのMBTӡ転

（２）	外部 EGR率 30%以上での҆定したӡ転
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３．高ѹॖൺ化

高ѹॖ比化により熱効率を向上することを難しくする要

因は೩মࣨ形状がፏ平化することによる೩ম速度の低下と

ϊッキング発生による点Ր時期の遅角が主な要因である．

本開発においてはこれらの要因に対し，４章にて述べる高

EGR率ӡ転に加え，下記の手法で対応することとした．

（１）	ロングストローク化による೩মࣨፏ平化཈制

気バルブタイミング遅ดじによる実効ѹॖ比調整ٵ	（２）

3.1. ϩンάストϩーク化
3.1.1. 高ѹॖൺ࣌の೩ম଎度௿Լ཈੍ޮ果
高ѹॖ比化は理論熱効率を向上させる有効な手段であ

るが，೩মࣨ形状がፏ平化することにより೩ম速度が低下

するというฐ֐がある．この要因は೩মࣨのፏ平化により

ՐԌと೩মࣨน面が接৮する面積が拡大し，ՐԌ఻೻を્

するためと考える．この対応として，点Րプラグ周辺に֐

キャϏティを設け初期ՐԌの形成を્֐しない手法も提案

されている（２）．ただしこの手法は೩ম初期には有効である

ものの後൒の೩ম速度低下には不十分であり，さらにピス

トン಄部形状の凹凸を大きくせざるを得ないためྫྷ٫ଛ失

には不利な形状となる．そこで今回，ロングストローク化

での対応をとることとした．ロングストローク化すること

で同一ѹॖ比における೩মࣨ高さを大きくとることがで

き，೩মࣨのፏ平化を཈制し，凹凸の少ないピストン಄部

形状が形成できる．高ѹॖ比化におけるロングストローク

の有効性を確認するために，量産エンジン相当の Stroke/

Bore 比（S/B）1.2 と S/B1.5 の単気౵エンジンを製作しѹ

ॖ比に対する熱効率変化の比較を実施した．Table 1に試

験エンジンॾ元を，Fig. 3にエンジン回転 2000	 rpm，図示

平均有効ѹ力（IMEP）520	 kPa，MBT，EGR率 20% にお

ける熱効率確認結果を示す．ピストン಄部形状は各ѹॖ比

と S/B ごとに 3DϞデルによる೩ম速度計算をおこない，

೩ম速度がもっとも早くなる形状を選定し試験を実施し

た．なお，以降の単気౵エンジンでの試験結果における正

味熱効率の値は L4 エンジン相当のメカニカルフリクショ

ンと想定される過څ器のポンピングଛ失計算値を利用し

算出した．S/B1.2 においてはѹॖ比 15 までは熱効率が向

上するもののѹॖ比 17 では熱効率の低下がみられる．こ

れに対し，S/B1.5 ではѹॖ比 18 まで熱効率の向上が得ら

れた．高ѹॖ比での熱効率の低下の主な要因は等容度の低

下である．Fig. 4にエンジン回転数	2000	 rpm，IMEP	 520	

kPa，MBT，EGR率 20% での S/B1.5 におけるѹॖ比 15

から 20 の質量೩ম割合（MBF）の計測結果を示す．ѹॖ比

20 にて急激に೩ম速度の低下が発生していることがわか

る．特に೩ম後൒の影響が大きく，これは Fig. 5の模式図

で示すように೩মࣨのፏ平化によりϘア端近๣のہ所的な

Surface/Volume 比（S/V）が大きくなり，ՐԌの఻೻が્

Table 1   Test engine specifications

Fig. 3   Comparison of influence of compression ratio  
on brake thermal efficiency and degree of 
constant volume for different S/B
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されるためと考えられる．S/Bを大きくとることで同一֐

ѹॖ比における೩মࣨの高さが確保でき，このฐ֐を཈制

しつつ高ѹॖ比化が可能となる．
F ig . 6 に S/B とѹॖ比に対し，Top	 Dead	 Cen t e r

（TDC）における೩মࣨ容積 V1をϘア断面積 A で割った

೩মࣨ平均有効高さHを示す．Fig. 6中のനൈきのプロッ

トは試験においてະ೩ HC の増加もしくは೩ম速度の低

下が確認されなかったもっともѹॖ比の高いエンジンॾ

元を示す．೩মࣨ平均高さ Hが 7	 mm を下回ると急激に

೩ম速度の低下やະ೩ HC の増加が生じることがわかる．

この結果より，目標とするѹॖ比 17 において Hを 7	 mm

以上確保し良好な೩মを得るためには S/B1.4 以上が必

要であると判断した．

3.1.2. ྫྷ٫ଛࣦ௿ޮݮ果
ロングストローク化はѹॖ比 17 の成立に必要なだけで

なく，それだけで S/V のॖ小によるྫྷ٫ଛ失の低ݮ効果

が期଴できる（３）．実際に S/B が熱効率へ及ぼす影響を確

認するために Table 1に示したエンジンに改良を加えφ 81

Ϙアおよびѹॖ比 13.5 固定の条件にてS/B1.2 から 2.0 ま

での熱効率測定を実施した．Fig. 7にエンジン回転数 2000	

rpm，IMEP	720	kPaでの試験結果を示す．S/B1.2 から 1.5

までは正味熱効率が向上し，S/B1.5 以降で低下する傾向

となった．これは S/B1.5 以上でピストン速度増加による

フリクション平均有効ѹ力（FMEP）とポンピング平均有効

ѹ力（PMEP）の増加がྫྷ٫ଛ失低ݮ効果を上まわるためで

ある．ྫྷ ٫ଛ失低ݮ効果のݮ少はピストン速度増加による

౵内ྲྀ動の強化によりシリンμน面の熱఻達係数が大きく

なるためと考えられる．ྫྷ ٫ଛ失とフリクションのバラン

スによりS/B1.5 が熱効率の最大値となる．

ここまではφ 81 Ϙア固定での検討であるが，ഉ気量が

固定されϘアが変化する場合などの最適 S/B を推定する

ために，φ 73 Ϙア単気౵エンジンを製作し，φ 81 Ϙアと

同じ試験を実施した．φ 81 とφ 73 Ϙアエンジンの試験結

果より S/V に対するྫྷ٫ଛ失変化，S/B に対する౵内ྲྀ

動強化による೩ম速度変化の傾向をಋき，FMEP につい

てはϘアおよびストロークの変化を加味し算出すること

で，行程容積および S/B に対する L4 エンジン相当の正

味熱効率を推定した．Fig. 8にエンジン回転数 2000	 rpm，

EGR20%での最高正味熱効率の推定結果を示す．Fig. 8中

のനൈきのプロットは実際に試験をおこなったॾ元であ

る．Ϙア，ഉ気量が変化した場合においても S/B1.5 前後

にて熱効率がもっとも高くなる傾向は変わらないと推定さ

れる．

Fig. 5   Diagram of increase in local heat loss in flat 
combustion chamber and comparison of 
combustion chamber height for different S/B

Fig. 6   Average combustion chamber height at TDC 
for different S/B and compression ratios
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以上のことより前項で述べたѹॖ比 17 に必要な S/Bを

満足しつつ熱効率がもっとも高くなる最適S/Bとして 1.5

を選択することとした．

ห஗ด͡ΞトΩンιンサΠクルؾٵ .3.2
高ѹॖ比化のもう一つの大きな課題であるϊッキング

に対しては，機ցѹॖ比（ʹ๲ு比）をそのままにٵ気หの

ดห時期を遅角することで実効ѹॖ比を低下させて対応し

た．Table 1に示したS/B1.5 のエンジンを用い，機ցѹॖ

比 17 においてٵ気หดห時期を変化させた場合の熱効率

とѹॖ比 17 のΦットーサイクルでӡ転した場合の熱効率

を比較した．Fig. 9にエンジン回転数 2000	 rpm，EGR率

20% における正味平均有効ѹ力（BMEP）ごとの正味熱効

率の測定結果を示す．実効ѹॖ比を低下させることで๲ு

比 17 としつつ，ѹॖ比 13.5 Φットーサイクルに近い負荷

までMBTӡ転が可能となり最大熱効率を向上させること

ができた．
Fig. 10に๲ு比 17 で実効ѹॖ比を変化させた場合と

Φットーサイクルの理論熱効率を示す．試験結果にてもっ

とも熱効率の向上が得られた๲ு比 17，実効ѹॖ比 12.5

の理論熱効率はѹॖ比 16.5 のΦットーサイクルと同等の

理論熱効率であり，ϊッキングレベルをѹॖ比 13.5 同等と

しつつѹॖ比 16.5 同等の理論熱効率を得ることができた．

3.3. ௚෾ٕज़
高ѹॖ比化を成立させるためには，೩料の気化જ熱を

利用したϊッキング改ળ効果が有効であると考え，５章

に示す最終仕様には直෾を採用している．Fig. 11にエン

ジン回転数 2000	 rpm，IMEP	810	kPa におけるインジェ

クションタイミングとϊッキング，ະ೩ଛ失，Indicated	

specipc	fuel	consumption（ISFC）および 3D Ϟデルを用い

て算出したピストンおよびシリンμスリーブへの೩料付

着量を示す．直෾化での課題はٵ気のྲྀ速が高くなるタ

イミングで೩料を෾射することで೩料のໄ化が促進され

ϊッキング点Ր時期が進角するが，ϊッキングの཈制を

最大限に得られる೩料෾射時期を採用した場合，ະ೩ଛ

失の増加が生じ結果的に熱効率向上が得られないことで

ある．ະ೩ଛ失の主な要因はน面への付着である．ϊッキ

ングが改ળする෾射時期において，付着している箇所は

シリンμスリーブである．シリンμスリーブへの付着量

を低ݮするために೩料෾ໄを下方へ向ける最適化をおこ

ない，ϊッキング改ળ効果が最大となる೩料෾射時期と

น面付着最小となる೩料෾射時期を近づけることで直෾

効果を可能な限り大きくとる設定とした．

Fig. 8   Engine displacement and S/B in relation to 
maximum brake thermal efficiency
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４．高 &(R ӡస

ྫྷ٫ଛ失低ݮとϊッキングを཈制し高ѹॖ比でのMBT

ӡ転を実現するために外部EGR率 30%以上での҆定した

ӡ転を目指すこととしたが，高 EGR ӡ転をおこなう場合

の主な課題は，ՐԌ఻೻速度の低下と着Ր性能の低下であ

る．ՐԌ఻೻速度の低下に対しては，ٵ気ポート形状の選

定による౵内ྲྀ動の強化で対応し，着Ր性能の低下につい

ては೩মࣨ形状の選定による初期ՐԌ成長્֐要因のഉআ

と౵内ྲྀ動Ӕ中心位置調整および高エネルΪー点Րにより

Fig. 12   Calculation results for tumble ratio and 
turbulence energy for different intake port 
shapes
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対応した．ՐԌ఻೻速度と着Ր性能の対策のどちらか一方

がܽけても EGR率を増加させつつ҆定したӡ転をするこ

とはできないため，両面での対策が必要である．

4.1. ౵಺ྲྀ動強化
高 EGR؀境下においてՐԌ఻೻速度確保のために必要

な౵内ཚྲྀエネルΪーを高めるためにはタンブル比を向上

させる手法が多く用いられる．タンブル比を向上させるた

めに用いられる主な手法はٵ気ポートをߜる対応であり，

基本的にはྲྀ量係数とトレーυΦフの関係にある．ྲྀ 量係

数の低下は過څ機への負୲が増し，ポンピングロスの増加

となって結果的に熱効率の低下につながる．また，タンブ

ル比を向上させても必ずしも౵内ཚྲྀエネルΪーが高くな

るわけではない．Fig. 12にそれぞれ異なるٵ気ポート形状

でのタンブル比とཚྲྀエネルΪーの計算値を示す．同一タ

ンブル比においてもཚྲྀエネルΪーは大きくばらついてい

ることがわかる．よってタンブル比の増加は最小限に཈え

つつ効率よくཚྲྀエネルΪーを得ることが重要になる．
Fig. 12に示したAと Bの仕様において౵内の非定常に

おけるྲྀ速分布を計算し，ٵ気行程における 5	m/s の等値

面を表現したものを Fig. 13に示す．等値面をӔ中心軸と

すると，ཚྲྀエネルΪーが高いAの仕様はӔ中心軸が比較

Fig. 13   Comparison of vortical center axes resulting from direction of intake flow
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的҆定しているのに対し，Bの仕様はٵ気行程中にӔ中心

軸が大きくうねっている．このӔ中心軸のうねりがエネル

Ϊーのଛ失となりཚྲྀエネルΪーが低下すると考えられ

る．このうねりの要因としてٵ気バルブからのٵ気の主ྲྀ

の向きに着目した．Aの仕様はٵ気の主ྲྀがϘア外側へ向

かい，Bの仕様は内側へ向いている．この主ྲྀの向きを定

量的に表現するために Fig. 14に示すようなフローバラン

スを定義した（４）．フローバランスは正の値でϘア外側へ主

ྲྀが向き，負の値で内側を向くことを示す．
Fig. 15に同一タンブル比の条件のもと，フローバラン

スを変化させた場合のཚྲྀエネルΪーの計算値を示す．

もっともཚྲྀエネルΪーが高くなるのはフローバランス０

から２の範囲である．この範囲のフローバランスとなるٵ

気ポート形状を 3D Ϟデルによる計算にて選定し量産エン

ジンの 1.7 ഒのタンブル比で，かつフローバランスが０か

ら２の範囲となるٵ気ポート形状を最終仕様に反映した．

4.2. ணՐ性௿Լの対ࡦ
高 EGR؀境下では層ྲྀ೩ম速度の低下により初期ՐԌ

が成長しづらいうえに，೩ম期間短ॖのために強化された

౵内ྲྀ動により点ՐプラグのՐՖが吹きফされ着Ր性が低

下する．ここでは初期ՐԌの成長を促進するための೩মࣨ

形状とྲྀ動による吹きফえを防ぐための点ՐエネルΪー強

化について述べる．

4.2.1. ೩মࣨܗঢ়ͰのணՐ性֬อ
高 EGR؀境下にて生じた初期ՐԌはピストンもしくは

シリンμϔッυなどのนに接することにより熱をୣわれফ

Ԍもしくは఻೻速度の低下をটく．これを防ぐためにはプ

ラグ周囲にॆ分な容積を確保することが重要となる．Fig. 

16にピストン಄部形状によりプラグ周辺の容積を変化さ

せた場合のエンジン回転数 2000	rpm，IMEP	810	kPa にお

ける೩ম҆定限ք EGR 率の試験結果を示す．点Րプラグ

とピストン間の距離を示すために，TDCにてプラグి極を

中心とした仮想ٿ体がはじめてピストンもしくはシリンμ

ϔッυに接৮するときの体積 V1と೩মࣨ全体の容積 Vの

割合（V1/V）を用いた．
V1/Vが大きくなるにつれ೩ম҆定限ք EGR 率が向上

し，2% 以上で横ばいとなる．V1/Vが小さいと初期ՐԌが

早い段階でピストン಄部もしくは೩মࣨน面に接৮し，熱

がୣわれることで೩ম速度が低下する．あるいはফԌが生

じ೩ম҆定限ք EGR 率が低下する．ある程度初期ՐԌが

成長してしまうと着Ր性ではなく主೩মの҆定性がࢧ配的

となり，೩ম҆定限ք EGR 率を決定する領域となる．V1/
Vを 2% 以上確保することで着Ր性を確保し初期ՐԌの成

長を๦げないことが高 EGR ӡ転においては重要となる．

量産エンジンレベルの S/B1.2 においてѹॖ比 17 のよう

な高ѹॖ比と V1/Vの 2% 以上の確保を両立するためには

ピストン಄部形状を凸形状とする必要があり，熱ଛ失，Ր

Ԍ఻೻の観点において好ましい形状ではない．これに対し

S/B1.5 にすることで೩মࣨの高さ方向に༨༟が生まれ V1/
Vを 2% 以上確保しつつピストン形状をઙ皿形状とするこ

とが可能になり，着Ր性と良好な೩মが両立可能となる．

この観点においてもロングストロークの有効性が生じる．
Fig. 17にѹॖ比 17 にて V1/Vを 2% 確保した場合の S/

B1.2 と S/B1.5 の೩মࣨ形状を示す．

4.2.2. ౵಺ྲྀ動Ӕத৺位ஔのௐ੔
確実な着Րをおこない初期ՐԌを形成するためには౵内

ྲྀ動のӔ中心の位置も重要になる．点Րプラグి極位置と

Fig. 14   Definition of flow balance

Fig. 15   Turbulence energy for different flow balances
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౵内ྲྀ動のӔ中心位置が離れていると౵内ྲྀ動にྲྀされ点

ՐՐՖが切れやすくなり着Ր性能が低下する．また初期Ր

Ԍが形成できたとしてもྲྀ動にྲྀされ೩মࣨ内の一方にՐ

Ԍがภり，೩ম期間のԆ長が生じる．これを防ぐためには

点Րプラグ位置とӔ中心位置を合わせる必要がある．この

Ӕ中心の位置を調整するためにピストン಄部形状をઙ皿形

状とした．Fig. 18にフラット形状とઙ皿形状ピストンにお

ける౵内ྲྀ動計算結果を示す．点Ր時期近๣においてઙ皿

形状によりӔ中心がϘア中心に௥いࠐまれ，点Րプラグと

Ӕ中心の位置を合わせることができた．

೩মࣨ形状については，以上の要素に加えてピストン

トップランυ高さのॖ小およびスキッシュϋイトの低ݮな

どによるະ೩ HC低ݮ，および೩ম速度向上を実施し５章

に示す最終仕様に反映した（５）．

4.2.3. 高ΤωルΪー఺Ր
点Րプラグ周囲の容積を十分に確保し，Ӕ中心位置を最

適化したとしても高 EGR率؀境下の混合気に着Րし初期

ՐԌを形成するためには点ՐエネルΪーの強化が重要とな

る．高エネルΪー点Րとして今回は多重放ిによる点Ր強

化をおこなった．ここまで述べてきた量産エンジン比 1.7

ഒのタンブル比となる高ྲྀ動化とՐԌの఻೻を๦げない೩

মࣨ形状を反映した単気౵エンジンにて投入点Րエネル

Ϊーを変化させ，೩ম҆定限քの EGR 率がどのように変

化するかの試験を実施した．投入エネルΪーは単位時間あ

たりのエネルΪーを一定とし，供څ時間により調整した．

結果を Fig. 19に示す．投入エネルΪーを増加することに

より೩ম҆定限քEGR率は向上し，1500	m+ 以上で横ば

いとなる．1500	 m+ 以上の領域では着Ր性ではなく，౵内

ྲྀ動が不足し主೩ম期間がばらつくことにより IMEP 変

動率が増加し限քEGR率が決まる領域に入ったと考える．

さらに限ք EGR率を向上させるには౵内ྲྀ動のさらなる

強化が要求される．また，投入点ՐエネルΪーが増加する

ほど，ফඅి力が大きくなり効率低下の要素となるため，

最終的には目標の EGR率 30% 以上で着Ր可能とし，かつ

೩අ影響を最小限に཈えるため 450	m+の設定を採用した．

以上の高ྲྀ動化，೩মࣨ形状および高エネルΪー点Րと

いった高 EGR率ӡ転への取組みを単気౵エンジンに投入

し効果確認を実施した．エンジン回転数	2000	 rpm，IMEP	

810	kPa における試験結果を Fig. 20に示す．外部EGR率

30% 以上の領域においても҆定したӡ転が可能となり，高

EGR 化によるྫྷ٫ଛ失低ݮおよびϊッキング཈制効果に

より正味熱効率が向上することが確認できた．

 

 

(a) S/B 1.2, compression ratio 17.0, V1/V 2%

(b) S/B 1.5, compression ratio 17.0, V1/V 2%

V1 V

Fig. 17   Comparison of combustion chamber 
configuration for S/B 1.2 and 1.5

Fig. 18   Influence of piston shape on vortical center

(a) Flat piston (b) Shallow dish piston
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Fig. 20   Change in thermal efficiency due to increased 
EGR rate
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５．達成೤ޮ率

ここまで述べてきた基本֨ࠎ，ϊッキング対策技術，౵

内ྲྀ動増加技術および着Ր性向上技術をすべて適用した

単気౵エンジンを製作し，最終達成値を確認した．最終仕

様のエンジンॾ元を Table 2に，熱効率確認結果を Fig. 

21に示す．ロングストロークによる基本֨ࠎポテンシャ

ルの引き上げ，高ѹॖ比化による理論熱効率向上，ٵ気

ポート，೩মࣨ形状による౵内ྲྀ動強化，高エネルΪー点

Րの採用および直෾技術を採用し，正味熱効率 45.2% を

達成した．

Engine type DOHC 4-valve single cylinder

Bore (mm) × Stroke (mm) 81 × 121.6  S/B 1.5

Compression ratio (–) 12.5

Expansion ratio (–) 17.0

Displacement (cm3) 627

Intake port Tumble port

Air supply Supercharged

EGR system Low-pressure loop-cooled EGR

Fuel supply DI

Piston shape Shallow dish

Ignition energy (mJ) 450

Table 2   Final test engine specifications

Fig. 21   Achieved brake thermal efficiency at engine 
speed of 2000 rpm
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̒．·とめ

理論空೩比，91 ΦクタンレΪュラガソリンにて機ցѹ

ॖ比 17，EGR 率 35% での MBT ӡ転を実現し，正味熱効

率 45.2% を達成した．

S/B1.5 のロングストロークによる形状自由度を利用し

た೩মࣨ形状の選定およびٵ気バルブタイミング遅ดじア

トキンソンサイクルによるϊッキング点Ր時期の進角によ

り，機ցѹॖ比 17 の高ѹॖ比においても೩ম؇ຫ化を཈

制しつつ，ѹॖ比 13.5 Φットーサイクル同等負荷までの

MBTӡ転を実現した．

高 EGR率ӡ転においてはٵ気఍߅とཚྲྀエネルΪー強

化を両立するٵ気ポート形状の選定，プラグ周辺容積確保

とྲྀ動を最適化する೩মࣨ形状および 450	 m+ の高エネル

Ϊー点ՐによりEGR率 30%以上での҆定したӡ転を実現

した．

̓．͋ と͕き

６章に示した達成熱効率は，単気౵エンジンでの確認で

あるが自動車用多気౵エンジンとして実用化するにはまだ

多くの課題が存在する．

主な課題はロングストローク化におけるエンジン高

の増加，高 EGR 率ӡ転においては Low	 Pressure	 Loop	

cooled	 EGR（LPL-EGR）システムを成立させるためのڽ

ॖ水対応と EGR 応౴性が大きな課題である．さらに高๲

ு比および高EGR率ӡ転により低下したഉ気エネルΪー

に対応し，熱効率向上に要求される過څ器効率と最高出

力向上に要求されるྲྀ量レンジを両立する過څシステム

の開発も必要である．今回取り組んできた技術を自動車

用ガソリンエンジンとして実現化するためには，これら

を早急に解決する必要があり，今後取り組むべき重要な

項目であると考える．
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高೤ޮ率ΨιϦンΤンδンのਐ化と͠ての
μ΢ンサΠδンά

Downsizing as Evolution of High Thermal Efficiency Gasoline Engine

１．·え͕き

内೩機関౥ࡌ車両の数は，2040 年まで増加するとの༧

測がなされており（１），車両ి動化が進む今後においても，

内೩機関の進化が重要である（Fig. 1）．

車両ి動化の社会的な意義はC02 ഉ出量の低ݮである．

したがって，それをࢧえる内೩機関に課せられた課題も

C02 ഉ出量の低ݮ，すなわち総合的な熱効率向上である．

エンジンは೩料のエネルΪーを動力に変換する機ցであ

り，その変換効率，つまり熱効率が高いほど優れた機ցと

ٕज़঺հ

＊四輪R&Dセンター

いえる．一方，車両を構成する一デバイスとして考えるな

らば，౥ࡌ性や重量バランスの観点から，ܰ 量コンパクト

であることが求められる．つまり，いかに高い熱効率のエ

ンジンであっても，౥ࡌにおける課題を有し，適用できる

車両が限定的になってしまうと，؀境負荷཈制へのݙߩも

多く望めない．

自動車は単なる移動手段ではなく，自らӡ転する F6N

の要素を持ち合わせているところが，ެ 共交通機関と異な

るところであり，؀境負荷を཈えつつお客様に F6N を提

供できる車づくりをすることも重要である．エンジンのܰ

要　　旨

高熱効率エンジンの進化としてμウンサイジングを実現

するために，比出力の向上を検討した．

μウンサイジングエンジンに要求される比出力と，熱効

率の基本となる高ѹॖ比（高๲ு比）を両立させるために

は，高回転域での高いϊッキング耐性が必要である．高出

力化の課題は，バルブタイミングによる実効ѹॖ比低ݮ効

果が，高回転域でॆ分に得られないことであった．ٵ気系

を改良することで，実効ѹॖ比低ݮが可能となり，ϊッキ

ング改ળによって比出力は向上したが，自વٵ気エンジン

相当が限քであった．高熱効率とμウンサイジングとは相

反する技術であり，さらなる比出力向上には，機ցѹॖ比

そのものを下げる必要性が明らかとなった．

μウンサイジングは小ഉ気量化による೩අ向上技術であ

ると同時に，ܰ 量コンパクト化によって動力性能向上が期

଴できる．その意味で，高熱効率ガソリンエンジンの進化

は，比出力向上によってμウンサイジングをおこなう方向

性が有要であり，その実現に向けては，可変ѹॖ比機構な

どのൈ本的な技術を構ஙし適用することが必要である．

ABSTRACT

In order to achieve downsizing as an evolution in 
the high thermal efficiency engine, the possibilities of 
increasing specific power were examined.

In order to achieve a balance between the specific 
power that is required for downsizing the engine and 
the high compression ratio (high expansion ratio) 
that is the basis for thermal efficiency, high knock 
resistance in the high engine speed range is necessary. 
The issue in realizing high power was that sufficient 
reduction in effective compression ratio through valve 
timing could not be obtained in the high engine speed 
range. It became possible to reduce the effective 
compression ratio by enhancing the intake system, 
and an increase in specific power was obtained by 
knock enhancement, but the increase was limited to 
the equivalent of a naturally aspirated engine. Raising 
thermal efficiency and downsizing are mutually 
contradictory techniques, and it became clear that any 
further increase in specific power would necessitate 
lowering the mechanical compression ratio itself.

At the same time that downsizing is a technique 
fo r  improv ing fue l  economy by r educ ing the 
displacement, it can also be expected to heighten 
dynamic performance by achieving lighter weight and 
greater compactness. In that sense, the approach of 
downsizing by increasing specific power is crucial 
for achieving evolution of the high thermal efficiency 
gasoline engine. In order to achieve this, it will be 
necessary to build and apply variable compression 
ratio mechanisms and other such radical technology.

＊の　ぶ　ڮ　∁

Nobu TAKAHASHI

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_2
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Fig. 1   Global portfolio of technologies for passenger LDVs, (4DS: 4°C scenario, 
Improve case: Technology improvements that lowers GHG emissions)

量コンパクト化は結果的に車両のܰ量化，動力性能の向上

につながる重要な要素である．

本稿では，؀境負荷཈制と F6N の両立を図るためのエ

ンジン技術として，高熱効率とμウンサイジングとの両

立（Fig. 2）にয点を当て，その課題と解決技術を明らかに

する．

２．μ΢ンサΠδンάの価値

೩අ向上技術としてのμウンサイジング過（２）څは，Ϥー

ロッパを中心にී及し，今ではスタンμーυ技術となっ

た．アメリカでは 10 年近く遅れてಋ入され，日本でも༌入

車をൽ切りにಋ入が加速している．

μウンサイジング過څは，熱効率を高める技術ではな

く，むしろμウンサイジングが進むほど熱効率は下がる．

その主な要因は高過څに適合させるためのѹॖ比低下で

ある．市販エンジンの設定からも，最大正味平均有効ѹ力

（BMEP）上昇に伴ってѹॖ比が低下する傾向がうかがえる

（Fig. 3）．このように，೩අと熱効率が必ずしも同義ޠでは

ないことには注意を要する．
Fig. 3   Tendency of compression ratio to move 

inversely to BMEP of gasoline engine

μウンサイジングで೩අが向上するメカニズムは，エン

ジンのӡ転点が高熱効率領域にシフトすることである．こ

れは走行負荷に対してഉ気量を適正化（小ഉ気量化）するこ

とで得られるが，出力をリカバリするために過څと組み合

わせることが一般的である（Fig. 4）．೩අ適正なഉ気量，֓

ね 65%程度のμウンサイジング（2.4	L から 1.5	L に相当）

を想定すると，従来自વٵ気（NA）エンジン並みの動力性

能を確保するには，最大負荷 2200	 kPa レベルの過څが必

要である．

μウンサイジングは，単にഉ気量μウンではなく，文ࣈ

通り，ܰ 量コンパクトなエンジンであることも重要であ

る．エンジンのܰ量化はそれをࢧえる車体のܰ量化につな

がり，走行エネルΪー低ݮによって೩අが向上する．さら

に，車体のܰ量化によって得られた動力性能を生かし，エ

ンジンのさらなる小ഉ気量化，ܰ 量化へとつなげること

で，正のスパイラルが生まれる．ܰ 量コンパクトなエンジ

ンは車両重量配分の自由度を広げ，ӡ動性能の向上も期଴

できる．これらは，車をӡ転するָしさ，F6Nをもたらす

重要な要素である．

一方，今回前提としている熱効率 45% の技術は，実
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効ѹॖ比低ݮ，すなわち実質のഉ気量低下を伴い，過څ

による比出力向上は，ഉ気量低下を補うレベルにとどま

る．したがって，動力性能を確保するためには，ഉ気量は

ਾえ置きとなる．しかし，熱効率改ળは全域で得られる

ため，使用ස度の高い領域と高熱効率領域とが一致しな

い状況でも，熱効率向上分は直接೩අ向上へとつながる

（Fig. 5）．

エンジンのӡ転点と高熱効率領域を一致させることが

できれば，さらなる೩අ向上が期଴できる．小ഉ気量化，

Hybrid	Electric	Vehicle（HEV）適用でのӡ転点ू中，リー

ンバーン等による高熱効率領域の低負荷への拡大が主な手

段となるが，その中で小ഉ気量化のみがܰ量コンパクトへ

つながる手段である． ３．高೤ޮ率Τンδンのಛ性

ガソリンエンジンの熱効率を向上させるために，さまざ

まな取組みがなされてきたが，田؛ら（３）の研究によると，

理論空೩比，レΪュラガソリンにて正味熱効率 45.2% を達

成した主なॾ元は以下の通りである．

（１）	機ցѹॖ比 17，EGR率 35%

（２）	ストローク／Ϙア比（S/B比）1.5

（３）	౵内ཚྲྀエネルΪー強化と高エネルΪー点Ր

なお，達成した熱効率は，単シリンμ当たりഉ気量が

626	cm3 の結果である．EGRと比べてより比熱比の高いリー

ンバーンの方が理論効率としては高いが，後ॲ理とϊッキ

ングの課題から理論空೩比での効率௥求をおこなっている．

以降，本ॾ元を元に，高熱効率とμウンサイジングの両

立の課題について論じる．

3.1. ೤ޮ率向上の要件
熱効率向上を図るためには，理論効率向上と各種ଛ失の

低ݮを組み合わせることが必要であるが，高ѹॖ比化は理

論効率向上の基本となる前提条件である．Fig. 6に熱効率

向上に必要な技術項目の相関図を示す．それぞれのॾ元は

Frequency

Engine power

Efficiency

Demand power
Maximum power

Supercharged

Increase of efficiency

Fig. 5   Fuel economy improvement by increase of 
thermal efficiency

Fig. 6   Analysis of factors influencing brake thermal efficiency

Fig. 4   Fuel economy improvement by downsizing
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単७な足し算として効率向上にݙߩしているのではなく，

相互ґ存の上で成立している．その一例を示す．

ഉ気量と S/B 比を適切に設定することで，೩মࣨの表

面積／容積比（S/V 比）の低ݮによるྫྷ٫ଛ失改ળが得ら

れるが，加えて，高ѹॖ比下での希釈೩মを成立させてい

る．高効率の೩মを成立させるには，ՐԌ఻೻を્֐しな

い೩মࣨ高さの確保が必要であり，೩মࣨがፏ平になる高

ѹॖ比ほど要求S/B比は大きくなる．ѹॖ比 17 では S/B

比 1.4 以上が必要である（Fig. 7）．仮に S/B 比 1.2 とした

場合には，ྫྷ ٫ଛ失が増大するといった単なる効率低下に

ཹまらず，ѹॖ比 17 での೩মそのものが成立しない．45%

に達するような高熱効率は，すべてのॾ元をଥ協なく設定

することで初めて得られる．

過ڈ 10 年間のHonda 量産四輪車ガソリンエンジンのॾ

元設定において，ѹॖ比は 8.8 から 13.0，単シリンμ当り

ഉ気量は，220 から 610	 cm3，S/B 比は 1.0 から 1.2 の範

囲にある．正味熱効率 45% を達成したѹॖ比 17，単シリ

ンμ当りഉ気量 626	 cm3，S/B 比 1.5 はその範囲を大きく

超えている．Fig. 8に熱効率に対するS/B比とഉ気量の影

響を示す．最高熱効率点は，単シリンμ当りഉ気量 600 か

ら 650	 cm3，S/B 比 1.5 近辺に存在する．このॾ元設定は，

45%の熱効率を達成するために必要な条件である．

3.2. 高೤ޮ率Τンδンのग़ྗಛ性
熱効率向上の基本となる高ѹॖ比化は೩ম速度低下，

ະ೩ଛ失の増大，およびϊッキングが大きな課題となる．

೩মに対しては，前述したとおり高 S/B 比設定で対応

し，ϊッキングに対しては主にEGRಋ入と Intake	 Valve	

Close（IVC）タイミングの遅角により実効ѹॖ比を下げ

（ミラーサイクル）ѹॖ端温度を低下させることで対応し

ている．

EGRಋ入と IVCタイミングの遅角によってエンジンの

実質的なഉ気量は低下する．EGR35% ಋ入に加えて，機ց

ѹॖ比 17 を基準に実効ѹॖ比 12.5 に相当する IVC タイ

ミングの遅角をおこなった場合，実質的なഉ気量は機ց的

なഉ気量の 50% 程度（EGR分 0.65×IVC 分 0.72ʹ0.47）

にまでݮ少する（Fig. 9）．

正味熱効率 45%は，2000	 rpm の BMEP	 800	 kPa で達

成しているが，その時のॆర効率（Бc）は約 60% である．

NAエンジンならばスロットリング領域で得られる空気量

を確保するために，上記の事由により，20	 kPa（ήージѹ）

の過څが必要となっている．

高熱効率エンジンの高BMEP化には以下の課題がある．

（１）	必要空気量を押しࠐむための過څѹ確保

（２）	空気量増加とϊッキング発生点Ր時期リターυとの

トレーυΦフによる限ք

Fig. 8   Engine displacement and S/B in relation to 
maximum brake thermal efficiency

Fig. 7   Average combustion chamber height at TDC 
for different S/B and compression ratios

Fig. 9   Reduction of actual displacement by late 
intake valve close (IVC) timing and exhaust 
gas recirculation (EGR)
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高熱効率エンジンは S/B 比が大きいため高回転化に制

約がある．そのため同ഉ気量 NAエンジンからの置換を想

定した場合，動力性能を同等にするための最大負荷要求値

はBMEP	 1400	 kPa 程度，最大出力回転数は 5000	 rpm 程

度となる．

最大負荷点では，Бcを確保するためにEGRはಋ入せず，

ϊッキング回避は IVCタイミングのみで対応しているが，

それでも実質的なഉ気量は 70%程度しかない．2000	rpmで

1400	 kPa を得るためにはБc	100% が必要であり，それを

確保する過څѹは 70	 kPa（ήージѹ）と見積もられた．一般

的なμウンサイジング過څエンジンでは，BMEP	2000	kPa

が出せるレベルの過څѹである．

過څシステムは効率の観点でターϘチャージャを前提と

している．最大出力ྲྀ量側でターϘチャージャサイズを設

定したが，一般的な過څエンジンと比べて，高๲ு比（機

ցѹॖ比 17）によりഉ気エンタルピが低いため，2000	rpm

での過څѹ確保が課題となった．ഉ気エンタルピの確保

が，高熱効率エンジンでの過څシステム成立性の懸案で

ある．

実質のഉ気量を大きくすれば，同空気量を得るため

の過څѹは低くなり，さらに最大過څѹも高くできるの

で（Fig . 10），要求空気量は IVC タイミングを進角する

ことで得た．IVC タイミングの進角は，実質のഉ気量と

ともに実効ѹॖ比が増大するため，ϊッキング発生点Ր

時期のリターυを伴う．そのため熱効率は低下していく

が，1400	 kPa という目標に対しては，熱効率が下がっ

ても空気量（発熱量）を確保することで達成可能であった

（Fig. 11）．低回転域では実質的な過څѹ限քがBMEP限

քとなる．

一方，高回転域では IVCタイミングを遅角しても，ٵ気

ポート側へ新気を໭す఍߅が大きく，低回転と比べて実効

ѹॖ比が高くなった．Fig. 12にエンジン回転数 2000	 rpm

と 5000	 rpm の౵内ѹを示す．両者の IVCは同じ遅ดじタ

イミングであるが，2000	 rpm では下ࢮ点後のѹ力上昇が

見られず，その間，新気はٵ気ポート側へ໭り，実効ѹॖ

比が低下できることが見て取れる．一方，5000	rpmではٵ

気バルブが開いているにもかかわらず，下ࢮ点からѹॖが

始まっている．実効ѹॖ比が下がらないため，ѹॖ端温度

は 900	K 程度まで上昇した．均質༧混合ѹॖ着Ր（HCCI）

が成立する温度域まで達しているが，高回転では反応時間

が短いために，HCCI ೩মには至らない．ϊッキング回避

のために点Ր時期をリターυしていくので，空気量（発熱

量）を増加させても熱効率低下と相ࡴされBMEPは上限を

ܴえている（Fig. 13）．

ϊッキングは೩মࣨน近๣のະ೩混合気（エンυガス）

がѹॖによるѹ力温度上昇の影響を受けて自着Րする現象

である．着Ր遅れ時間は温度，ѹ力の上昇とともに短くな

るため，高温，高ѹほどϊッキングが発生しやすい．一般

的なレΪュラガソリンにおいては負の温度係数（Negative	

Fig. 10   BMEP limit by air quantity

Fig. 11   Influence of effective compression ratio

Fig. 12   Effective compression comparison
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Temperature	Coefficient）を持つ領域，いわゆるNTC領域

があることが知られている．この領域では温度が上昇して

も着Ր遅れ時間は短ॖしない（Fig. 14）．通常，着Ր遅れ時

間が長い低温ほどϊッキングが発生しにくいのに対し，こ

の領域では混合気温度を下げてもϊッキングが改ળされな

いことが示ࠦされる．

実際，ѹॖ端温度が 900	K に達する 5000	 rpm では，೩

料直෾やインタクーラを用いたٵ気ྫྷ٫によって 30	K 程

度のѹॖ端温度低ݮが実現されてもϊッキングの改ળは全

く得られなかった．᷎ 30	K は経験的には 5	deg 程度のϊッ

キング発生点Ր時期の進角が得られるレベルの変化であ

る．Fig. 15にѹॖ比ごとのѹॖ端温度（計算値）とともに，

ϊッキングの温度感度を示す．

ピストンによる混合気ѹॖ過程および೩মガスによる

エンυガスѹॖ過程を通じ，自着Րに至るまでの反応過程

が，NTC領域の温度ѹ力にภ在する場合は，着Ր遅れ時間

に対する温度感度が他領域を通過する場合と比べて低い．

今回，೩料直෾等による温度低ݮが，ϊッキング対策とし

て効果を得られなかったのはNTCの影響と推察できる．

高ѹॖ比は高熱効率の必ਢ条件であるが，高ѹॖ比下で

高出力を得ることの難しさは次のように整理できる．

（１）	ϊッキング回避手段である IVC 遅ดによる実効ѹॖ

比低ݮが高回転では効果的にಇかない．

（２）	その結果，౵内混合気温度が高く，೩料直෾などのྫྷ

٫効果がॆ分にあらわれない．

正味熱効率 45%を得たॾ元においては，5000	 rpm での

BMEPは 1100	 kPa 程度にとどまり，NAエンジンからの

置換に必要な 1400	kPa に及ばなかった．

Fig. 14   Negative temperature coefficient (NTC) region 
of ignition delay

Fig. 15   Temperature sensitivity in knocking

NTC region
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４．高ग़ྗ化検討

高熱効率エンジンの既存 NA エンジンからの置換，さ

らにはμウンサイジングとの両立を図るため，高出力化を

્むϊッキングの改ળについて検討した手段とその効果

について述べる．検討に用いたエンジンॾ元を Table 1に

示す．

4.1. աڅミϥーサΠクルͰのग़ྗ௥ٻ
ϊッキングに温度感度が現れていない状況は，各技術が

ϊッキングに効果を持たないかのように錯覚される．しか

し，さらなる手段を組み合わせることで，温度感度が現れ

る領域まで混合気の温度を下げることができれば，ϊッキ

ングは改ળされるはずである．

ϊッキング改ળの想定ロジックを Fig. 16に示す．まず，

IVC タイミング遅角による実効ѹॖ比の低ݮを得るため

には，シリンμからポートへ໭るྲྀれをスムーズにする必

要がある．ٵ気ポートおよびٵ気バルブ回りの఍߅を下げ

た結果，IVCタイミングによる実効ѹॖ比低ݮが有効とな

り，ѹॖ端温度を下げることができた（Fig. 17）．ٵ気఍߅

を下げることで過څ仕事が低ݮされ，ポンピング平均有効

ѹ力（PMEP）が改ળした．ഉ気ѹ力が相対的に下がり内部

EGR がݮ少すれば，混合気温度低下に効果がある．また，

低下は౵内へのྲྀ入速度を下げるため，各高温部߅気఍ٵ
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Fig. 16   Knocking mitigation by reduction of intake 
resistance

Fig. 17   Relationship between IVC and effective 
compression ratio

4.2. Մ変ѹॖൺ
仕様ॾ元の改良による出力向上は，NAエンジン同等ま

では確認できた，しかし，エンジンをμウンサイジングで

きるレベルには至っておらず，さらなる出力向上を得るた

めには，ൈ本的なϊッキング対策が必要である．

市販車エンジンの最大BMEPとѹॖ比の関係を Fig. 18

に示す．ѹॖ比 11 で 2000	 kPa レベルの BMEP を達成

しており，ѹॖ比をこの程度まで下げれば，エンジンをμ

ウンサイジングできるレベルの BMEP が得られることに

なる．

高熱効率エンジンでは，実効ѹॖ比低ݮ効果によって，

ѹॖ比 17 でも 5000	 rpm，1400	 kPa が得られている．同

様のٵ気バルブ遅ดじを用いて，市販車より高いѹॖ比で

市販車同等のBMEPを実現できる可能性がある．また，高

S/B比の効果で得られた熱効率分のBMEP向上も見ࠐめ

る．高熱効率エンジン仕様では，BMEP	 2200	 kPa のѹॖ

比を 11 より高く設定できる可能性があり，高負荷効率に

おいても，市販の過څμウンサイジングエンジンより高い

ポテンシャルとなる．

BMEP	 1400	 kPa から 2200	 kPa まで比出力が向上で

きれば，エンジンഉ気量は 65% 程度まで下げることが可

能となる．μウンサイジングによって೩අ向上を得るた

めの，走行負荷と熱効率のマッチングを，イナーシャウェ

イトが 1090	 kg である FIT クラスの車両での8orldwide	

harmoni[ed	Light	 vehicle	 Test	 Procedures（8LTP）Ϟー

Fig. 18   BMEP limit by mechanical compression ratio

Table 1   Specifications of test engine

73 × 109.5, S/B 1.5φ

Displacement (cm3)

Bore (mm) × Stroke (mm)

Compression ratio (-) Variable by IVC timing

Expansion ratio (-) 17.0

Engine type DOHC 4-valve

Number of cylinders 4

1833

Intake port Tumble port

Air supply Turbo charger

Fuel supply Direct injection

Gasoline RON91

Table 2   Port flow comparison and test result

Temperature at TDC (K),    c 100%

Base port High flow port

Mean effective opening area (cm2) 3.55 5.04

Intake valve diameter (mm) 28φ φ 29
η 826 772

Exhaust pressure (kPa),    c 100% 128 143

MBF 50% (deg),    c 100% 36.4 33.1

Maximum BMEP (kPa) 1100 1400
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位からの熱఻達低下の効果もあったと考えられる．現時

点，それぞれの効果代の切り分けはできていないが，いず

れも温度低ݮ対策の方向性として整合性がある．ポート選

定においては，低回転域での高効率೩মに要求される高ཚ

ྲྀ強度に加えて，出力を確保するためのྲྀ量および混合気

温度低ݮの観点が必要である．

౵内混合気温度が低下し，ϊッキング改ળが図られた結

果，NAエンジンと同等出力となる目標値，5000	 rpm での

BMEP	1400	kPa を得ることができた（Table 2）．
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υ走行を想定し考察した．出力に対するස度分布を೩料

ফඅ量基準で算出した場合，ྦྷ 積ස度 50% の出力 14	 k8

は現行 NA エンジンの最大出力 96	 k8 の 15% に相当す

る（Fig. 19）．このエンジンを，最高熱効率点 2000	 rpm，

800	 kPa，最大出力点 5000	 rpm，2200	 kPa の過څエンジ

ンに置き換えた想定で，最大出力に対する等出力比率線

と，熱効率との関係を示す（Fig. 20）．最高熱効率点の出力

は最大出力の 15% となり，ྦྷ 積ස度 50% 出力と一致させ

ることができる．ྦྷ 積ස度 80% の出力は最大出力の 23%

であり，その効率は最高熱効率－2ポイント内にある．こ

のことから，最大出力点が 5000	 rpm，2200	 kPa のエンジ

ンにおいて，8LTPϞーυの走行負荷は高熱効率領域にほ

ぼ収まるといえる．

エンジンのӡ転領域ごとに，熱効率あるいは最大負荷の

観点で最適なѹॖ比が存在するが，全域最適化を求めて連

ଓ可変を実施するためには，複雑な機構を必要とする．可

変ѹॖ比を選定する場合，本来の目的であるコンパクト化

に合致した，簡ศな切ସ機構であることが望ましい．先述

の通り，一例ではあるが，5000	 rpm，2200	 kPa の比出力

を持つエンジンで，比較的高負荷を使用するϞーυ走行が

Fig. 20   Relationship of power ratio to max. power 
and thermal efficiency

高熱効率領域に収まることは考察できた．したがって，高

熱効率を達成した高ѹॖ比（17：Бe	 45%）を基本仕様とし，

出力確保のために低ѹॖ比化（11：BMEP	 2200	 kPa）する

２段切りସえで，高熱効率とμウンサイジング，さらには

コンパクトのいずれもが同時に成り立つ仕様となる．

５．·とめ

高熱効率エンジンの進化としてμウンサイジングを実現

するために，比出力の向上を検討した．

することݮを低߅気ポートの通気఍ٵ，気バルブٵ	（１）

で，5000	rpm においてもٵ気バルブ遅ดじによって，

シリンμからポートへ新気が໭せるようになった．そ

の結果，実効ѹॖ比が低ݮでき，ϊッキング発生点

Ր時期が進角したことで BMEP の向上が得られた．

5000	 rpm における最大BMEPは 1400	 kPa となり，

機ցѹॖ比 17 で NAエンジン相当の比出力までは達

成できることが明らかとなった．

（２）	さらなる比出力向上を得るには，ൈ本的なϊッキング

対策が必要で，機ցѹॖ比の可変化はその対応として

効果的である．高熱効率領域のѹॖ比要求値 17 と出

力領域でのѹॖ比 11 とを可変できれば，正味熱効率

45%と 2200	 kPa の両立が可能となる．このエンジン

を用いると，パϫーウェイトレシΦ 90	 k8/t の車両

での8LTP Ϟーυ走行は，高熱効率領域にほぼ収め

ることができる．

̒．͋ と͕き

進展国やBase	 of	 the	 pyramid（B0P）に早൩๚れるであ

ろう車社会を，݈ 全な؀境にಋくのも自動車会社に課せら

れた義務である．その意味でも，؀境負荷の཈制は低コス

トのベーシックなエンジンにこそ求められる基本性能で

ある．

究極の熱効率を௥求する場合には，過څシステムや

EGR システムなどの高コストで複雑なデバイス類が必要

となる．ベーシックなエンジンは，最小限のデバイスで高

い熱効率を得るために，エンジンの素性が優れていること

が特に重要となる．

熱効率向上技術の基ૅは，エンジンの基本֨ࠎ，ॾ元を

適正に選定することであり，設定次第では，非過څエンジ

ンでも 42%程度の正味熱効率を得ることができる．出力要

求によってはアップサイズの必要性も生じるが，高熱効率

と高৴པ性，低コストを重視する市場においては選択ࢶと

なり得よう．

高熱効率エンジンの展開は，優れた基本性能の上に，市

場要求に合わせて適切なデバイス類を選択付加した࢟にす

るべきと考える．
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৽ܕ 1.6 - 2ステーδλーϘσΟーθルΤンδンの開発
Development of New 1.6 L 2-stage Turbocharged Diesel Engine for Honda CR-V

ാ　໺　५　一＊	 西　৿　　　顕＊	 ෱　ౡ　׮　೭＊

Junichi HATANO Ken NISHIMORI Hiroyuki FUKUSHIMA

田　ᔹ　ଠ　࿠＊	 ๺　ࢁ　由　人＊	 石　ݪ　Ղ　ܟ＊

Taro TABUCHI Naoto KITAYAMA Yoshinori ISHIHARA

要　　旨

新開発のエンジンは，1.6	L	88	k8（55	k8/L）のμウン

サイジングエンジンをベースとし，従来販売していた 2.2

L	 110	 k8（50	 k8/L）ディーθルエンジンに置き換わる動

力性能を目標とした．1.6	L	 88	 k8ディーθルエンジンの

構造とのコϞナリティを最大限有しつつ，高出力を目的と

して２ステージターϘを適用した．エンジンの構造強化と

して，ベアリングキャップやϔッυガスケットなどの部品

をઐ用に設計し，118	 k8（74	 k8/L）の高比出力を実現し

た．また，新開発の N0x ؐ元৮ഔを採用してԤभഉ出ガ

ス規制E6R06 のエミッション規制に適合させた．೩අ向

上技術としては，さらなる機ցଛ失の低ݮ，೩ম適合によ

る೩ম効率の向上を図った．これらの適用技術により高出

力，E6R06 適合，低೩අを݉ね備えたパϫーユニットを

開発し，Ԥभ向けϞデル 2015 年 CR-V に౥ࡌした．

ABSTRACT

This newly developed engine is based on a 
downsized 1.6 L 88 kW (55 kW/L) engine, with 
dynamic performance aimed to replace the previous 2.2 
L 110 kW (50 kW/L) diesel engine. The new engine 
uses a 2-stage turbocharger to achieve high power 
while maintaining the maximum commonality with 
the structure of the 1.6 L 88 kW diesel engine. The 
bearing cap, head gasket and other parts have been 
specially designed to reinforce the engine structure, 
realizing high-specific power of 118 kW (74 kW/L). 
In addition, a newly developed NOx storage catalyst is 
used, complying with the European EURO 6 emission 
standards. Technologies for enhancing fuel economy 
include further reduction of mechanical friction and 
enhancement of combustion efficiency by combustion 
calibration. These technologies were applied to 
develop a EURO 6-compliant power unit that provides 
high power with low fuel consumption, and this power 
plant was mounted in the 2015 CR-V for Europe.

１．·え͕き

近年，地ٿ温ஆ化やエネルΪーࢿ源など؀境課題への関

心がますます高くなっており，৐用車からのC02 ഉ出量低

は社会から強く求められている．加えて，動力性能へのݮ

要求も高くなっており，これらの観点でυライバϏリティ

と低೩අ性能の両立に優位性を持つディーθルエンジン

の進化が期଴されている．このような背景の中，Honda は

2003 年に 2.2	 L の直ྻ４気౵ i-CTDi ターϘディーθル

エンジン（１）を開発し，Ԥभ市場においてAccord に౥ࡌし

た．以降，この 2.2	L ディーθルエンジンはCR-Vや Civic

など複数の車種に適用されてきた．2008 年には 2.2	L の第

２ੈ代として，ѹॖ比やインジェクタなどの೩ম系仕様を

一新した i-DTECディーθルエンジン（２），（３）を開発し，Ԥ

भഉ出ガス規制 E6R05（E6R05）に適合させるとともに

೩අ性能も向上させた．2009 年に発売した CR-V は，こ

の i-DTECディーθルエンジンを౥ࡌし，New	European	

Driving	Cycle（NEDC）ϞーυのC02 ഉ出率 149	g/km を達

成した．

2011 年 11 ݄，パϫートレインの効率向上によって得ら

れる低೩අと動力性能をはじめとした商品性を高次元で両

立させる技術܈としてEARTH	DREAMS	TECHN0L0G:

を発表した．その第１஄として，第３ੈ代のディーθルエ

ンジンとなる 1.6	L	 88	 k8の i-DTECディーθルエンジ

＊四輪R&Dセンター

ٕज़঺հ

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_3
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ンを発表し，2013 年初಄にԤभ向けCivic に౥ࡌした（４）．

従来の 2.2	 L のディーθルエンジン（５），（６）を一新し，μウ

ンサイジングによって得られるੈք最ܰ量のエンジン重量

とガソリンエンジンに೑薄する低フリクション化などパ

ϫートレインの高効率化を図った．その結果E6R05 適合

車でクラストップレベルの低೩අを実現した．

本開発では，低೩අコンセプトに加え，さらなる走行性

能の向上を目標にܝげ，1.6	 L のディーθルエンジンを

ベースに高出力化した．エンジン主要構造部品はΦープン

デッキ構造のアルミシリンμブロック（̓）など基本部分を

既存の 1.6	 L エンジンと共用している．新エンジンを౥ࡌ

したCR-V はԤभഉ出ガス規制E6R06（E6R06）に適合

し，2.2	 L のディーθルエンジンの置き換えとなる走行性

能を有しつつ，NEDCϞーυでC02 ഉ出率 129	 g/km の೩

අ性能を達成した．本稿では，新エンジンに適用した高出

力化技術，E6R06 適用技術および೩අ向上技術について

述べる．

２．৽開発Τンδンの֓要

新エンジンの主要ॾ元を Table 1に，システム構成図を
Fig. 1に示す．本エンジンは先行して発売している 1.6	 L	

88	 k8	 i-DTECディーθルエンジンの֨ࠎ（̓）とのコϞナ Fig. 1   Engine system layout

Table 1   Engine specifications

Solenoid
injector
(180 MPa)

Solenoid
injector
(180 MPa)

EVRVEVRV
EVRVEVRV

EVRVEVRV

VSVVSV
HP
Turbocharger
HP
Turbocharger

LP
Turbocharger
LP
Turbocharger

NSCNSC

DPFDPF Differential
pressure sensor
Differential
pressure sensor

IntakeIntake

ExhaustExhaustExhaust gas
temperature sensor
Exhaust gas
temperature sensor

LP-EGR
valve
LP-EGR
valve

Differential
pressure
sensor

Differential
pressure
sensor

HP-EGR valveHP-EGR valve

Air
cleaner
Air
cleaner

Air flow
sensor
Air flow
sensor

IntercoolerIntercooler

Intake
shutter
valve

Intake
shutter
valve

Lambda
sensor
Lambda
sensor

Fuel 
tank
Fuel 
tank

Fuel 
strainer
Fuel 
strainer Fuel 

pump
Fuel 
pump

Rail pressure
control valve
Rail pressure
control valve

Rail pressure
sensor
Rail pressure
sensor

Vacuum
pump
Vacuum
pump

2nd Lambda
sensor
2nd Lambda
sensor

2.2 L 110 kW
(150 PS)

1.6 L 88 kW
(120 PS)

1.6 L 118 kW
(160 PS)

   85 x 96.9 mm

2199 cm3

16.3

Advanced
semi-solid casting
technology (ASCT)

closed deck

350 Nm
/2000-2750 rpm

300 Nm
/2000 rpm

350 Nm
/2000 rpm

110 kW(150 PS)
/4000 rpm

88 kW(120 PS)
/4000 rpm

118 kW(160 PS)
/4000 rpm

    62     55     55

    51     39     42

Applied N/A Applied

Variable geometry
turbocharger,

Honeywell GT14

Variable geometry
turbocharger,

Honeywell GT12

Serial-sequential 2-
stage turbocharger,

Honeywell GT10/GT15

Piezo
(Max. 180 MPa)

    0.123 mm x 7 holes

HP hot EGR
of HP cooled EGR

DOC and DPF NSC and DPF NSC and DPF

EURO6

CR-V 4WD CR-V 2WD New CR-V 4WD

149 g/km 119 g/km 129 g/km

Displacement 1597 cm3

Engine Inline 4-cylinder DOHC 4 valves

Bore x Stroke     76 x 88 mm

Solenoid
(Max. 180 MPa)

    0.114 mm x 8 holes

Compression ratio 16.0

Cylinder block
High pressure

die-casting (HPDC)
open deck

Max. torque

Max. power

Crankshaft main bearing
diameter (mm)

Conrod bearing diameter
(mm)

Balancer

Turbocharger

Common-rail
 fuel injector

EGR system
HP hot EGR

and/or LP cooled EGR

Aftertreatment

Emissions

Fuel consumption (NEDC)

Vehicle

EURO5

リティを考慮している．主要部品として，ピストンの೩ম

ࣨ形状やインジェクタなどの೩ম系仕様（̔）を共通化して

いる上，エミッションコントロールデバイスとして Low	

Pressure	Exhaust	Gas	Recirculation（LP-EGR）（̔），（̕）を備

えていることがڍげられる．新エンジンの特徴として下記

にڍげた三つの技術項目をコンセプトとして設定した．
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（１）	高出力化のためにシリアルシーケンシャル２ステー

ジターϘを適用した．高過څによって上昇する౵内ѹ

力に耐えうるϔッυガスケットとベアリングキャッ

プ，レシプロ系部品を高出力用にઐ用設計した．

（２）	E6R06 適用のために新開発の N0x ؐ元৮ഔを適用

した．

（３）	೩අ向上のためにポンピングロス低ݮを考慮した

ターϘ仕様を採用し，さらなる機ցଛ失の低（10）ݮと

೩ম適合の最適化を実施した．

次章以降にこれらの技術に関する詳細を述べる．

３．৽開発Τンδン΁のద用ٕज़

3.1. ２ステーδλーϘによる高ग़ྗ化
高出力化には目標出力に応じたٵ入空気量の確保が必要

であり，適切なターϘのサイズが求められる．ターϘサイ

ズの選定に関する֓೦図を Fig. 2に示す．Fig. 2はターϘ

のम正ྲྀ量とѹ力比からなるコンプレッサマップをイメー

ジしている．比出力を上げるためには，前Ϟデルの 1.6	 L	

88	 k8にて選定したシングルターϘに比べ，必વ的に要求

ྲྀ量が多くなりターϘサイズは大きくなる．一方，低回転

低負荷のӡ転条件における過څ性能，೩අ性能および過౉

のٵ気レスポンス性能が小ܕターϘに比べて低下すると

いった課題があった（10），（11）．

この課題を解決するために，新エンジンではHonda 初の

ϋネウェル社製２ステージターϘを採用した．外観を Fig. 

3に示す．低ѹ段のターϘ（LPターϘ）には 118	 k8 の出

力性能を満たすため Fig. 2のイメージのようにྲྀ量を確保

するサイズを選定する必要があり，最高過څѹ 2.98	 bar，

最大ターϏン回転数 226000 回転の GT15 を採用した．ま

た，	高ѹ段のターϘ（HPターϘ）には低回転からの加速性

能を確保するために，88	 k8 のシングルターϘに比べて

サージリミットが高ѹ力比側にシフトした小ܕのターϘと

して，最大ターϏン回転数 290000 回転の GT10 を選定し

た．ここで，GT10 のターϘには8aste	Gate	Valve（8GV）

方式ではなく，Fig. 4に示すようにターϏンの作動ガスྲྀ

量が可変となる構造を有するVariable	Geometry	Turbine

（VGT）方式のターϘを採用した．
Fig. 5において，横軸にターϘ仕様に伴うNEDCϞーυ

の೩අに対する影響を，縦軸に３速全開加速時のピーク加

速度を取り，HP ターϘの方式に関する選定の考え方を示

Fig. 2   Concept for determining turbocharger size 

Fig. 3   Overview of 2-stage turbocharger
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Fig. 5   Effect on dynamic performance and fuel 
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す．1.6	 L クラスの２ステージターϘの構造としては低ѹ

側と高ѹ側の両方を8GVによって過څ制御するものが一

般的である．しかしながら，HP ターϘに固定ターϏンを

採用すると，そのサイズの指標となるターϏン入ޱの断面

積（A）とターϏンϗイール൒ܘ（R）の比率（A/R）の選択に

より加速性能とѹ力ଛ失に伴う೩අ影響とが二཯背反し，

性能を両立させることができない．

そこで新開発エンジンでは，1.6	 L クラスの৐用車用量

産２ステージターϘとしてੈք初のVGT方式のターϘを

HP ターϘに採用した．低回転時の過څ性能を向上させて

スムーズな加速性能を確保するとともに，HP ターϘ使用

領域のポンピングロスの低ݮにより೩අ性能の向上を両立

させた．VGT方式の採用により，ӡ転条件に応じて೚意の

ベーン開度で目標過څѹを得られることから，NEDCϞー

υにおいてシングルターϘの背ѹに近づけることができ，

ポンピングロスの低ݮに寄与している．ターϘ制御方式の

違いによる背ѹの比較とその೩අ低ݮ効果を Fig. 6に示

す．VGT方式は同一の要求過څѹにおける背ѹを8GV方

式に対して低ݮすることができ，NEDC Ϟーυにおける

C02 ഉ出率を 3.5	g/km 低ݮさせる効果が得られた．

採用した２ステージターϘの構成ུ֓図を Fig. 7に示

す．HP ターϘと LP ターϘを切りସえるためのバルブ構

成として，ٵ気側は HPターϘのコンプレッサをバイパス

するバルブ（Compressor	 bypass	 valve:	 CBV）を，ഉ気側

は HPターϘのターϏンをバイパスするバルブ（Turbine	

bypass	valve:	TBV）をそれぞれ配置し，VGTと8GVを合

わせた四つのデバイスをエンジンの使用領域に応じて作動

させ過څѹを制御している．

ここで，各バルブがӡ転条件においてどのように作動す

るかを Fig. 8に示した．低回転時にはVGTのみで過څѹ

制御して，その他のバルブは全てดじているʤFig. 8(a)ʥ．

中回転域ではVGTが全開になった後，TBVによって過څ

ѹ制御がおこなわれ，この間，CBVと8GVはดじている

ʤFig. 8(b)ʥ．さらにTBVも全開になった後はLPターϘの

8GVによって過څѹ制御をおこない，CBVも開いてLP

ターϘ単ಠでの過څѹ制御となるʤFig.8 (c)ʥ．各領域のભ

移はϞデルベースによるバルブ協調制御で具現化した．	

3.2. 高ग़ྗ対ԠのΤンδンߏ଄
高出力化に際しϋーυウェアに求められる要求性能とし

て，二つڍげられる．一つ目は，高過څ化に伴う౵内ѹ力

の上昇に耐え得る֨ࠎ強度が必要となる．このため 1.6	 L	

88	 k8 のϞデルに対してコンロッυベアリングのܘをφ

39 からφ 42 へ上げ，೩ম荷重の増加に対応した．なお，

メインジャーナルܘは 88	 k8 仕様の設計の際に 118	 k8

を想定しているためφ 55 の共通のブロックとしている．

その他の֨ࠎ強化のための変更として，ベアリングキャッ
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プの߶性を向上し，ϔッυガスケットのシール構造と材質

を変更した．

高出力化֨ࠎの二つ目の要求性能として，熱負荷の増加

への対策が必要である．ピストンをྫྷ٫するエンジンΦイ

ルのクーリングチャネルのレイアウトを最適化し，クーリ

ングジェットのྲྀ量を従来の 1.5	L/min から 3.8	L/min へ

と必要最小限のྲྀ量に増加させてピストンおよびブロック

の軸間温度を低ݮさせた．また，前Ϟデルのバルブタイミ

ングは低回転側のポンピングロスを低ݮし低中負荷走行時

の೩අ向上を目的として設計している．一方新エンジンで

は，高出力化への対応としてٵ気หを広開角設定し，ٵ気

とഉ気それぞれのバルブリフト量を増加させて，出力点で

の体積効率増加を図る設計とした．これにより，全負荷時

の೩අ性能を向上させることが可能となりシリンμブロッ

クおよびシリンμϔッυへの過度な熱負荷を下げ，高比出

力に耐え得る一助とした．

ここまでに示した高過څ化と高出力対応֨ࠎの採用によ

り，新開発エンジンは Fig. 9の出力およびトルクカーブに

示すように，2000	 rpm で最大トルク 350	Nm，4000	 rpm

で最大出力 118	k8を達成した．

3.3. &6R06 ద用ٕज़
新エンジンは 1.6	 L	 88	 k8 のエンジン仕様と最大限の

コϞナリティを有することで，高出力と低コストを両立し

ている．したがって，೩料෾射系の仕様（෾޸数，෾ܘ޸，

ϊズルコーン角，最大೩料෾射ѹ）および，ピストンの೩

মࣨ形状，ѹॖ比は 1.6	L	88	k8仕様と同じである（̔）．こ

のためE6R05 に適合している前Ϟデル同様，LP-EGRに

よって得られる高効率೩মと全域２段Pilot ෾射（PI）を基

本෾射パターンとした拡ࢄ೩ম主体の等容度の高い೩ম設

定を踏ऻした（̔），（̕）．高過څ高 EGR によるポンピングロ

スの増加と೩ম効率の低下を避けフィーυガスレベルを

E6R05 にҡ持（̔）しながら低೩අ性能との両立を図り，後

ॲ理システムを付与することによりE6R06 に適合するコ

ンセプトとした．

しかしながら，F ig . 10 に示すように低೩අ化と２ス
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Fig. 8   Turbocharger operating strategy in engine map
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テージターϘ౥ࡌによるヒートマスの増加で，ഉ気温度の

低下が避けられないという課題がある．ഉ気温度の低下に

伴うN0x ؐ元৮ഔ（N0x	 storage	 catalyst:	NSC）চ温の低

下に対応するために，低温時でも N0x をٵଂする新たな

৮ഔの開発が求められた．また，従来のNSCでは E6R06

の N0x 規制値を満足するড়化性能を有していないため，	

N0x ড়化率をE6R05 比で 40 ポイント以上向上させる必

要があり，高温時も含めた幅広い温度域での N0x ؐ元率

の向上が必要である．

この課題をࠀ෰するために，前Ϟデルで使用した৮ഔに

対してٵ着材をθΦライトからバリウムに変更したうえ，

最適なPlatinum	Group	Metals（PGM）の୲持密度を選定

した．৮ഔ表面構造の最適化と従来に対しての PGM量の

増加により，ড়化開始温度の低温化が実現し，ྫྷ 間時から

リーンง囲気において N0x が PGMにࢎ化されてバリウ

ム表面へのٵ着性が向上した．この結果，Fig. 11のように

低温から高温までの幅広い৮ഔ温度域において N0x ড়化

率をさらに高めることができたうえ，C0 および HC のড়

化性能も向上した．

3.4. ೩අ向上ٕज़
新開発エンジンの೩අ向上技術の内༁は，機ցଛ失の低

HPターϘにVGT方式を備えた２ステージターϘによ，ݮ

るポンピングロスの低ݮおよびAfter ෾射の適用による೩

ম改ળである．

機ցଛ失低ݮの主なねらいはレシプロ系のしΎう動఍߅

低ݮであり，Fig. 12に示すピストンのスカート面積ॖ小や

チェーンガイυの低ຎࡲコーティング，カムジャーナルの

しΎう動఍߅を下げるために面ૈ度を向上させる加工を取

り入れた．また，Fig. 13に示した通り高出力化部品として

設定したバランサのウェイト形状を最適化し，Φイルパン

にཷまる५滑༉の༉面をバランサがかくはんする఍߅を低

rpmにおけ	により，1500ݮした．これらの機ցଛ失の低ݮ

る機ցଛ失を 2.2	L	110	k8の前エンジンに対して 50%低

．した（11）-（13）ݮ

なお，Fig. 14に示した新エンジンで適用しているバラ

ンサはۦ， 動増速比をチェーンのみで２ഒ速とする仕様に

おいて課題となるバランサۦ動チェーンとスプロケットの

み合い時に生じるি突Իを解ফするため，チェーンの増ט

速比は 1.3 ഒと཈え，1.5 ഒの増速Ϊヤで２ഒへと増速さ

せており，ি突Իを低ݮして੩ॗ性をさらに向上させた仕

様としている．

೩ম適合においては，1.6	L	88	 k8に比べ，さらなる熱

効率の改ળのためにྫྷ٫ଛ失と等容度の改ળを目的とし

てAfter ෾射を適用した．Fig. 15にAfter ෾射を適用し

た 1500	rpm,	BMEP	645	kPa における熱発生率を示す．同

一の要求トルクに必要な主೩মの೩料量が After ෾射量

の分ݮ少するため，主೩মにおける熱発生率が低く཈えら

れ，೩মࣨน面およびシリンμϔッυน面からのྫྷ٫ଛ失

を低ݮできる．また，主೩মに起因する೩মԻが増大する

ことなく着Ր時期を進角できるため，等容度が向上して೩

අ低ݮに寄与している．෾射パターンは前述の通り全域２

段PI に Main ෾射（MI）を加えたトータル３段෾射を基本

とした．Model	Based	Calibration（MBC）を׆用した適合（５）

Fig. 11   NOx conversion rate of new NSC (test piece)
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により After ෾射による೩අ改ળ効果が得られた．また，

低中負荷域に限りAfter ෾射を௥加設定した．これにより

NEDCϞーυにおいて 0.5% の೩අ改ળ効果を得た．

これまでに示した೩අ低ݮ技術により，Fig. 16に示す

ようにエンジン単体として正味೩料ফඅ率（BSFC）の改ળ

効果（1500	rpm）が 2.2	L の前Ϟデルに対して得られた．

3.5. ं྆のग़ྗɼΤミοションおよび೩අの性ೳ
これまでに示した高出力，E6R06 および低೩අ化に

関する各技術は 2015 年に発売を開始したԤभ向け新ܕ

CR-Vに౥ࡌのパϫーユニットに適用した．新エンジンの，

車両における動力性能を従来のエンジンと比較するテスト

として，CR-V による３速全開加速をおこなった．その結

果を Fig. 17に示す．加速性能の指標の一つである加速時

の最高到達加速度（ピーク̜）の絶対値を 7.5% 向上させる

とともに，もう一つの指標であるピーク̜に至るまでの所

要時間も短ॖした．1.6	L	 88	 k8仕様の前Ϟデルはもちろ

ん，目標としている 2.2	 L の置き換えとなる走行性能に対

しても同等の商品性を確保させることが可能となった．

エンジン出力のڝ合他社との比較を F ig . 18 に示す．

S6Vセグメントにおける 48D，MT仕様での೩අと出力

のトレンυラインにおいてڝ合トップクラスと同等の低೩

අと動力性能の両立を達成した（11）-（13）．

また，エミッションと೩අの達成値についても Fig. 19 

(a), (b)にそれぞれ示す．2.2	L では E6R05 適合でC02 ഉ

出率 149	g/km であったのに対し，新エンジンではE6R06
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に適合した上でC02 ഉ出率 129	g/km を達成し 13.4% の೩

අ向上を実現した．

４．結論

Honda 初となる２ステージターϘを適用した高出力，

E6R06 適合，低೩අの 1.6	 L ディーθルエンジンの開発

を通じて，以下の技術的成果を得た．

（１）	２ステージターϘによる高過څとそれに伴う౵内ѹ

力の上昇をࢧえる最小限の構造強化により低コスト

をҡ持しながら 118	k8の高出力化を達成した．

（２）	低温から高温域まで高いড়化率を発揮するNSCの開

発により，高い೩ম効率をҡ持しながらE6R06 のഉ

出ガス規制に適合した．

（３）	２ステージターϘの HP ターϘへの VGT 採用によ

り，低回転域からの過څ応౴性とポンピングロスを改

ળした．また，機ցଛ失の低ݮや೩ম適合の改ળによ

り，2015 年に発売したԤभ向け新ܕCR-Vにおいて，

NEDCϞーυにおけるC02 ഉ出率 129	 g/km の೩අ

性能を達成し，クラストップレベルの೩අと動力性能

を両立した．
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ೋ࣍ΤΞを用いた発ిػ用ΤンδンのഉؾΨスড়化ٕज़
Emission Reduction Technology Using Secondary Air for Generator Engine

ᴡ　藤	　　　ྮ＊	 佐　藤　ل　و＊

Ryo SAITO Takanori SATO

ീ十Պ　ࣿ໹Ղ＊	 二ϊٶ　༤　հ＊

Sayaka YASOSHINA Yusuke NINOMIYA

要　　旨

2014 年に施行されたインυ国内ガソリン発ి機のഉ気

ガスエミッション規制に対応するため，二次エアಋ入と৮

ഔを用いたഉ気ガスড়化システムを開発した．

小ܕで可ൖ性の高いことが求められるガソリンエンジン

発ి機は，ഉ気系レイアウトの制約が多いため，ഉ気຺動

効果を利用した二次エアのಋ入が困難であった．

本開発では二次エアಋ入؅の຺動効果を高める適正なഉ

気؅長と二次エアಋ入؅長を見出し，ഉ気ガスエミッショ

ン規制及び発ి機૽Ի規制に適合させ，量産発ి機のきΐ

う体内に収まるコンパクトシステムを実現した．

また，ഉ気ガスエミッション測定法については，Raw	

gas 測定法とDilute	 gas 測定法を比較検証し，二次エアྲྀ

量に影響を与えない測定法を見出した．

ABSTRACT

An emission reduction system that uses secondary 
air injection and a catalyst was developed to meet 
emission standards for domestic gasoline engine 
generators enacted by India in 2014.

Gasoline engine generators require a compact size 
and high portability, so there are many restrictions on 
the exhaust system layout, and it has been a challenge 
to realize secondary air injection using the exhaust 
pulsation effect.

This development discovered the proper exhaust 
pipe and secondary air pipe lengths that increase the 
pulsation effect of the secondary air pipe, and realized 
a compact system that complies with both emission 
and generator noise standards and fits within the mass-
production generator chassis.

In addition, regarding emission measurement 
methods, the raw gas measurement method and dilute 
gas measurement method were compared and verified, 
and a measurement method that does not influence the 
secondary air quantity was found.

１．·え͕き

ੈք的にਂ刻化する大気Ԛછなどの؀境問題を背景に，

൚用エンジンにおいてもഉ気ガスエミッション規制は年々

．しさを増しているݫ

ガソリンエンジン発ి機はレジャー，商業，Ոఉ，非常

用等，多ذに౉り使用されている．特にインυ国内におけ

る発ి機については，停ిが多いి力事৘から非常用ి源

として使われている．

代表的な使われ勝手としてॅ୐や商ళの近くでӡ転され

るケースが多く（Fig. 1），౎市部で停ిが発生すると各Ո

ఉ，商ళでいっせいに発ి機を動かすためഉ気ガスエミッ

ション，૽ Իが社会問題となっている．このため，インυ

国内で販売されている発ి機に対してはഉ気ガスエミッ

ション，および૽Ի共にݫしく規制されている．

本技術঺հにて 2014 年に強化されたഉ気ガスエミッ

ション規制に対応するために౥ࡌされた二次エアಋ入と৮

ഔを用いたഉ気ガスড়化システムと，その検証方法につい

て঺հする．

＊൚用R&Dセンター

ٕज़঺հ

Fig. 1   Example of generator usage in India

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_4
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２．開発のͶΒいと目標値

2.1. ഉؾΨスΤミοション੍ن値
ガソリンエンジン発ి機に対するഉ気ガスエミッショ

ン規制は，ถ国カリフΥルニアभのAir	Resources	Board

（ARB）のSmall	0⒎-Road	EnginesおよびインυのMinistry	

of	Environment の Indian	emission	standards	for	generator	

sets	 on	 petrol	 and	 kerosene（１）がけん引している．2014 年

インυで施行されたഉ気ガスエミッション規制は，一ࢎ化

୸素（C0）が ARBの 1/2 以下，ഉ気量 99	 cm3 以下クラス

のHC+N0x が ARBの 1/6 であり，現在ੈքで最もݫしい

（Fig. 2，Fig. 3）．

次に，C0 と HC+N0x のインυഉ気ガスエミッション

規制値に対する量産発ి機のഉ出量を Fig. 4と Fig. 5に

示す．

2.2. 開発のͶΒい
インυ国内向けに販売している 1,	2,	 3	 kVAクラスのガ

ソリンエンジン発ి機を対象とし，以下の３項目を達成す

ることをねらいとした	

（１）	ഉ気ガスエミッション規制（Table 1，Table 2）に適合

すること

（２）	発ి機૽Ի規制（Table 3）に適合すること

（３）	現行量産のきΐう体内に収まるレイアウトとする

こと

対象とするガソリンエンジン発ి機の SPEC 一ཡを
Table 4に示す．

Fig. 2   Emission standard values for displacement of 
50 to 80 cm3 in CARB and up to 99 cm3 in 
India
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Fig. 3   Emission standard values for displacement of 
80 to 225 cm3 in CARB and 99 to 225 cm3 in 
India

Emission
class

Displacement 
[cm3]

CO
[g/(kW·h)]

HC+NOx
[g/(kW·h)]

1 ≤ 99 ≤ 250 ≤ 12

2 > 99 ≤ 225 ≤ 250 ≤ 10

3 > 225 ≤ 250 ≤ 8

Mode no. 1 2 3

Load percent 100 75 50

Weighting factor 0.3 0.5 0.2

Output 3/4 of rated power

Sound power level (LWA) [dB] 86

Generator output class 1 kVA 2 kVA 3 kVA
Model name EP1000 EX2400 EU30i
Engine
displacement

cm3 80 163 197

Fuel system Carburetor Carburetor Carburetor
Air fuel ratio (Average) 12.5 12.6 12.4
Max AC output VA 850 2100 3000
Dimensions
(L × W × H) mm

404 × 352
× 431

965 × 470
× 327

710 × 422
× 570

Emission class 1 2 2
Sound power level
3/4 load (LWA)

dB 85 85 85

Fig. 4   CO values of conventional models

Fig. 5   HC+NOx values of conventional models

Table 1   Indian emission standards for generator sets 
on petrol and kerosene

Table 2   Test cycle for emission testing

 Table 3   Indian noise standard for generators

Table 4   Specifications of each model



－ 30 －

 Honda  R&D  Technical  Review Vol.27  No.2 (October 2015)

対Ԡ手法の検討੍ن．３

ガソリンエンジン発ి機の೩料供څは҆価で簡易な構

成であるキャブレタを採用している．ӡ転時にエンジン

へ供څされる混合気の空೩比は 12.5 近๣であり，چഉ気

ガスエミッション規制には適合するが新規制には適合で

きない．ここで考えられる C0 ഉ出量低ݮ手法は，以下の

二点である．

（１）	混合気の理論空೩比化

（２）	ഉ気؅への二次エアಋ入と৮ഔによるC0ড়化

ガソリンエンジン発ి機に使用しているキャブレタで理

論空೩比に近づけた場合，೩মが不҆定になり回転҆定や

負荷変動௥従の性能低下，周೾数変動幅の増大等が生じる．

よってガソリンエンジン発ి機のC0低ݮ技術として混合気

の理論空೩比化の適用は難しい．そこで，ഉ気؅の຺動効果

を利用した二次エアಋ入システムを採用し，加えてࢎ化効果

を高めるための৮ഔをマフラに内ଂする構成を採用した．

４．達成ٕज़

4.1. ೋ࣍ΤΞಋೖシステム
4.1.1. ೋ࣍ΤΞྲྀ量の要ٻ値
二次エアྲྀ量要求値は，ഉ気ガスエミッション規制値，

૽Ի規制値，৮ഔ温度を満足するྲྀ量から設定した．設定

事例として，1	kVAと 3	kVAの二次エアྲྀ量に対するC0

ഉ出量，HC+N0x ഉ出量，৮ഔ温度，૽ Ի値の特性を Fig. 

6に示す．

Fig. 6の特性から二次エアྲྀ量要求値は以下に設定した．

1	kVA			55	cm3/s から 130	cm3/s

3	kVA			30	cm3/s から 230	cm3/s

以降は，1，3	kVAの開発事例について記述する．

4.1.2. ഉ؅ؾとೋ࣍ΤΞಋೖ؅の࠷ద化
二次エアのಋ入は，二輪車用エンジンと同様にリーυバ

ルブを用いてഉ気؅の負ѹ成分を利用し外気を取り入れる

システムを採用した．二輪車用エンジンでは，ഉ気バルブ

からഉ気؅出ޱまでの؅長（ഉ気؅長）が長くഉ気؅ѹ力の

負ѹ成分を得やすい．一方，ガソリンエンジン発ి機では

コンパクト性の要求から，ഉ気؅長を極力短くするため，

ഉ気؅内の負ѹ成分を得にくいことが二次エアಋ入に対す

る構造上の課題となっている．	二輪車と発ి機のഉ気系֓

ུ図の比較を Fig. 7に示す．ガソリンエンジン発ి機でも

ഉ気؅長をԆ長しഉ気ѹ力຺動を測定した結果，負ѹ成分

の増幅が確認できた（Fig. 8）．

しかし，現行量産のきΐう体内に収まるレイアウトとす

ることを制約条件とした本開発では，ഉ気؅長以外の要素

Fig. 6   Relationship between secondary air quantity 
and performances
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Fig. 8   Relationship between length of exhaust 
passage and pressure at rated load
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で要求二次エアྲྀ量を確保することが課題となる．

そこで，二次エアྲྀ量を決定するഉ気؅および二次エア

ಋ入؅の設計計算をおこない，二次エアಋ入؅の຺動効果

を利用してഉ気؅の負ѹ成分をಋ入؅内で増幅させた（２）．

二次エアಋ入と৮ഔを用いたഉ気ガスড়化システムの֓

೦図を Fig. 9に示す．

以下に 3	kVAと 1	kVAでの二次エアಋ入؅長に対する

ྲྀ量特性を Fig. 10，Fig. 11に示す．

Fig. 9   Secondary air system

Secondary air pipe

Catalyst

Exhaust
valve

Muffler
Exhaust pipe

Reed valve

0

50

100

150

200

250

0 200 400 600 800 1000 1200 1400

S
ec

on
da

ry
 a

ir 
qu

an
tit

y 
[c

m
3 /

s]

Length of secondary air pipe [mm]

CO limit

Temperature limit

0

50

100

150

200

250

0 200 400 600 800 1000 1200 1400

S
ec

on
da

ry
 a

ir 
qu

an
tit

y 
[c

m
3 /

s]

Length of secondary air pipe [mm]

CO limit

Temperature limit

Current

Developed

Length
[mm]

1 kVA 3 kVA

Current Developed Developed

Exhaust passage 550 750 1050

Secondary air pipe 900 or more 400 850

Fig. 10   Relationship between length of secondary air 
pipe and secondary air quantity at rated load 
(3 kVA)

Fig. 11   Relationship between length of secondary air 
pipe and secondary air quantity at rated load 
(1 kVA)

Table 5   Exhaust system length

Fig. 10に示す通り，3	kVA は要求ྲྀ量を満たす二次エ

アಋ入؅の長さに幅があるので，きΐう体内に収まる条

件で 850	 mm を選択した．一方，1	 kVA は現行量産マフ

ラのഉ気؅長で要求ྲྀ量を満たすには二次エアಋ入؅長

が 900	 mm 以上必要となり（Fig. 11），きΐう体内に収ま

るレイアウトとすることができない．要求ྲྀ量を満たし，

ഉ気؅と二次エアಋ入؅をきΐう体内に収めるために，

ഉ気؅を 200	 mm Ԇ長し，ಋ入؅長さを 400	 mm とした

（Table 5）．

4.2. ৮ഔ
ഉ気ガス中のHCおよびC0をড়化させるために使用す

る৮ഔは，二輪車で広くྲྀ通しているメタルϋニカム୲体

৮ഔをྲྀ用することを前提とし，以下の点を考慮しマフラ

内に配置した．

（１）	৮ഔの׆性温度以上で，ྼ 化に至る温度以下のこと．

（２）	ড়化率の低下を防ぐため，エンジンのഉ気ガスと二次

エアの全量が৮ഔを通過する構造とする．

以上を踏ऻしたマフラの֓೦図を Fig. 12に示す．

4.3. ύοケーδンά
要求二次エアྲྀ量目標値と外観寸法内に収まるレイア

ウトを達成したシステムについて 1	 kVA クラスを Fig . 

13，3	 kVA クラスを Fig. 14に示す．1	 kVA は，量産品

に対してഉ気؅をԆ長し，二次エアಋ入؅を௥加するた

めに，これらを立体交差するように̪ࣈにۂげて配置

し，現行量産のきΐう体内に収まるコンパクトレイアウ

トとした．

Fig. 12   Schematic of muffler
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Fig. 13   1 kVA (EP1000)
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Fig. 14   3 kVA (EU30i)

５．検ূ方法

5.1. ഉؾΨスΤミοションഉग़量測定方法
ഉ気ガスエミッション測定法（３）は主に二つの手法が

ある．

（１）	Raw	gas	測定法

（２）	Dilute	gas	測定法

本開発過程において両測定手法を検証した結果，ഉ気

຺動を利用した二次エアಋ入システムでは Raw	 Gas 測

定法と Dilute	gas 測定法で二次エアྲྀ量に差が生じるこ

とが判った．両手法によるྲྀ量測定値の差を F ig . 15 に

示す．

両手法の測定؀境の֓೦図を Fig. 16，Fig. 17に示し，

ഉ気ガスエミッション測定値の差を F ig . 18 に示す．ഉ

気؅をԆ長しなければならない Raw	 ga s 測定法は前述

の通り二次エアྲྀ量を増加する効果により真の値を測定

する手法に適さない．よって，Dilute	 gas 測定法を採用

した．

なお，本検証結果を基に，規制当ہへಇきかけ，従来認

められていなかったDilute	 gas 測定法を法規文に記ࡌする

ことが認められた．

Fig. 15   Comparison of raw gas sampling and dilute 
gas sampling (1 kVA)

Fig. 16   Raw gas emission analysis method

Fig. 17   Dilute gas emission analysis method
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̒．達成値

6.1. ഉؾΤミοションと૽Ի達成値
1	kVA，2	kVA，3	kVA共にインυ国内ガソリン発ి機

のഉ気ガスエミッション規制をクリアしつつ૽Ի規制値内

に収めることができた．ഉ気ガスエミッションの達成値を
Fig. 19に示す .

Fig. 19   Emission results of new models
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Fig. 18   Comparison of raw gas sampling and dilute 
gas sampling (1 kVA) 
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Honda ൚用製品初となる二次エアಋ入および৮ഔ内ଂマ

フラによる発ి機用エンジンのഉ気ガスড়化システムを構

ஙし以下を達成した．

（１）	ഉ気量の異なる発ి機エンジンにおいてもインυഉ

気ガスエミッション規制と発ి機૽Ի規制に適合す

ることができた．

（２）	൚用ಠ自の二次エアಋ入؅とഉ気؅の最適化により

量産のきΐう体内に収まるコンパクトレイアウト化

とすることができた．

（３）	本システムにおいてഉ気؅長が二次エアྲྀ量に及ぼ

す影響を明確にすることができたことにより，正確な

ഉ気ガスエミッション測定手法を確立した．
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トϥンスミοション௚઀౥ࡌίントϩールϢニοトの
開発

Development of Transmission-mounted Transmission Control Unit

１．·え͕き

自動車の地؀ٿ境に対する負荷を低ݮする観点から，೩

අ改ળは重要な課題である．その課題の達成手法としてエ

ンジンでは直෾インジェクション技術やి動デバイス技

術が，トランスミッションでは多段化や DCT の適用が拡

大されている．それに伴い，エンジンおよびトランスミッ

ションの組み合わせの多様化が進んでいる．従来はエンジ

ンとトランスミッションの組み合わせが限られていた．そ

のため，一つのコントロールユニットでエンジンとトラン

スミッション両方を制御することで，きΐう体やి子部品

の共通部品をݮ࡟してきた（Fig. 1）．しかし，近年のように

ٕज़঺հ

＊四輪R&Dセンター

要　　旨

小ܕ車や中ܕ車への適用を目的として，トランスミッ

ションへの直接౥ࡌが可能な，コントロールユニットを開

発した．

直接౥ࡌすることで制御デバイスとの距離が近くなり，

ϋーネス長をݮ࡟することができた．また，制御ソフト

ウェアを階層設計しユニットのソレϊイυυライバを共有

化することで，さまざまなトランスミッションの制御を可

能にした．

直接౥ࡌ条件におけるユニット内部のి子部品の温度

を，実機確認に加えシミュレーションで詳細に೺Ѳし対応

することで，従来の車体取り付けユニットに対しユニット

の最大動作温度を拡大させた．また，取付ブラケットおよ

びコネクタターミナルの߶性を向上させることで，保証ৼ

動周೾数ଳ域を 2000	H[ まで拡大し，小ܕ車から中ܕ車ま

での幅広い車種への適用を可能にした．

ABSTRACT

A transmission control unit able to be directly 
mounted on the transmission has been developed for 
applications ranging from small to medium-sized 
vehicles.

Direct mounting of the unit has reduced the 
distance between the transmission and the control 
device, making it possible to reduce the length of 
the harnesses. In addition, hierarchical design of the 
control software and sharing of the solenoid driver 
have made it possible to apply the unit to the control 
of a variety of transmissions.

Vehicle tests and simulations were conducted in order 
to obtain a detailed understanding of the temperature 
of the electronic components inside the unit under the 
conditions it would be exposed to when direct-mounted 
and implement appropriate responses. As a result, 
the maximum operating temperature of the unit was 
increased against conventional body-mounting conditions. 
The rigidity of the mounting bracket and the connector 
terminals was also increased, increasing the maximum 
allowable vibration frequency to 2000 Hz. These 
measures made it possible to apply the unit to a wide 
variety of vehicle types, from small to medium-sized.

ീ　഼　࿨　樹＊	 小　西　߁　一＊

Kazuki YAHATA Koichi KONISHI

Ҫ　上　源　ଠ＊	 ໜ　໦　ַ　੖＊

Genta INOUE Takeharu MOTEKI

Fig. 1   Former integrated engine and transmission 
control unit

エンジンとトランスミッションの組み合わせが多様化して

くると一体のユニットはその数だけ必要となる（Fig. 2）．

そこで，エンジンとトランスミッションのコントロール

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_5
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Fig. 5   Transmission-mounted TCU

ランスミッションの組み合わせが同一で౥ࡌ車両が変更に

なった際に，バッテリや౮体などの周辺部品の౥ࡌ位置の

影響により，車両ごとにઐ用の TC6 ౥ࡌ用ブラケットが

必要となる．トランスミッションへの直接౥ࡌは，౥ࡌ位

置の固定が可能となる．エンジンルーム౥ࡌと比較し，ブ

ラケットの種類のݮ࡟が見ࠐまれる．

一方，トランスミッションへの直接౥ࡌはエンジン，ト

ランスミッションからの熱やৼ動などの؀境条件により，

ి子部品やきΐう体などの構造部品に対策が必要となる．

本稿では，一つのユニットでさまざまなトランスミッ

ションを制御可能とした直接౥ࡌ TC6の開発について঺

հする．

ユニットを分けることにより必要なコントロールユニット

の種類をݮ࡟することができる（１）と考えた（Fig. 3）．

また，トランスミッション制御仕様に関しても，൚用化

できる部分とઐ用設計必要な部分を明確にすることで，異

なるトランスミッションにおいてもコントロールユニット

を共有化できる．

これまで，パϫートレインのトランスミッションコント

ロールユニット（TC6）の౥ࡌ位置は，Honda では車ࣨ内や

エンジンルーム（Fig. 4）にあり車体に取り付けていた．今

回開発した TC6 は，トランスミッションへの直接౥ࡌと

した．直接౥ࡌには，制御デバイスとの距離が近くなるこ

とでϋーネス長をݮ࡟できるメリットがある（Fig. 5）．

また，車体取り付けの際には，車体フレームにブラケッ

トをհして TC6 を固定する必要があった．エンジンとト

Fig. 6   Layout of transmission-mounted TCU

Fig. 2   Current integrated engine and transmission 
control units

Fig. 3   Change in number of control units

Fig. 4   Body-mounted TCU 

２．開発のͶΒい

今回開発した 1.5	L ターϘ対応CVTに適用したトラン

スミッション直接౥ࡌTC6のレイアウトを示す（Fig. 6）．

トランスミッション直接౥ࡌTC6を設計するにあたっ

て，下記の項目を開発のねらいに定めた．

（１）	最小限の部品変更で複数のトランスミッションを制

御可能である൚用性を持つこと．

（２）	小ܕ車から中ܕ車までをแ含した，ৼ動や熱に対する

部品৴པ性があること．
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TC6 に要求される機能として，入出力やリプログラミ

ングなどの基本機能，対象の変速機をどう動かすかのトラ

ンスミッション制御機能，メータ表示やエンジン協調など

の車両制御機能の三つがある．従来のトランスミッション

制御はそれらが明確に分割されておらず，一つの機能を変

更する場合でも他の機能の変更が必要となり，TC6 とし

ての൚用性が低かった．

これに対して，機能領域の明確化をおこなった．具体的

にはSystems	Modeling	Language（２）を用い，機能領域を

A6T0SAR規֨にもとづきプラットフΥーム（PF）領域，

アプリケーション（APL）領域，その構造間インタフェイス

（I/F）領域の三つに分割した（Fig. 7）．これより各機能のಠ

立性を高め，異なるトランスミッションでも APL 領域の

み変更すれば使用できる構成とした．

また，従来のユニットではトランスミッションの༉ѹ

回࿏をコントロールするソレϊイυのిྲྀ制御を，υラ

イバ IC 内でిྲྀフィーυバック制御をおこなっていた

（Fig. 8）．υライバ IC でのフィーυバック制御は，ి 子部

品点数のݮ࡟や製造工程での無調整化などのメリットが

ある（３）．しかし，ి ྲྀフィーυバック制御は変速応౴性

や耐ٱ৴པ性に影響を与えるため，トランスミッション

の種類によって制御の設定を変更する必要がある．一方

で，ソフトウェアを持たないυライバ IC はフィーυバッ

クήイン等の設定の変更範囲がڱい．そのため，これまで

異なる種類のトランスミッションに同一のυライバ IC を

適用することは難しかった．今回構ஙした手法では，υラ

イバ IC はిྲྀの計測だけおこない，ి ྲྀフィーυバック

制御をマイコン内のソフトウェアプログラムに構成した

（Fig. 9）．このことにより，マイコン内のプログラムを変

更することで，異なるトランスミッションへの適用が可

能になった．

以上のことから，ϋーυウェアの基本構成を変えること

なく，機能領域を階層設計し，ソレϊイυυライバを共有

化することにより異なるトランスミッションを制御できる

TC6を構ஙした．

Fig. 7   Diagram of enhanced software system

Fig. 8   Design of conventional solenoid current 
feedback control

Fig. 9   Current design for solenoid current feedback 
control

４．ৼ動ڥ؀における෦඼৴པ性

4.1. ৼ動ڥ؀
パϫートレインのৼ動はエンジンマウントをհしてݮਰ

し，車体フレームに఻わる．そのため，従来の車体取付の

ユニットは，エンジンの回転２次ৼ動である 400	 H[ まで

の周೾数領域に対応した設計をおこなっていた．

直接౥ࡌを検討するにあたり，まずৼ動؀境の೺Ѳをお

こなった．さまざまな車種，ഉ気量の４気౵エンジンのৼ

動周೾数に対する，ユニット取付部位に発生するৼ動加速

度の計測をおこなった（Fig. 10）．

200	 H[ 近๣以下では，エンジンの回転２次ৼ動に比例

した高いৼ動加速度が発生している．

それ以上の周೾数領域については，パϫートレインの共

ৼによるピークを持ったৼ動加速度が不規ଇに発生して

いるが，いずれもエンジンの回転２次ৼ動の൒分以下のৼ
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動加速度である．また，部品へのストレスのݪ因となる変

位量は周೾数の２৐に反比例してݮ少することから，直接

౥ࡌ TC6取付点における加速度の入力条件をエンジンの

２次ৼ動をベースに設定し，周೾数ଳ域を 2000	H[ 以下と

定めた．

4.2. ଱ৼ動対ࡦ
基板上のి子部品のഁଛを防ぐためには，各部に発生す

るストレスを部品材料の許容耐力以下にする必要がある．

そこで TC6 アセンブリ 3D Ϟデルを作成し，周೾数応౴

解析をおこなった．

エンジンの回転２次ৼ動をベースとしたৼ動加速度を

TC6取付点に入力し，2000	 H[ 以下の周೾数ଳ域におけ

る共ৼ周೾数と応౴加速度の確認をおこなった．

共ৼに対して，ブラケットはトランスミッション取付Ϙ

ス間にリブ形状を௥加することで߶性向上をおこなった．

リブ形状については固有値解析を用いてパラメータスタ

ディをおこない，重量と߶性のバランスが最適になる仕様

とした（Fig. 11）．

基板とコネクタケーシングの接ଓにはタッピングスク

リュを採用し結合߶性を向上させた．

またコネクタターミナルはターミナル自体の߶性を

向上させて，共ৼ周೾数をパϫートレイン共ৼ領域外の

2000	H[ 以上に設定した．

これらの対策をシミュレーションで確認した結果，

690	H[ 付近の共ৼ周೾数が 740	H[ に上がり，全体の加速

度レベルを低下させることができた（Fig. 12）．

4.3. ଱ৼ動性ೳの֬ೝ
車両にてコネクタ部のৼ動加速度の計測をおこない，耐

ৼ動対策前後でのユニット取付点に対するコネクタ部の加

速度の変化率の比較をおこなった（Fig. 13）．

ブラケットとコネクタの結合߶性向上により 700	H[ 付

近の共ৼレベルが低ݮしており，本仕様による対策効果を

確認できた．

また直接౥ࡌ入力条件によるৼ動耐ٱ試験を実施した結

果，ి 子部品の୤མやコネクタターミナルഁଛなどの不具

合の発生はなく，試験後のి気的特性についてもユニット

要求仕様を満足していることを確認した．

Fig. 12   Frequency response characteristic

Fig. 13   Comparison of rate of change in vibration 
acceleration of connector in vehicle

Fig. 10   Vibration acceleration at unit mounting point

Fig. 11   Realization of enhanced unit rigidity
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５．೤ڥ؀における෦඼৴པ性

5.1. Թ度ڥ؀
エンジンルーム内の温度は，車両の走行停止から一定時

間経過した後に最大となる．TC6 ౥ࡌ位置であるトラン

スミッションケースの温度は，高負荷走行中に発熱するト

ランスミッションフルーυからの受熱影響により，車両の

走行停止直後に最大となる．また，TC6の温度を上昇させ

る要因としては，ソレϊイυなどのアクチュエータをۦ動

するためのి力ଛ失による自ݾ発熱がある．

従来のエンジンルーム配置では，エンジンルーム内温度

のみを考慮して設計していたが，直接౥ࡌとすることで，

トランスミッションケースからの受熱影響や TC6の自ݾ

発熱分など複数の温度上昇要因を考慮する必要がある．

外部؀境温度と走行෩などの外的要因と，TC6 のి力

ଛ失による内的要因に分割し，それぞれの条件を以下のよ

うに設定した．その際，小ܕ車から中ܕ車までの車両への

౥ࡌを想定し，各条件は最もݫしい条件を適用した．

（１）	エンジンルーム内温度が最大となる走行Ϟーυ

（２）	トランスミッションケース温度が最大となる走行

Ϟーυ

（３）	走行෩は無෩状態

（４）	ソレϊイυのফඅిྲྀ量が最大となる走行Ϟーυ

走行後のソーク状態におけるエンジンルーム内ࡔొ

の温度分布について，熱シミュレーションを実施した

（Fig. 14）．エンジンルーム内で最も温度が高い箇所は，᫔

射熱の影響を受けるഉ気系周辺である．

これらの結果から，トランスミッション直接౥ࡌ TC6

の最大保証温度を，従来のエンジンルームと比較して，

10%上昇させた（Fig. 15）．

5.2. ଱Թ度対Ԡ
走行Ϟーυにおける各ి子部品の発熱量について，熱

シミュレーションをおこなった．トランスミッションケー

スからの受熱影響を考慮し，TC6 単体Ϟデルだけではな

く，トランスミッションケースのϞデルを含めてシミュ

レーションをおこなった．また，特定のి子部品にి力量

がू中することを避けるため，複数のి子部品に機能を分

割し，それぞれのి力量をݮらすよう分ࢄ設計をおこなっ

た．例として，発熱部品であるFETを４ݸから６ݸに増や

し，素子一つ当たりのి力量をݮらした．また，発熱部品を

基板放熱面にू中配置し，放熱しやすい構造を実現した．

その結果，各ి子部品の許容温度以下にできた（Fig. 16）．

5.3. ଱Թ度性ೳの֬ೝ
エンジンルーム内温度とトランスミッションケース温度

が最大となる走行Ϟーυを含む複数の走行Ϟーυにて，実

車温度測定試験をおこなった．その結果，全てのϞーυに

おいて，各ి子部品の最大温度がి子部品許容温度以下に

収まっていることが確認できた（Fig. 17）．

Fig. 14    Results of heat simulation

Fig. 15   Maximum allowable temperature

Fig. 17   Heat generation

Fig. 16   Temperature distribution



－ 39 －

トϥンスミοション௚઀౥ࡌίントϩールϢニοトの開発

̒．·とめ

トランスミッション直接౥ࡌコントロールユニット開発

にあたり，ৼ動؀境における課題であった接合部の補強，

൚用化設計のための制御ソフトウェアの階層設計をおこな

い，以下の結果を得た．

（１）	機能領域の階層設計とソレϊイυυライバ IC の໾割

最適化により，さまざまなトランスミッションを制御

可能にした．

（２）	取付ブラケットおよびコネクタターミナルの߶性向

上と，ి 子部品の分ࢄ設計により，小ܕ車から中ܕ車

までの౥؀ࡌ境（熱，ৼ動）に対するి子部品৴པ性を

確保した．
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ॆర࣌ؒ୹ॖのための 'C7 用৽ਫૉॆర方ࣜの開発
Development of New H2 Refueling Method for FCV to Reduce Refueling Time

判　田　　　ܓ＊	 Steve	MATHIS0N＊＊

Kiyoshi HANDA*

要　　旨

FCV の水素ॆర時間短ॖのために，新ॆర方式を開発

した．従来は外気温に応じて昇ѹ率を決定していた．ॆ ర

中のΦーバヒートを防止するための供څ水素プレクールの

温度は，昇ѹ率には影響しなかった．新方式ではプレクー

ル水素温度に応じた昇ѹ率のリアルタイム制御を௥加し

た．互換性も配慮し，水素ステーション側は温度センサ௥

加とソフトウェア変更のみで対応し，車側の制御やϋーυ

ウェアは変更不要とした．以上より，General	Motors 社と

Mercedes-Ben[ 社の協力を得て，実車テストをおこなった

ところ，プレクール水素温度を下げずに，Ն場ではॆర時

間を従来の３割以上短ॖできた．ถ国ロサンθルス地۠な

ら，年間を通じてほぼ３分୆でॆరできる．また従来と同

等のॆర率も確保した .

ABSTRACT

A new refueling method was developed to shorten 
the hydrogen refueling time of FCV. The conventional 
method determined the pressure ramp rate according 
to the ambient temperature, and the temperature to 
which the supplied hydrogen is precooled to prevent 
overheating when refueling did not influence the 
pressure ramp rate. The new method added real-time 
control of the pressure ramp rate according to the 
precooled hydrogen temperature. Consideration was 
also given to compatibility, so the only changes to 
the hydrogen refueling station side were the addition 
of a temperature sensor and software changes, and 
no changes to the control and hardware on the 
vehicle side are needed. Under the conditions above, 
vehicle tests were performed with the cooperation of 
General Motors and Mercedes-Benz, with the result 
that the new refueling method enabled shortening of 
the refueling time in the summer by 30% or more 
compared to the conventional method and without 
lowering the precooled hydrogen temperature. This 
enables refueling in less than four minutes in most 
cases year-round in the Los Angeles district, United 
States. In addition, a State of Charge equivalent to that 
of the conventional method was also secured. 

１．·え͕き

自動車の動力源として೩料は，石୸に始まり，石༉，ఱ

વガス，水素へと変ભしてきた．これは低୸素化の歴史で

あり，同時に低分子化の歴史でもある．最も小さい分子の

水素に至って，走行時のカーϘンフリーを達成した．

その反面で，従来の೩料より高いஷଂѹが必要となっ

た．ガソリン車並のߤଓ距離を求めた結果，೩料ి஑自動

車（FCV）のタンクѹ力は，70	MPa に至った．この高ѹ水

素を҆全にॆరするために，SAEを中心に規֨の策定がお

こなわれた．水素ॆర特有の課題に，車両タンク内の発熱

がある．ॆ రシステムは，おおむね直ྻ接ଓされた四つの

఻熱系になる（Fig. 1）．車両のタンク内でのΦーバヒート

を防ぐために，水素を－40℃程度にྫྷ٫（プレクール）する	

（ᶗ）．ྫྷ やされた水素は，ブレークアウェイ，ϗース，ϊズ

ル等（ᶘ）と，車両の配؅（ᶙ）の持つヒートマスによって温

度が上昇する．タンク内に入ると水素のѹॖのため発熱す

る（ᶚ）．その温度は，ANSI 規֨（１）等の要件から 85℃以下

でなければならない．

外気温（Tamb）が高いときは，ॆ ర時間をԆばし，タンク

本体への熱の拡ࢄを促進する．数ඦ回におよぶシミュレー

ションでΦーバヒートが発生しない昇ѹ率を求め，結果は，

データ表（テーブル）にして水素ステーションの制御装置に

記Աさせている．これを参照して，ॆ రをおこなうことか

ら，ルックアップテーブル（L/T）ॆ ర方式と呼ばれている．

実際の制御ではまず外気温を測定し，テーブルから昇ѹ

率をಡࠐみ，ॆ ర中は一定の昇ѹ率を保つよう，ྲྀ 量調整

หを制御する．SAEの標準条件（外気温 Tamb	 20℃，残ѹ P0		

10	MPa）であれば，３分൒程度でॆరが完了する（Fig. 2，

図中の黒ؙ）．

ٕज़঺հ

＊　四輪R&Dセンター

＊＊H0NDA	R&D	AMERICAS,	INC.

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_6
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L/T ॆర方式の課題は，外気温の高い時である．主要

マーケットの一つであるถ国ロサンθルス（LA）地۠の

最高気温を分析したところ，ྦྷ 積ස度が 98% となるのは

35℃であった．35℃ではॆర時間が５分以上も要してし

まうため，お客様の満足は得られないと考えた．このた

め，Honda ではಠ自に水素ॆర技術の研究（２），（３）をおこ

なった．今回開発した新しいॆర方式を，MC-Formula

ॆర方式と名付けた．ここで M はタンク内の質量の

Mass から，Cはタンクの熱容量の Heat	 Capacity から，

Formula は数式を用いてリアルタイムに昇ѹ率を計算し

ていることに由来する．本稿ではMC-Formula ॆర方式

について঺հする．

２．開発のͶΒい

今回は，以下を目標に新しいॆర方式を開発した．

（１）	LA地۠のՆقにおいても３分୆でॆరが完了する

（２）	̓ 全上の考え方は，L/T ॆర方式からܧଓし変更し

ない

（３）	FCVシステムは変更しない

Fig. 1   Overall refueling system

（４）	水素ステーションのϋーυウェアは極力変更しない．

ソフトウェア変更は，下位互換性のあるバージョン

アップにཹめる．

L/T ॆర方式は，常に一定の昇ѹ率である．昇ѹ率は，

プレクール水素温度が規֨ެ差の上限－33℃の場合で設定

しているが，実際にはެ差上限を下回っている（Fig. 3）．実

際に温度が－33℃より低くても，ॆ ర時間は同じになる．

しかし本来はプレクール水素温度が低ければ，タン

ク内の温度が下がる分，より速くॆరすることができる

（Fig. 4）．
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実際のプレクール水素温度に応じて，昇ѹ率をリアルタ

イムに決めることができれば，プレクール水素温度が同じ

でもॆరを早くできると考えた．

３．システムのߏங

制御ソフトでは，実測したプレクール水素温度からリア

ルタイムに昇ѹ率を計算する手法を作成した．

3.1. プレクールਫૉԹ度の࣭量ฏۉॲཧ
Fig. 1中のプレクール水素温度センサ値（TPC）をもとに

昇ѹ率を決める．式（１）では質量ྲྀ量センサの値 mを用い

て，プレクール水素温度を質量平均ॲ理した．ここで iは

制御タイムステップである．

[(m(i) − m(i − 1)) × 0.5(TPC(i) + TPC(i− 1))]

(m(i) − m(i − 1))∑
∑

i

i

MATC(i) =
1

1
	（１）

3.2. ॆర࣌ؒύϥメーλのಋೖ
プレクール水素温度のフィーυバック制御௥加のため，

ॆర時間 tfinalをパラメータにした（Fig. 5）．

これは，規定の初期ѹ力（Pmin	 0.5 または 5	MPa）からॆ

రを始めて，規定の終了ѹ力（83.5	 MPa）で終了するまで

のॆర時間である．たとえば車両タンクの残ѹが Pinitialか

らॆరを始める場合，Pminからスタートしたॆరの途中か

ら始まるとみなす．車両の残ѹ：Pinitialが Pminより高いと，

タンク内の発熱量がݮる．よって一番発熱量が多い Pminの

ケースだけを考慮すればよい．
Pminを二つ用意したのは，実用的なॆర時間を短ॖする

ためである．Pinitialが 5	MPa 以下となるのは，ガスܽ直前

のكなケースである．このときѹॖ比が増えて発熱量が増

すため，ॆ ర時間がとても長くなる．これを前提にすると，

一部のكなケースのために，他の一般的なケースまでॆర

時間が長くなる．よって 5	MPa 以下のケースは，制御上ผ

扱いにした．

3.3. プレクールਫૉԹ度にԠ͡たঢѹ率のࢉग़
L/T ॆర方式では外気温に応じた固定値であった昇ѹ

率を，MC-Formula ॆర方式では変動させてॆరする．
Fig. 5において，実際のॆరは Pinitialから始まるので，こ

こが実時間での t�0 になる．ここで Pminから Pinitialまでの時

間 tinitialは，実在しない仮想のॆర時間である．tinitialはѹ力

の比例配分から，式（２）で求められる．

Pfinal − Pmin
Pinitial − Pmin × tfinaltinitial = 	 （２）

t finalは，仮想時間 t initialも含めた値である．これを外気温

ผに加えて，プレクール水素温度ผに計算しておく．条件

は，タンク内水素温度が上限の 85℃になる t finalである．こ

の tfinalより早くॆరすると，Φーバヒートする．よって tfinal

が最も短いॆర時間になる．配؅やタンク内の複雑な఻熱

現象を模ٖするこの t final計算を，プレクール水素温度６パ

ターン×外気温 15 パターンʹ 90 パターン，シミュレー

ションによってあらかじめ計算した．ここでシミュレー

ションにおける境ք条件やタンク等は，従来の L/T ॆర

方式と同じものを用いた．

ある外気温のとき，プレクール水素温度と t finalの関係を

連ଓ化するため３次式で近似した．

tinitial(Tamb) = a(Tamb) × MATC3 + b(Tamb) × MATC2

+ c(Tamb) × MATC + d(Tamb)
	 （３）

係数 a，b，c，dは，外気温ผに 15 組できる．これを表にし

たものを，MC-Formulaॆర方式ではマップと呼んでいる．

このマップは，初期ѹ２パターン×タンク容量４パターン

で，ീつのマップがあり水素ステーションの制御装置に記

Աさせている．

具体的には，タンク容量と初期ѹでマップを選択し，次

に外気温で係数 a，b，c，dを決める．中間の気温では線形

補間する．そして実測した質量平均プレクール水素温度	
MATCを代入すると，tfinalが算出できる．

次に，tfinalから昇ѹ率Ramp	Rate（RR）を算出する．
Fig. 5から，実現在の時刻 tcurrentにおいてॆర終了までに

必要なѹ力差は，Pfinal－ Pcurrentである．これに要する時間

は，式（２）を用いて式（４）になる．

tfinal − tinitial − tcurrent = tfinal −

=

Pfinal − Pmin
Pinitial − Pmin × tfinal − tcurrent

Pfinal − Pmin
Pfinal − Pinitial × tfinal − tcurrent

	 （４）

よって t currentにおけるॆర終了までの昇ѹ率は，ѹ力差と

時間の比になるので式（５）で表せる．Fig. 5   Pressure ramp rate control methodology

Pfinal

Pcurrent

Pinitial

Pmin

tcurrent
tfinal

tinitial

t=0

tfinal : time required to refuel from Pmin to Pfinal

tcurrent : time measured since refueling began

tinitial : imaginal time before refueling began

Pfinal : maximum allowed dispenser pressure 

Pcurrent : current dispenser pressure

Pinitial : initial pressure when refueling began

Pmin : minimum allowed starting pressure
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Pfinal − Pmin

Pfinal − Pinitialtfinal

Pfinal − PcurrentRR =
− tcurrent

	 （５）

RRが与えられた時，次の制御ステップ（i）で目標にすべ

きѹ力は，式（６）で与えられる．

P(i + 1) = P(i) + RR(i) × (t(i + 1) − t(i)) 	 （６）

目標ѹ力になるように，水素ステーションのྲྀ量調整を

おこなう制御は，L/T ॆర方式と全く同じである．これら

によって，Φーバヒートせずに実際のプレクール水素温度

をॆర時間に反映できるようになった．

3.4. ऴྃѹの設定
ガソリンは༉面の高さだけで満タンを検出できる．水素

のѹ力は，温度によって変化するため，満タンの指標にで

きない．このため満タンは密度で定義される．温度 15℃で

70	MPa における水素の密度 40.2	kg/m3	を，ॆ ర率（State	

0f	Charge:	S0C）が 100%と，SAE	+2601（４）では定義して

いる．

しかし水素の密度は，直接測定できないため，ѹ力と温

度から算出する必要がある．そこでSAE	+2799（５）では，車

のタンク内の温度৘ใを，赤外線通৴でステーションに送

る通৴ॆరシステム（IR	 communication	 system）を制定し

た．これにより水素の密度をリアルタイムに算出して，高

いਫ਼度での満タン判定が可能になった．

ॆరの終了方法は，L/Tॆర方式と基本的には同様であ

る．車両からの赤外線通৴により，タンク内の温度を受け

取り，水素密度を計算してॆరを止める．

制御の全体像を，Fig. 6に示す．

3.5. ϋーυ΢ΣΞのߏ成
3.5.1. プレクールਫૉԹ度ηンサの௥Ճ
L/T ॆర方式からの変化点は，Fig. 1のプレクール水素

温度センサ TPC-2 の௥加だけである．TPC-1 と TPC-2 は，同じ

箇所の温度を測っており，相互に値の比較をおこなう．ど

ちらかに異常が生じた時，両者の値はかい離し，ނো検知

が可能になる．なお最大水素ྲྀ量に変更はないので，水素

配؅等の変更も不要である．

装ஔޚ੍ .3.5.2
L/T ॆర方式と比較して，MC-Formula ॆర方式の計

算量は増えている．1360 回のු動小数点計算が，数ඵに１

サイクル程度しかいらないので，一般の設備等の制御でよ

く用いられる小ܕコンピュータのプログラムロジックコ

ントローラ（PLC）で，対応可能である．ු 動小数点ԋ算に

125�sec/ 回を要するੈچ代のPLCでも，実際に問題なく

動いている．

4．࣮ ূ試験

ถ国内で最もී及しているエアプロμクツ社製の商用水

素ステーションへMC-Formula ॆర方式をಋ入し，実際の

FCVと単体タンクを用いて，さまざまな条件でॆర試験を

おこなった．

4.1. ਫૉステーション
ถ国カリフΥルニアभトーランス市にある，Honda	R&D

ロサンθルスセンタの水素ステーションで，テストを実

施した．この水素ステーションは，L/T ॆర方式と，MC-

Formula ॆర方式の両方が使用できる（Fig. 7）．

Fig. 6   MC-Formula refueling control structure
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∑
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4.2. テストλンクとं྆
３種類のタンクシステムを用いた．うち二つは実際の

FCVである．General	Motors 社とMercedes-Ben[ 社のご

協力を௖いた．

General	Motors 社の ERuinox	FCVは，三つのタンクを

持ち，総容量は 114 リットルである（Fig. 8）．

Mercedes-Ben[ 社の B-Class	 F-CELL	FCVは，三つの

タンクを持ち，総容量は 95 リットルである（Fig. 9）．

温度計測用タンクシステムでは，内容量が 105 リット

ルのアルミライナタンクを使用した（Fig. 10）．タンク内部

の水素温度を測るために，二つの熱ి対をૠ入した．配؅

等（؅，ห，その他）の熱容量は，SAE	 +2601 に記ࡌされて

いる最大の熱容量に設定した．配؅でのѹ力低下も，SAE	

+2601 の最大値にニーυルหを用いて調整した．

4.3. テスト結果
タンク内水素温度の上限をकりつつ，ॆ ర時間を短ॖ

し，S0Cは従来の L/T ॆర方式と同等という結果が得ら

れた．

4.3.1. ॆర࣌ؒ
外気温の高い日にテストし，気温 30℃൒ばまでのテス

トデータが得られた．これを超える気温でのデータは，得

られなかった．そこで実際とは異なる気温を，一部マニュ

アル入力して試験した．なお，実車テストはマニュアル入

力なしに実際の気温でおこなった．Fig. 11にॆర時間を示

す．データがばらつくݪ因は，初期ѹの違いや，ถ国ಠ自

の法規によるॆర中のリークチェック等である．

外気温が低い時は，Φーバヒートのڪれがなくなり，昇

ѹ率の上限値で཯速されるため，両者の差がなくなる．外

気温が高くなるにつれて，両者の差が広がる．プレクール

水素温度を，温度ެ差の上限値と想定している L/T ॆర

方式に対し，実際の水素温度を使用しているのでॆర時間

が３割程度短くなった．これにより，LA地۠であれば，お

おむね３分୆でॆర可能となった．

4.3.2. λンク಺のਫૉԹ度
Fig. 12に，General	Motors 社のERuinox	FCVのॆర終了

時におけるタンク内水素温度を示す．昇ѹ率の上昇により，

水素温度は平均で 8℃ほど上昇したが 70℃以下であり，上

限値の85℃に対して十分に༨༟のある結果となった．

これは，三本タンクシステムのため，水素に対してタン
Fig. 7   Hydrogen refueling station at which 

MC-Formula was applied 

Fig. 8   Photo of General Motors Equinox FCV

Fig. 9   Photo of Mercedes-Benz F-CELL FCV

Fig. 10   Photo of single vessel test rig

Fig. 11   Refueling time on ambient temperature
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クน面の割合が大きく，タンク本体のヒートマスによりྫྷ

٫され水素温度が上がりにくい等の理由が考えられる．

4.3.3. S0C
通৴ॆర時のS0Cを Fig. 13に示す．

このステーションは，S0C が 98% から 100% を終了目

標としている．両ॆర方式ともに，通৴ॆరの温度を用い

て密度計算をして，終了制御している．制御手法が同じな

ので，実際のS0Cに差は見られなかった．

Fig. 12   Ending H2 temperature in vessel

Fig. 13   Ending SOC of communication refueling on test 
vessel
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（４）	水素ステーションのϋーυウェアは，温度センサ௥加

のみにཹめた．水素ステーションのソフトウェアは，計

算量が増えたが，ੈچ代̡̥̘で動作できた．既存のス

テーションへも，本方式はインストール可能である．

̒．͋ と͕き

MC-Formula ॆర方式は，SAE	+2601 規֨の改定案とし

て，現在৹ٞ中である（2015 年 7 ݄時点）．
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FCVの水素ॆర時間短ॖのために，MC-Formula ॆర

方式を開発した．

（１）	プレクール水素温度に応じた昇ѹ率のリアルタイム

制御を௥加した．プレクール水素温度を下げずに，Ն

場では３割以上のॆర時間短ॖが可能であった．LA

地۠なら，年間を通じてほぼ３分୆でॆరできる．

（２）	昇ѹ率を決める tfinalのシミュレーションにおける境ք

条件やタンク等は，L/Tॆర方式と同じものを用いて

҆全上の考え方をܧଓした．ॆ ర終了方法も同じで，

従来のL/Tॆర方式と同等のS0Cを確保した．

（３）	車側はϋーυウェアとソフトウェアともに何も変更

しなかった．
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ரమ用༹౬஁଄ٕज़を用いたਝ଎ۚܕ੡法の֬立
Establishment of Metal Die Fabrication Method with Short Production Work Hours by Implementing 

Technology of Liquid Metal Forging for Cast Iron

１．͸͡めに

二輪車には，数多くのアルミニウムர造部品が使われ

ている．通常，新機種の開発段階では，࠭ ர造により部ܕ

品が試作されている．これは設計変更への柔軟な対応と製

作コストを考慮しているためである．࠭ ர造におけるアܕ

ルミニウムர造材料には，+IS	 AC2B などが使用される．

一方，量産工程においては，高ѹர造用μイカスト材 +IS

ADC12 を用い，高ѹμイカスト（HPDC）によりこれらの

部品は製作される．しかしながら，ர造材料の間には機ց

的性質に差がある．また，࠭ ர造で造られた製品のਫ਼度ܕ

は，HPDC で造られたそれにྼる．それゆえ，開発の最終

段階に，HPDCにより造られた部品の耐ٱ性の確認が必要

となる．もし，この段階で，強度や耐ٱ性の不足が確認さ

ٕज़঺հ

＊二輪R&Dセンター

れると，設計変更が必要となる．これは，開発日程と開発

コストに影響を及ぼす．また，近年，市場ニーズの多様化

により，多品種少量生産に対するニーズが大きくなってい

る．これらの背景から，開発段階における試作と量産段階

における少量生産への適合が可能な金ܕ製法が求められて

きた．

一般に，高ѹμイカスト用金ܕは，高温かつ高ѹの条件

下で高速注入される溶౬から強いিܸを受ける．そのた

め，キャϏティ部には，熱間μイス߯等の高強度材料が用

いられるのが一般的である．しかしながら，高強度材料は

切࡟加工が難しく，後工程にて放ి加工と手ຏき加工を

必要とする．それゆえ，Ԇべ製作時間が長くなる．このこ

とが，金ܕ製作におけるコストと日程上の課題となって

きた．

要　　旨

フレキシブルでタイムリーな開発をおこなうために，短

期間での製作が可能で，かつ，開発段階における試作と量

産段階における少量生産への適用が可能な，高ѹμイカス

ト用金ܕを製作する技術が求められている．高ѹμイカス

ト用の金ܕには，その使用؀境の過ࠅさから，優れた機ց

的特性が求められる．そのため，金ܕ材料に熱間μイス߯

などが用いられるのが一般的である．しかしながら，これ

らの材料は加工性にྼるため，その製作においては長い期

間が必要となる．このような背景の下で，グラフΝイトで

作られたܕにμクタイルர鉄をரࠐみ，加ѹ下でڽ固をさ

せるர鉄用溶౬஁造技術の研究をおこなった．基地組৫の

調整と表面改質と合わせて，形状ਫ਼度，内部品質，金ܕण

໋に関する目標を満足する製法を構ஙした．これにより，

金ܕ製作期間の൒ݮが可能となった．

ABSTRACT

A technology has been sought for the metal mold 
fabrication that could be used for a trial manufacturing 
in the stage of a product development and/or the 
actual production stage for a small production 
volume to make the vehicle development flexible and 
conducted in timely manner. For the dies used for 
high pressure casting, surpassing mechanical properties 
are needed because of the severe requirements 
for durability in their operations. Therefore, hot 
forming die steel is usually used for the die steel 
material. However, this material is disadvantageous 
to machinability and takes longer period for its 
fabrication. With this background, the study on a 
technology of liquid metal forging for cast iron was 
conducted, in which ductile cast iron is cast in a mold 
and solidified under high pressure. By implementing 
the adjustments of the base mater ia l s t ructure 
together with enhancements in surface properties, 
the production method was established to fulfill the 
requirements in dimensional accuracies, qualities of 
inner material and the life of mold.

๺　ଜ　୎　文＊	 名　૔　޺　樹＊

Takunori KITAMURA Hiroki NAGURA

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_7
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この課題に対して，これまでにも，μクタイルர鉄

（FCD）によるர造製法で金ܕを製作する研究がおこなわ

れてきた（１）．この研究では，２種類の製法により，金ܕ製

作がおこなわれている．一つ目はセラミックシェルரܕを

用いたセミフルϞールυ法で，製品形状部（キャϏティ）は

無加工としている．この金ܕ製法では，ர物の反りと表面

ૈさと表面組৫の課題があった．二つ目は発๒スチロール

と࠭ܕを用いたフルϞールυ法で，キャϏティ部に加工を

おこなった．この金ܕ製法では金ܕ品質に問題はなかった

が，製作コストと日程に課題があった．

以上の背景の下に，本研究は，金ܕ材料に FCD を採用

し，溶౬஁造により製作する手法の実現を目指した．FCD

を金ܕ材料とするには，ர造時のڽ固収ॖによる形状ਫ਼度

不良とர૥による強度低下を考慮する必要がある．この課

題に対して，ච者らは，ர鉄用の溶౬஁造技術の実現の可

能性を୳った．この製法では，溶༥状態のFCDを加ѹした

ままڽ固させることで，形状ਫ਼度のҡ持と，ர૥発生の཈

制が期଴される．これにより，金ܕ製作工程から形状加工，

放ి加工，手ຏき加工をলུすることが可能となり，Ԇべ

製作時間の短ॖが可能となると考えた．また，ர૥の発生

の཈制による強度低下を防止し，μイカスト製法への適用

が可能になると考えた．本稿では，HPDC用金ܕの溶౬஁

造による製法構ங過程と，実用化に向けた検証結果につい

て述べる．

２．ਝ଎ۚܕ੡法のߏங

੡作プϩηスとԆ΂੡作࣌ؒܕۚ .2.1
金ܕ製作において，Ԇべ製作時間を要する部品は，キャ

Ϗティである．理由として，キャϏティは製品形状を反

転した部品であり，複雑な 3D 形状を有するためである．

キャϏティの製作プロセスを Fig. 1に示す．まず金ܕ 3D

データから CAM を使用して切࡟加工データを作成する．

次に，NC マシンにて切࡟加工をおこなう．この際，赤色

で示した幅がڱい部位やਂい部位には࡟り残しが発生す

る．それゆえ切࡟加工後に放ి加工をおこなう．放ి加工

は࡟り残しを加工するのに有効な手段である．しかしి

気で金属を溶༥しআڈするので，多くの加工時間を必要

とする．また，放ి加工では被加工材料表面に加工変質層

が発生する．このため，最終工程として手ຏきの工程が必

要となる．このため，キャϏティの製作には長い期間を要

する．

そこでච者らは，HPDC 用金ܕ製作時に発生する部品

ผԆべ製作時間の試算をおこなった．対象とする製品は，

二輪車用エンジンのクランクケースで，製品サイズは，

X：300	mm	:：195	mm	;：60	mm である．ܕ締め力 500	t の

高ѹμイカストマシン，主ܕ材料はFCD	 550，キャϏティ

材料は SKD	 61 とした．試算の結果，金ܕ製作における

キャϏティのԆべ製作時間は，全体の約 58% を占めてい

た．そこで，我々は，キャϏティ製作時の切࡟工程と放ి

加工および手ຏき工程を最少化できる技術手段の検討をお

こなった．

2.2. ਝ଎ۚܕ੡法の検討
キャϏティの加工工程を短ॖできる可能性のある手法

は，大ผすると２種類ある．一つ目は，ߥ加工による成形

形状に相当する素材をர造にて製作したうえで，仕上げ加

工を実施する製法である．二つ目は溶༥した金属をܕの内

部にॆరし，加ѹをおこないながらڽ固させる溶౬஁造で

ある．溶౬஁造は形状ਫ਼度が良く，内部にர૥の発生が少

ない製法である．検討にあたり，目標とするキャϏティ形

状ਫ਼度をʶ0.1	 mm とした．これは，製作するキャϏティ

の寸法がX：350	mm	:：400	mm	;：180	mm であること，当

֘製品の一般的な要求ެ差がʶ0.4	 mm であることを勘案

し決定した．これらの２手法におけるԆべ製作時間を試

算した．一つ目の製法では，SKD	 61 を材料としたキャϏ

ティに対し，約 20% のݮ࡟であった．一方，二つ目の製法

では，約 50% のݮ࡟が見ࠐまれる結果となった．これは

切࡟加工と放ి加工，手ຏき工程をݮ࡟した結果である．

以上の理由から，溶౬஁造技術の開発に着手することと

した．

Fig. 1   Mold fabrication process

Programming

Machining

Electrical discharge
machining

Hand polish
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溶౬஁造技術による金ܕ製作プロセスを Fig. 2に示す．

まず，金ܕの 3D データからキャϏティを反転した஁造ܕ

を設計する．次に，CAMにて切࡟加工パスを作成し，マシ

ニングセンタによる切࡟加工で஁造ܕを製作する．次に，

஁造ܕを࣏具にセッティングし，ヒータで加熱する．஁造

の温度が設定温度に上昇した後，溶༥したܕ FCD を஁造

固完了までྫྷ٫ڽに注౬し加ѹする．その後，加ѹ下でܕ

をおこなう．ڽ固が完了した後に離ܕし，キャϏティの製

作完了となる．溶౬஁造では，以下の特長を備えたܕ材料

が必要である．

・	高温؀境下で強度と形状ਫ਼度をҡ持できること

・	྿価であり，入手しやすいこと

・	切࡟加工性が良いこと

そこでච者らは，ܕ材料へのグラフΝイトの採用を検討

した．グラフΝイトは一般的にྲྀ通しており，྿価である．

加えて，不׆性ง囲気中では 3000℃の耐熱性を備え，形状

ਫ਼度も優れている．さらに，熱間μイス߯と比較し切࡟性が

優れている．それゆえ，短期間での஁造ܕの製作が可能であ

る．しかしながら，グラフΝイトは鉄と比較し熱఻ಋ率が約

３ഒ高い．それゆえ溶౬が急激にྫྷ٫されるので，౬նり不

良などの転写不良が発生しやすい．この課題に対して我々

は，良好な౬նりが得られるܕ温度の検証をおこなった．

2.3. άϥフΝΠトܕԹ度検ূ
注౬された FCDはグラフΝイトに接৮した部分からྫྷ

٫され，ྲྀ 動性が低下する．ྲྀ 動性が低下した結果，ະॆ

రとなり Fig. 3に示すような౬նり不良が表面に発生す

ることがある．そこで，౬նり不良の発生とܕ温度の相関

性をテストピースの溶౬஁造により検証した．テストピー

スの形状は Fig. 4に示すように，二輪車用エンジンのクラ

ンクケースの一部分とした．なおかつ，先端幅 2	mm，ਂ さ

80	mm 以上のリブ形状を有する複雑な部位を選定した．こ

れは HPDC にて製作される部品はリブ形状を多く含むた

め，製作難易度が高いことを勘案した．テストピース製作

における，溶౬温度は 1400℃とし，グラフΝイトܕの温度

は 400℃から 50℃ずつ，1000℃まで上昇させた 13 をܕ

準備した．ちなみに，ܕの温度は中心かつキャϏティの最

ਂ部表面から 20	mm のਂさの点で測定している．以上の条

件にてテストピースを作製し，表面に発生した౬նり不良

の数を調べた．このとき，౬նり不良の判定は，溶接補म

の必要性有無で判断した．

検証結果を Fig. 5に示す．ܕ温度 600℃以下では，グラ

フΝイトܕの温度上昇と共に，不良数は急激にݮ少する．

さらにܕ温度を上昇させると，不良数はサチュレートする

形でθロに近づく．以上の結果から，我々は，良好な表面

Fig. 2   Mold fabrication by forging cast process

Programming

Graphite machining

Forging cast
process

Ejection

Fig. 3   Appearance of surface defects

Fig. 4   Appearance of test piece
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品質を得るためには，ܕの温度を 700℃を超える領域に設

定する必要があると判断した．

2.4. ༹౬஁଄ٕज़によるۚܕ੡作手法の成立性検ূ
FCD のڽ固形態は，マッシーڽ固（ם状ڽ固）である．

マッシーڽ固とは，ྫྷ ٫が進むとם状になる．さらにྫྷ٫

が進み，固相線温度を下まわると一気にڽ固が完了すると

いうڽ固形態である．この特徴により，加ѹ下にある溶౬

はڽ固が完了するまでグラフΝイトܕに密着しଓける．加

えて，溶౬஁造では，体積収ॖ時にѹ力による溶౬補څが

おこなわれる．これらのことから，溶౬஁造では形状ਫ਼度

と内部品質の向上が見ࠐめる．以下に形状ਫ਼度と内部品質

の検証結果を述べる．

2.4.1. ༹౬஁଄プϩηス
溶౬஁造ܕのॆర方案を Fig. 6に示す．キャϏティ下部

より溶౬が入る，むくり上げ方案を選択した．これは౬先

のࢄらばりによる౬ۄの発生と温度低下を཈制するためで
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Fig. 5   Surface defects and die temperature

Fig. 6   Casting plan
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Fig. 7   Forging cast process
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ある．注౬時に༨৒な溶౬とガスをഉ出するために上部に

はあがりを設定している．

次に，ॆ రから離ܕまでのプロセスを Fig. 7に示す．グ

ラフΝイトܕは三ܕで構成される．一つ目は金ܕ形状を反

転した固定ܕである．二つ目は前後に੆動する加ѹ用スラ

イυܕであり，ॆ ర完了後に溶౬にѹ力をֻける用途を持

つ．さらに離ܕ用に引きൈき機構を設けている．三つ目は

スライυܕをࢧえる保持ܕである．この三ܕを࣏具内にて

固定した後にܕを加熱し，グラフΝイトܕが所定の温度に

達した時点で౬ޱより注౬を開始する．あがりから溶౬が

ഉ出されたのを確認した後，スライυܕを前進させる．ス

ライυܕがԃとあがりを過͗た時点より加ѹ開始となり，

所定のѹ力に達するまで加ѹをおこなう．所定のѹ力に

達したところで，グラフΝイトܕのྫྷ٫を開始する．グラ
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フΝイトܕが所定温度まで下がったところでスライυܕを

後進させる．これにより，グラフΝイトܕから金ܕを離ܕ

する．

ঢ়సࣸਫ਼度ܗ .2.4.2
加ѹ下でのڽ固が転写ਫ਼度に与える影響を Fig. 4に示

したテストピースにて確認した．重力ர造法と溶౬஁造法

で製作した２種類のテストピースの形状を測定し，ਫ਼度を

比較した．測定には，レーザー式非接৮形状測定器を用い，

3D 形状データとのޡ差を算出した．測定結果を Fig. 8に

示す．カラースケールのマイナス側は，形状が૫せる方向

を示し，プラス側は形状がଠる方向を示す．左側の図は，

重力ர造法にて製作したテストピースで，最大で約 0.5	mm

の形状ޡ差が発生している．一方，右側の図は，溶౬஁造

法にて製作したテストピースで，ほぼすべての部位で形状

mm	差がʶ0.1ޡ 以内に収まっていることがわかる．なお，

溶౬஁造法で製作したテストピースの左上部に現れている

青ؙ部は，離ܕ時の押しピンによる変形であり，転写ਫ਼度

不良ではない．

以上の結果から，加ѹ下でڽ固させることによりڽ固収

ॖやͻずみが཈制され，高い転写ਫ਼度が得られることが確

認された．

2.4.3. ಺෦඼࣭֬ೝ
加ѹ下でのڽ固が内部品質に与える影響を，Fig. 4に示

したテストピースにて確認した．テストピースを 10	mm 間

ִで切断し，全断面にછ色浸透୳傷検査（+IS-;2343）をお

こなった．Fig. 9に検査結果の代表例を示す．左側の写真

は重力ர造法にて製作したテストピースで，ர૥の存在が

確認された．一方，右側の写真は溶౬஁造にて製作したテ

ストピースで，ர૥は存在しない．この結果より，加ѹ下

でڽ固させることによりர૥が཈制されていることが確認

された．

３．'C% ੡ۚܕの଱ٱ性向上

本研究は，少量生産に適した金ܕを対象とするため，耐

．性に関する目標を以下に定めたٱ

・	10000 ショット後にഁଛなきこと

・	ヒートチェックの発生量が外観品質の許容値内に収まる

こと

HPDCでは他のர造法に比べて，注౬ѹ力が高く，アル

ミニウム溶౬は高速で金ܕ表面に接৮する．加えて，ர造

製品の取り出しをおこなった後に，水溶性の離ܕ材を金ܕ

に塗布する．これにより，加熱とྫྷ٫による熱応力が発生

する．FCD は熱間μイス߯と比較し引ு強度が低い．こ

のため，FCD製金ܕは，SKD	 61 製金ܕに比べて早い段階

でヒートチェックが発生する．ヒートチェックは製品に転

写されることにより，外観品質の低下をটく．最終的には

ヒートチェックの成長により金ܕがഁଛする．この課題に

対し，HPDCに適した FCDの基地組৫の調査と材料成分

の調整をおこなった．試験方法は，以下の２種類とした．

一つ目は，ྫྷ 熱サイクルを近似的に発生させることによる

「ヒートチェック試験」，二つ目は，実際にர造をおこなう

ことで耐ٱ性を検証する「μイカスト試験」をおこなった．

3.1. )1%C 用ج஍૊৫のௐࠪと材料成෼のௐ੔
3.1.1. ヒートνΣοク試験によるण໋༧測
金ܕ材料の基地組৫の耐ٱ性を試験する方法として，

Fig. 10に示すヒートチェック試験がある．ヒートチェック

Gravity casting Forging cast process
(mm)

0.50
0.40
0.30
0.20
0.10
0.00

-0.10
-0.20
-0.30
-0.40
-0.50

Error

Gravity casting Forging cast process

Fig. 8   Comparison of duplication accuracies

Fig. 9   Comparison of internal defects test results

Cylindrical test 
piece (   42)

50°C

Water-cooling
15 sec

Heating 10 sec
Air-cooling

5 sec

φ

620°C

20°C

Fig. 10   Test conditions for heat check
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Table 1   Specification of test piece

TP Structure Ferrite (%) Pearlite (%)
Hardness

(HRC)

(1) Ferrite 100 0 <0

(2) Ferrite-rich 95 5 10

(3) Ferrite-Pearlite 40 60 22

(4) Pearlite-rich 5 95 25

(5) Martensite 37

(6) Bainite 42

(7) Cementite 51

Fig. 11   Results of heat check classified by metallographic structure

試験は，一般的に高周೾মき入れ設備を利用しておこなわ

れる．試験片を高周೾にて所定の温度まで上昇させた後，

水ྫྷ٫と空気ྫྷ٫をおこなう．ர造時の金ܕ表面に発生す

るྫྷ熱サイクルを近似的に再現させることにより，耐ヒー

トチェック性を評価する試験である．

ヒートチェック試験の条件を以下に示す．試験片の寸

法は直ܘ 42	mm，長さ 80	mm で，その外周と端面には，機

ց加工が施されている．10 ඵ間の加熱により表面温度を

620℃まで上昇させ，その後，15 ඵ間の水ྫྷ٫と５ඵ間

の空気ྫྷ٫により表面温度を 50℃まで下げる．以上の工

程を１サイクルとしている．また，今回の試験では耐ٱ性

の基準とする材料に SKD	 61 を選択した．上記の試験を

SKD	 61 に 1000 サイクル実施した際に発生するクラック

の本数と長さを基準値とした．本研究では，SKD	 61 製金

性をٱの耐ܕ 50000 ショットと仮定した．FCD 製金ܕの

目標耐ٱ性を 10000 ショットとしているので，クラックの

本数と長さが，基準値と同等となる目標サイクル数は 200

サイクルに換算される．

3.1.2. ૊৫とヒートνΣοク発ੜのؔ܎
ヒートチェック試験をおこなう試験片の基地組৫には，

以下の 7種類を設定した．主要ॾ元を Table 1に示す．図

表内のフェライトとパーライトの比率は，黒Ԗをআく面積

比率である．また，硬度は，ブリネル硬さをHRCスケール

に換算している．

試験片（１）	Φールフェライト組৫

試験片（２）	フェライトパーライト組৫（フェライトリッチ）

試験片（３）	フェライトパーライト組৫

試験片（４）	フェライトパーライト組৫（パーライトリッチ）

試験片（５）	マルテンサイト組৫

Ferrite-rich

Pearlite-richPearlite-rich

SKD61-HRC46

Ferrite-Pearlite

Cementite 
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試験片（６）	ベイナイト組৫

試験片（̓）	セメンタイト組৫

試験結果を Fig. 11に示す．この図より，以下の特徴が

確認された．硬度が高いほど，前述の基準値に達するまで

のサイクル数はݮ少する傾向にある．また，フェライト

パーライト組৫のように２種類の組৫を有する試験片は，

全体的に基準値に達するまでのサイクル数は多い．特に，

フェライト組৫が多い試験片では，目標値を超える耐ٱ性

を有している．一方，単一組৫では，目標を満足するもの

はない．

次に，ヒートチェックの形態を金属顕微鏡により観察

した．観察する試験片は，試験サイクル数が少なかった試

験片（１）と（４），試験サイクル数が多かった試験片（２）

と（３），以上の４種類とした．観察結果を Fig. 12に示す．

試験片（１）では，フェライト組৫の内部に黒Ԗをܨぐ形

で，ヒートチェックが成長していた．また，パーライト組

৫の試験片（４）も同様であった．一方，試験片（２）と（３）
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Fig. 12   Cross sections showing heat checks in micro structures

では，黒Ԗをܨぐ形でヒートチェックが成長するが，部位

によってはフェライト組৫で発生したヒートチェックが

パーライト組৫とのք面で停଺している．また，フェライ

トパーライト二相混合組৫を有する FCDはਟ性が高いこ

とが知られている（２）．以上の結果から，ච者らは基地組৫

をフェライトとパーライトの２種類で構成することによ

り，ヒートチェックの成長を཈制できるのではないかと考

えた．

3.1.3. 材料成෼͕ヒートνΣοク΁༩えるӨڹ
材料成分ではマンガン（以下，Mn）に着目した．FCD は

Mnを 0.2-1.0	wt%程度含有している．Mnは，溶౬に含まれ

るེԫをその化合物（ེ化マンガン）を造ることでআڈする

ために添加される．ེ 化マンガンの生成に関与せず残ཹし

たMnは，୸化物となる（３）．୸化物は੬く，硬いので割れや

すい．そこで，Mn含有量がヒートチェックの成長に与える

影響を確認するため，Mn含有量を調整した試験片を６種類

製作し，ヒートチェック試験を実施した．試験片Aと Bは

硬さHRC	15 ねらい，CとDはHRC	20 ねらい，EとFは

HRC	25 ねらいで製作した（Table 2）．硬さの違いは，フェ

ライトとパーライトの比率を変化させることで造られた．

試験結果を Fig. 13に示す．Mn含有量を 0.1	wt% にݮ少さ

せた試験片では，目標とする 200 サイクルを達成した．

以上の結果を基に，強度的に最も優れるサンプルBを採

用した．

3.1.4. μΠカスト試験
FCD 製金ܕの実ர造での耐ٱ性を確認するため，ܕ締

め力 350	 t の HPDCマシンにて，3000 ショットのμイカ

スト試験を実施した．金ܕとテストピースの外観写真を
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Fig. 13   Enhanced toughness against heat check by 
decreased Mn content

Table 2   Enhanced toughness against heat check by 
decreased Mn content

TP Structure Mn (wt%) Hardness (HRC)

A Ferrite-rich 0.39 17

B Ferrite-rich 0.13 15

C Ferrite-Pearlite 0.36 22

D Ferrite-Pearlite 0.11 20

E Pearlite-rich 0.37 28

F Pearlite-rich 0.12 24
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Fig. 14に示す．なお，FCD製金ܕの耐ٱ性の検証に用い

る項目は，耐ٱ試験後の製品の形状ਫ਼度のҡ持，外観品質，

および金ܕのഁଛの有無の三つとした．

形状ਫ਼度の検証方法を以下に示す．HPDC にて製作し

た 10 ショット目と 3000 ショット目の製品の形状を産業

用 CT 装置にて測定した．Fig. 15の左図に 10 ショット

目の測定値と 3D データとの間の寸法差を示す．寸法差は

ʶ0.1	 mm 以内であった．右図は，3000 ショット目の測定

値と 10 ショット目の測定値との間の寸法差を示す．寸法

差は一部分をআきʶ0.1	 mm 以内であった．一部の部位に

－0.2	 mm 以上の形状ޡ差が発生したݪ因は，金ܕにアル

ミニウムがমき付いたことによるもので，金ܕの変形に

よるものではなかった．また，ഁ ଛした部位は確認されな

かった．
Fig. 16に 3000 ショット目の製品の外観写真を示す．金

，状に発生した数多くのヒートチェックがߕの表面にُܕ

製品に転写されているのが確認できる．これは製品外観品

質上の許容レベルを超えるものであった．Fig. 17に金ܕ

の表面に発生したヒートチェックの拡大写真，Fig. 18に

その断面写真を示す．発生したヒートチェックにന色に写

るアルミニウムが浸入することにより，金ܕの表面がོ起

しているのが確認できる．このོ起が転写されることによ

り，製品に凹みが発生し外観品質の低下をটいている．以

上の結果から，形状ਫ਼度のҡ持と金ഁܕଛに対する要求は

満足されたが，金ܕに発生するヒートチェックの製品への

転写により，外観品質は満足できなかった．そこで我々は，

ヒートチェック開ޱ部のོ起の཈制を行うこととした．

3.2. ද໘վ࣭によるོىの཈੍
μイカスト試験において，ོ 起が製品に転写されること

により，外観品質が許容レベルを超えた．そこで，金ܕ表

面のོ起を཈制することにより外観品質の向上させること

とした．ོ 起を཈制する手段として，表面改質を検討した．

3.2.1. ද໘ོܕىのヒートνΣοク発ੜメカニズム
ヒートチェック開ޱ部のོ起発生のメカニズムを

Fig. 19に示す模式図で説明する．まずர造サイクル初期

Fig. 17   Heat checks occurred on die surface

Fig. 18   Cross section at surface corrugationFig. 15   Results of shape disparities checking
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Fig. 16   Transferred heat checks

Heat checks
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Fig. 14   Dies and test piece
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は表面から黒Ԗに向かって微細なヒートチェックが発生す

る．しかしܺ間が微細であるため，アルミニウムが浸入し

ない．その後，ர造サイクルを重ねてゆくにつれ，応力ू

中部のヒートチェックが黒Ԗ間をܨぐ形でਂさ方向に進

展してゆく．ヒートチェックのਂさが一定を超えたところ

で，ࢎ化物の面୤མが発生し，開ޱする．そこにアルミニ

ウム溶౬が注౬時に高ѹで押しࠐまれる．押しࠐまれたア

ルミニウムがڽ固した後，金ܕ表面が収ॖする過程で，開

ོ，部周辺に઼性変形が起こりޱ 起が発生すると推察され

る．この対策として，金ܕ表面に高硬度な層を持たせるこ

とにより，઼ 性変形を཈制できるのではないかと考えた．

3.2.2. ද໘վ࣭のޮ果検ূ
一般的に，熱間μイス߯等で造られた金ܕにおいて，耐

ヒートチェック性向上のために，஠化ॲ理が施されてい

る（４）．これは，主にヒートチェックの発生を཈制すること

を目的としている．本研究において，ච者らは，FCD製金

部のོ起現象の཈制にもޱに発生するヒートチェック開ܕ

஠化ॲ理が効果的ではないかと考えた．そして，Ԙཋ軟஠

化ॲ理を選択し，μイカスト試験を実施した．製品外観品

質は 3000 ショット目の製品にて比較をおこない，軟஠化

ॲ理の効果を検証した．Fig. 20に外観写真を示す．前述の

製品と比較し，ོ 起が཈制され製品に転写される凹み量が

少している．Fig. 21に，製品に転写された凹みの測定部ݮ

位，Fig. 22にその測定結果を示す．凹みのਂさは，表面ૈ

Fig. 19   Heat check generating mechanism in material 
structure

Crack augmentation

Aluminum intrusions
into crack

Deformation
occurance

Pearlite

Initial crack

Ferrite

GraphiteGraphite
Crack 

Fig. 20   Crack control effect by surface modification

Without nitriding With nitriding

Fig. 21   Trace lines of depths measurement of 
transferred diches on molded parts at 
corresponding locations of heat checks
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Fig. 22   Measurement results of transferred diches 
depths on molded parts at corresponding 
locations of heat checks
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さ計を用いて測定した．軟஠化ॲ理を実施していない金ܕ

で製作した製品に転写された凹みは最大 0.13	 mm であっ

た．それに対し，軟஠化ॲ理を施した金ܕの製品は最大

0.07	 mm となっている．この結果は軟஠化ॲ理によって生

成された高硬度な層がོ起を཈制していると推察される．

これにより，当初の目的である外観品質の向上を達成する

ことができた．

3.3. 1���� ショοトの଱ٱ性検ূ
FCD 製金ܕの目標である 10000 ショットの耐ٱ性を確

認するため，製品形状にて実ர造による耐ٱ試験をおこ

なった．製品は，単気౵エンジンのクランクケースとした．
Fig. 23にキャϏティの形状を示す．ர造設備は，ܕ締め力

500	 t の HPDCマシンとし，10000 ショットの実ர造をお

こなった．検証項目は，製品の形状ਫ਼度のҡ持，外観品質，

および金ܕのഁଛの有無とした．

試験は 3.1.4. に述べた方法でおこなった．ୠし，測定は

3000，5000，10000 ショットの製品に対しておこなった．

形状ਫ਼度を検証した結果を Fig. 24に示す．5000 ショッ

トまでのޡ差はʶ0.1	 mm 以内であった．10000 ショッ

ト目の寸法差は，一部分をআきʶ0.1	 mm 以内であった．

ʶ0.2	 mm 以上のޡ差が発生した部位は，ヒートチェック

により離ܕ఍߅が大きくなり製品が変形したもので，金ܕ

の変形によるものではなかった．また，図表にΦレンジ色

や赤色で示されているޡ差が 0.2	 mm 以上の部位は，3D

データに機ց加工によってআڈされる形状が反映されてい

るためである．
Fig. 25に示す，本金ܕにおいて最弱部と考えられる突

起状の部位（直ܘ 6	mm，長さ 12	 mm）にഁଛはなかった．

その他の部位においても金ܕにܽけや大割れ等は発生しな

かった．

10000 ショット目の製品の外観写真を Fig. 26に示す．

一部にُߕ状のヒートチェックが転写しているものの，商

品性をଛなうものではなかった．この試験結果から，本研

究にて製作した FCD製金ܕは目標の耐ٱ性を有している

ことが確認された．

Fig. 23   Appearance of cavity

Fig. 24   Shape comparison results of whole shots
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0.10

0.00

-0.10
-0.20
-0.30
-0.40
-0.50
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Fig. 25   Shape section after 10000 shots

Fig. 26   Raw material appearance after 10000 shots
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少量生産に適した HPDC 用金ܕの製法に関する研究を

おこなった結果，形状ਫ਼度，内部品質，金ܕण໋に関する

目標を満足する製法を構ஙした．これにより，金ܕ製作期

間の൒ݮが可能となった．以下に得られた知見を記す．

（１）	஁造ܕにグラフΝイトを採用する場合は，グラフΝイ

トܕの温度を 700℃を超える領域に昇温した後に，溶

౬஁造を実施する．これにより，キャϏティの表面に

不良のない，良好な品質を得ることが可能である．

（２）	グラフΝイトܕ内部へ溶౬を満ॆరし，加ѹをお

こなった後に，ܕのྫྷڽ٫固させる．これにより，

ʶ0.1	 mm 以内の形状ਫ਼度と内部にர૥のない FCD

製キャϏティを製作することが可能である．

（３）	FCD の基地組৫をフェライト組৫とパーライト組৫

とすることで，耐ヒートチェック性が向上する．フェ

ライト組৫の比率が高いほど，ヒートチェックの発生

は少ない．

（４）	FCDは，Mnの含有量をݮらすことで耐ヒートチェッ

ク性が向上する．

（５）	軟஠化ॲ理により，ヒートチェック開ޱ部の઼性変形

によるོ起が཈制される．
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高ޮ率ストΠΩ೩মΨιϦンΤンδンにおける
೩মࣨܗঢ়の࠷ద化ڀݚ

Optimization of Combustion Chamber Shape in High-efficiency Stoichiometric Combustion 

Gasoline Engine

１．͸͡めに

近年，地؀ٿ境問題や೩料に対する低コスト化といった

観点で，೩අやエミッション性に優れた高効率エンジン技

術への関心が高まっている．

高効率化に向けては高ѹॖ比による理論熱効率改ળが必

要となる．高ѹॖ比化の課題として，熱ଛ失やϊッキング

による点Ր時期の遅角化，および೩মࣨ形状のภ平化によ

る೩ম؇ຫ化やະ೩ଛ失の増大による熱効率の低下があげ

られる．この熱ଛ失の低ݮやϊッキングの改ળに向けては

Cooled	EGRのಋ入が有効である（１）．一方で大量のEGR

のಋ入に対しては೩ম限քやະ೩ଛ失の増大が課題とな

る．また，ϊッキングに対しては，ٵ気ห遅ดじ（アトキン

ソンサイクル化）による実効ѹॖ比低ݮが有効であるが，

ྲྀ動の低下によるະ೩ଛ失が課題となる（２）．高ѹॖ比化に

よるϊッキングに対しては直෾化による気化જ熱の׆用が

論文

＊四輪R&Dセンター

要　　旨

ストイキ೩মガソリンエンジンでの正味熱効率の向上

に向けて，高ѹॖ比，ロングストローク，大量の Cooled	

EGR，ٵ気ห遅ดじといった仕様のエンジンに対して，

EGR 限քの向上やະ೩ଛ失，時間ଛ失を最小化する೩ম

ࣨ形状の最適化に取り組んだ．点Րプラグからピストン௖

面距離やタンブル中心の最適化のためのピストンઙ皿形

状，またະ೩ଛ失の最小化のための೩মࣨ外周部形状の最

適化をおこなった．この結果，外部EGR率の限ք改ળや೩

ম速度向上による時間ଛ失の低ݮ，ະ೩ଛ失の低ݮにより

45.2% の正味熱効率を達成した．

ABSTRACT

The combustion chamber shape of an engine with 
high compression ratio, long stroke, high-quantity 
cooled EGR, and retarded intake-valve-closing 
specifications was optimized to increase the EGR 
limit and minimize unburned loss and time loss with 
the aim of enhancing the brake thermal efficiency of 
a stoichiometric gasoline engine. A piston shallow-
dish shape was adopted to optimize the tumble 
center and the piston top surface distance from the 
spark plug, and the combustion chamber peripheral 
shape was optimized to minimize unburned loss. The 
resulting enhancement of the external EGR rate limit 
and increase in combustion speed reduced both time 
loss and unburned loss, and achieved a brake thermal 
efficiency of 45.2%.

高　沢　正　৴＊	 佐々઒　知　明＊	 大　田　ಞ　ࢤ＊

Masanobu TAKAZAWA Tomoaki SASAGAWA Atsushi OHTA

஛　形　ಙ　೭＊	 ＊田　݈　人　ࢁ

Noriyuki TAKEGATA Taketo YAMADA

有効となるが，೩মࣨน面に対する೩料付着によってϊッ

キング改ળ効果が低下することが課題である（３）．

これら高ѹॖ比化に伴う課題を解決する手法としてエン

ジンのロングストローク化が有効となる．ロングストロー

クとすることで，ѹॖ上ࢮ点（TDC）での೩মࣨภ平化の改

ળが得られる．またこれに伴ってSurface/volume 比（S/V

比）も小さくなり，熱ଛ失の低ݮが得られる．さらにロング

ストロークとすることでピストン速度が増加するためྲྀ動

強化によって೩ম限քの改ળも得られる（４）,（５）．

以上の通り，エンジンの正味熱効率向上に向けた高ѹॖ

化に対してCooled	EGRのಋ入とロングストローク直෾エ

ンジンが有効である．このようなエンジンにおけるさらな

る高効率化に向けて，EGRの限ք向上やະ೩ଛ失低ݮ，直

෾෾ໄの೩মࣨน面付着の低ݮなどがあげられる．

ロングストロークエンジンは同一ѹॖ比において೩মࣨ

形状に自由度が生まれる．本研究では正味熱効率௥求にお

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_8
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３．結果と考࡯

本章では，第１章で述べた三つの目的を達成するための

೩মࣨ形状について，目的ごとに達成手段の検討と確認結

果について述べる．

3.1. ணՐ性向上による &(R քのվળݶ
大量 EGRಋ入における೩ম限ք改ળに対しては着Ր性

の改ળが必要である．着Ր性改ળに対して初期ՐԌのڍ動

が重要である．そこで初期ՐԌのڍ動に影響する因子をચ

い出しڍ動改ળのための೩মࣨ形状を検討した上で，実機

による効果の確認をおこなった．

いて，೩মࣨ形状による೩ম改ળを重要な要素と位置付け

た．そして，ロングストローク化により得られた೩মࣨの

自由度を೩ম改ળに生かすための೩মࣨ形状を提示するこ

とをねらいに検討をおこなった．本研究のねらいはストイ

キにおける高ѹॖ比ロングストローク直෾アトキンソンエ

ンジンの正味熱効率向上のために，೩মࣨ形状を最適化す

ることで，以下の項目について೩মを改ળすることである．

（１）	着Ր性向上によるEGR限քの改ળ

（２）	೩ম期間短ॖよる時間ଛ失の低ݮ

（３）	೩মࣨน面の変更によるະ೩ଛ失の低ݮ

本稿では೩মࣨ形状を改ળした上で，ྲྀ 動や直෾෾ໄ形

状を本೩মࣨ形状に適合した結果，ストイキにおける高ѹ

ॖ比ロングストローク直෾アトキンソンエンジンにおいて

正味熱効率 45.2% を達成した内容について述べる．

手法ڀݚ．２

2.1. 単ؾ౵Τンδン
೩মࣨ形状の最適化をおこなうベースエンジンのॾ元を

Table 1に示す．

正味熱効率（K e）は単気౵エンジンの図示熱効率（K i）と
図示平均有効ѹ力（IMEP）に対して，４気౵エンジンのメ
カフリクション（FMEP）とポンピングロス（PMEP）を用
いて以下の式から求めた．

 =  × ηe η i
IMEP

 −  − FMEPIMEP PMEP

本ใࠂ内のBMEP とは正味平均有効ѹ力を示す．また，
本稿におけるEGR限քとは，IMEP のサイクル変動が 3%
を超える値とする．

2.2. Մࢹ化Τンδン
可視化エンジンのॾ元を Table 2に示す．

可視化はサイυウインυウを通じて自発光を高速度カ

メラにて撮影した（Fig. 1）．本稿における可視化はすべて

Engine	speedʹ2000	rpm で実施した．

2.3. C'%
Table 1に示したエンジンの 3D-CFD により౵内ྲྀ動

の評価をおこなった．౵内ྲྀ動の指標としてཚྲྀエネル

Ϊー（Turbulent	 kinetic	 energy:	 TKE）を使用する．エンジ

ン೩মࣨ内のTKEの評価は主にRicardo	 software 社の

3-D	CFDソフト（VECTIS）を用いておこなった．ཚྲྀϞ

デルとしては standard	 k-Џを用いた．境ք条件算出には

Ricardo	software 社の 1-D	CFD，エンジンシミュレーショ

ンコーυの8AVEを用いた．

本稿におけるCFDはすべてEngine	 speedʹ2000	 rpm

で実施した．

Bore (mm) × Stroke (mm) 81 × 121.6  S/B 1.5φ
Compression ratio (−) 12.5

Expansion ratio (−) 17.0
Engine type DOHC 4-valve single cylinder

Number of cylinders 1
Displacement (cm3) 627

Intake port Tumble port
Air supply Supercharged

Fuel supply PI/DI
Piston shape Shallow dish

Ignition energy (mJ) 450
Gasoline RON91

Table 1   Specifications of test engine

Bore (mm) × Stroke (mm)
Compression ratio (−)

Expansion ratio (−)
Engine type

Number of cylinders
Displacement (cm3)

Intake port
Air supply

Fuel supply
Ignition energy (mJ)

Gasoline

81 × 121.6  S/B 1.5φ
11.0
15

DOHC 4-valve single cylinder
1

627
Tumble port

Supercharged
PI

450
RON91

Table 2   Specifications of visualization engine

Side window

Camera

Fig. 1   Method of visualizing combustion
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3.1.1. ॳظՐԌڍ動վળのための೩মࣨܗঢ়
現状の初期ՐԌのڍ動を೺Ѳするために可視化エンジン

によるテストを実施した．
Fig. 2に高速度カメラを用いたサイυウインυウから

の初期ՐԌの可視化結果を示す．図中，左側を IN 側とし

て（以降の೩মࣨの図は左側をٵ気ポートとする），ATDC	
−12	 deg での౵内の様子で薄いփ色部分がՐԌを示す．こ

のՐԌ部分の重心を D とする．図のՐԌを重心 D を中心

にもつ൒ܘ同等の円として近似する．この円の൒ܘを Rと

する．
Fig. 3図中のؙ印にRʹ10	mmの時期でのՐԌ重心位置

をサイクルごとでプロットした．また，੕印は 100 サイク

ルのՐԌ重心位置の平均位置を示す．なお，ՐԌをٿと仮

定するとRʹ10	mm の時点を熱発生開始点と定義して，初

期೩মを反映するものとして考える．

この結果より，初期ՐԌの重心位置は೩মࣨの各所で

ばらついていることがわかる．特に೩মࣨ高さ方向に対し

ては十分なスペースがないため，ピストン௖面やϔッυに

接৮することにより，ՐԌ成長が્֐されることが懸೦さ

れる．

可視化エンジンテスト結果により，初期ՐԌと೩মࣨน

面の接৮を回避するためには，サイクル平均時の初期ՐԌ

とピストン接৮ܰݮおよび，ՐԌ重心位置のサイクルばら

つきを低ݮすることがあげられる．次にそれぞれの具現の

手法を述べる．

ՐԌが着Ր後にピストンと接৮するまで成長した時期

の，質量೩ম割合に対するピストン形状の影響をص上にて

検討した．質量೩ম割合は Ignition	point を中心にՐԌが成

長するという仮定で，上ࢮ点でのピストン位置において，

ՐԌがピストン௖面と接৮する൒ܘでの体積の೩মࣨ容積

に対する割合とした．

点Րプラグ（プラグ）下からピストン௖面距離が大きい

程，接৮時の質量೩ম割合は大きくなると考えて，ピスト

ン形状を検討した．ピストン形状はフラット形状をベース

（Fig. 4図中A）として，大きなۂ面でつないだ形状（Fig. 4

図中 B）とプラグ下のみ۷りࠐんだ形状（Fig. 4図中 C）を

検討した．
Fig. 4にピストン形状による初期ՐԌとピストン接৮時

の質量೩ম割合のص上検討結果を示す．図はすべて TDC

でのピストン位置での結果を示す．なお，Ignition	Point は

ϔッυとピストン௖面の中間に設定した．

着Ր性向上に対しては，ՐԌ面とピストンとの接৮は，

ՐԌが十分に成長した後が好ましいと考えられる．この検

討からプラグ下からピストン௖面までの距離を確保するこ

とでՐԌ面のピストン௖面への接৮を遅らせることが可能

であることがわかった．

ベースのピストン形状（A）では質量೩ম割合 1% ະ満の

時期にՐԌはピストンと接৮している．一方，ピストン形

状改ળによってピストン（C）では接৮時質量೩ম割合を最

大 5%まで遅らせることができる見通しが得られた．

大量 EGR ೩ম時に必要な接৮時೩ম割合はテストに

よって確認した．

次に初期ՐԌڍ動҆定化のための೩মࣨ形状について，

初期ՐԌのڍ動を҆定させるための考え方を CFDおよび

可視化テストにより整理した．

本エンジンは大量 EGRಋ入による೩ম؇ຫ化に対応す

るため強タンブルのྲྀ動ポートを採用する．このため，点

Ր時（BTDC	40	 deg）においても，Ignition	 point に 30	m/s

程度のバルクフローが存在する（Fig. 5）．
Fig. 6に強ྲྀ動における౵内の放ి形状の可視化結果をD
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Fig. 4   Calculation results of contact timing between 
flame and piston top surface

Fig. 2   Initial flame image by visualization

Fig. 3   Cycle variation of initial flame position
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示す．Ignition	 point には図に示すバルクフローが存在する

と考えられるが，このバルクフローにより放ిがྲྀされて

いることがわかる．

このバルクフローによって，初期ՐԌは Ignition	 point

から移動すると考えられる．Ignition	 point 近๣のバルクフ

ローがサイクルごとに変動する結果，Fig. 3に示したよう

な初期ՐԌ重心がサイクルばらつきを持つݪ因と考える．

初期ՐԌ位置のサイクルばらつきを低ݮして，̓ 定した着

Րを得るためには，Ignition	 point 付近のバルクフローのば

らつきを低ݮする必要があると考える．十分なྲྀ動を保ち

つつ，Ignition	 point 付近のバルクフローを低ݮする必要が

あるが，このためには౵内ྲྀ動のӔ中心を Ignition	point へ

近づけることが有効であると考えた．

Ӕ中心を Ignition	 point 付近に近づけるための೩মࣨ形

状について検討した．
Fig. 7に CFDで算出した，ピストン௖面形状を変えた

場合のタンブルӔ中心ڍ動の差を示す．ベースピストン

形状ではピストン௖面がフラットのためӔ中心は Ignition	

point に対してズレが生じる．一方で௖面にઙ皿形状を持

つピストンでは，TDC付近でӔ中心がઙ皿の中心に向かっ

て移動する傾向にある．

プラグ下にこのઙ皿の中心を配置することで，౵内ྲྀ動

が高い状態においても初期ՐԌのڍ動を҆定させることが

可能であると考えた．

Ӕ中心をコントロールするためのઙ皿ピストン形状の効

果については後述のテストで確認する．

大量 EGR ಋ入時の೩ম限քを改ળするためには，プラ

グからピストンの௖面の距離を拡大することによって，初

期ՐԌとピストン接৮時期を遅らせる．

また，ピストン௖面形状をプラグ真下に中心を持つઙ皿

として，タンブルのӔ中心をプラグ近๣へಋくことでプラ

グ近๣のྲྀ速を低ݮして，初期ՐԌڍ動を҆定化させるこ

とが必要と考える．

次અにて，上記コンセプトでのピストン形状の೩ম改ળ

効果を実機にて確認した．

3.1.2. Τンδンテストによるޮ果֬ೝ
上記観点での着Ր性向上に対してピストン形状による効

果を確認した．テストを実施したピストン仕様を Fig. 8に

示す．また，各ピストンの௖面から Ignition	 point までの距

離と，Fig. 4にて示した仮想上のՐԌとピストン௖面の接

৮時の質量೩ম割合を Fig. 8に示す．

Fig. 5   Bulk flow from tumble

Fig. 6   Bending of discharge arc by bulk flow

Fig. 7   Behavior of vortex center position by piston 
shape

Fig. 8   Test piston shape list
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図中 (a) のピストンはベースピストンである．また，(b)

から (e) はઙ皿形状によって，プラグ下からピストン௖面

距離を変化させた．また，(f) はプラグ下からピストン௖面

距離を増大させるために，プラグ下のみ۷りࠐんだ形状と

した．
Fig. 9にプラグからピストン௖面までの距離に対する

EGR限քを示す．本テストはEngine	speedʹ2000	rpm の

IMEPʹ810	kPa で実施した．

図中の赤線は Fig. 8にあげたピストンによる EGR 限

քの改ળ効果確認結果を示す．また黒線はベースピストン

（フラット௖面）でプラグ高さを変更した効果を示す．

ピストンをઙ皿形状にした場合，EGR 限քはプラグか

らピストン௖面の距離にґ存していることがわかる．一方

で，フラット形状のままプラグ位置でプラグ下からピスト

ン௖面距離を増大させてもEGR限քは改ળしない．また，
Fig. 8図中 (d) のピストン形状のように，プラグ下からピス

トン௖面距離を増大させるため，プラグ下を۷りࠐんだピ

ストン形状も，EGR限քは低下した．

着Ր性向上による EGR 限քの向上のためには，ઙ皿ピ

ストンを用いてӔ中心をプラグ近๣にಋくことで初期೩ম

のڍ動を҆定させた上で，ピストン，プラグ௖面間距離を

確保する必要がある．着Ր性向上に向けてプラグからピス

トンの௖面までの距離は 6	mm必要となることがわかった．

このときの接৮時質量೩ম割合は 2%程度となる．

3.2. ೩মؒظ୹ॖよる࣌ؒଛࣦの௿ݮ
高ѹॖ比，大量 EGR ಋ入するエンジンで೩ম期間増大

による熱効率低下が課題となる．

そこで೩ম期間を構成する因子を抽出した上で，೩ম期

間短ॖのための೩মࣨ形状検討と，実機での効果確認をお

こなった．

3.2.1. ೩মؒظ୹ॖのための೩মࣨܗঢ়検討
೩ম期間を構成する因子を Fig. 10に示す．

೩ম期間短ॖに対しては，ՐԌ఻೻速度の向上とՐԌ఻

೻距離の低ݮが必要である．

この中で，エンジン֨ࠎを変えない前提とした場合，Ϙ

アܘは変更することができないためՐԌ఻೻距離を低ݮす

ることができない．また，ٵ入空気が同じとすると，層ྲྀ

೩ম速度も同じとなる．

そこで，ཚྲྀ強度向上のための೩মࣨ形状と，೩মࣨ中

央からのՐԌ఻೻および，೩মࣨのコンパクト化について

実現するための೩মࣨ形状をص上計算，可視化テストなど

で検討した．
Fig. 10に示した通り，೩ম期間短ॖのためにྲྀ動強化

が重要である．೩মࣨ内のѹॖ端で十分な TKE を得るた

めには，ٵ気行程で作ったタンブルを保持することや೩ম

ࣨ຤端部でのスキッシュྲྀの形成が必要となる．
Fig. 11にઙ皿形状に対するTKEの計算結果を示す．こ

の結果より，ピストン௖面形状はઙ皿形状がཚྲྀ強度の保

持に有効であることがわかる．

一方，ѹॖ行程でのཚྲྀ強度を強化するための考え方と

して，スキッシュྲྀの利用があげられる．スキッシュྲྀは

ѹॖ行程後൒に೩মࣨ຤端部にྲྀ動を生成する．これによ

る効果として，೩ম後൒の೩ম速度の向上，ະ೩ଛ失の低

．が考えられるݮ
Fig. 12に斜めスキッシュによる TKE の計算結果を示

す．スキッシュクリアランスを 14	 mm とした形状では

Crank	 angleʹ −20	 deg 以降の上ࢮ点付近で強いTKEを

(d)
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得ることができた．

一方で，スキッシュ形状を実現するために೩মࣨは複雑

な形状となるため，ະ೩ଛ失や熱ଛ失の増加が懸೦される．
Fig. 13に高速度カメラを用いたサイυウインυウから

の初期ՐԌの可視化結果を示す．図中の˓はՐԌの重心位

置 Dを示し，その色は質量೩ম割合 50% から 90% の期間

を示す．図の通り初期ՐԌが೩মࣨ中央にあるサイクルは

೩ম後൒の期間が短い一方で，ٵ気ห側にྲྀされたサイク

ルでは೩ম後൒が長期化する傾向にある．これは೩ম開始

点が೩মࣨの端から始まるとٯ側の端までのՐԌ఻೻距離

が長くなるためと考えられる．ՐԌ఻೻距離を最短とする

ためには，೩মは೩মࣨ中心から఻೻する必要がある．

3.1.1. અではプラグ真下に中心を持つઙ皿ピストン形状

の必要性について述べた．Ӕ中心をプラグ近๣に配置する

ことで初期ՐԌڍ動をプラグ近๣に҆定させることができ

るが，同時にՐԌ఻೻距離を低ݮして೩ম期間を短ॖでき

ると考えられる．したがって೩ম期間短ॖの観点でも，ピ

ストン௖面形状はピストン真下に中心を持つઙ皿形状が望

ましい．
Fig. 14にՐԌ൒ܘと既೩部体積の計算結果を示す．こ

の計算では，プラグ近๣を中心として൒ܘ RのٿをՐԌと

仮定して，このٿから೩মࣨน面によって切り取られる部

分をলいた体積Vを既೩部として取り扱う．ՐԌ൒ܘがϘ

ア൒ܘである 40.5	mm の時点で೩মࣨ容積に到達する．な

おピストン形状は Table 3で示したベース形状とઙ皿形状

を用いた．

ՐԌ఻೻速度が一定であると仮定すると，ՐԌ൒ܘRは

೩ম開始からの期間と比例関係にある．ઙ皿形状ピストン

はフラットピストンに対して，同一ՐԌ൒ܘ Rでの既೩部

体積Vが大きい傾向となるため，ઙ皿ピストンの೩মࣨ形

状はより早い時期に同等の質量೩ম割合を得られることを

示す．これは Fig. 10に示すՐԌ఻೻距離低ݮによる೩ম

期間短ॖにつながる．
Fig. 14で表す通り，೩ম期間短ॖのためにはプラグ近

๣に容積をूめたコンパクトな೩মࣨ形状が必要であると

考えた．

以上をまとめると，೩ম期間を短ॖするためにはピスト

Fig. 12   TKE by squish length

Fig. 13   Combustion period by initial flame position
Fig. 14   Difference in burned volume at same flame 
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ン௖面をઙ皿形状としてྲྀ動保持性を向上することと，ピ

ストン௖部形状をプラグ真下に中心を持つઙ皿形状とする

ことで೩মࣨ中央からのՐԌ成長を促すこと，およびプラ

グ近๣に೩মࣨ容積をूめることで೩মࣨをコンパクトと

して೩ম距離を最小にすることが必要であると考えた．次

項にて，上記コンセプトでのピストン形状の೩ম改ળ効果

を実機にて確認した結果を示す．

3.2.2. Τンδンテストによるޮ果֬ೝ
斜めスキッシュによるྲྀ動強化のະ೩ଛ失および時間

ଛ失への影響について F ig . 15 に示す．ピストン形状は
Fig. 12に示す３種類について実機テストをおこなった．こ

のテストはEngine	 Speedʹ2000	 rpm，IMEPʹ810	 kPa

でおこなった．

このテストは IMEPʹ810	 kPa と高い負荷条件のため，

ϊッキングにより，点Ր時期が遅角化している．Cooled	

EGR をಋ入することでϊッキングが؇࿨し時間ଛ失も低

する．一方で外部EGR率ݮ 38%以上の条件では大量EGR

による೩ম期間増大により，時間ଛ失が増加する．この傾

向はいずれのピストン形状でも同様に見られた．

スキッシュ部が拡大しても೩ম期間に大きな改ળは見

られなかった．一方ະ೩ଛ失が増加した．これは，スキッ

シュ部へのՐԌの఻೻ができず，スキッシュ部の混合気が

೩মできないデッυϘリュームとなってしまったためと考

えられる．これより，斜めスキッシュによる効率改ળ効果

はないことがわかった．

次にઙ皿ピストンを用いた೩ম期間低ݮによる効果確認

結果について述べる．Fig. 16にピストン形状による時間ଛ

失低ݮの確認結果を示す．なお，このテストではプラグ高

さをピストン形状に合わせて変更することで，プラグから

ピストン௖面の距離は 6	mm に設定した上でおこなった．

テスト条件はEngine	Speedʹ2000	rpm，IMEPʹ810	kPa

でおこなった．

同一外部 EGR 率において，フラットピストンに対して

ઙ皿形状とすることで೩ম期間を短ॖして，時間ଛ失を低

することができた．また，より高い外部EGR率においてݮ

も೩ম速度低下なく೩ম可能となった．これによりϊッキ

ング改ળによる時間ଛ失低ݮも得られた．

3.3. ೩মࣨน໘のվળによるະ೩ଛࣦのվળ
高ѹॖ比エンジンでは೩মࣨภ平化によって，ະ೩ଛ失

が増大する．これは೩মࣨ຤端部がڱくՐԌが຤端まで到

達しなかったためと考えられる．

3.3.1. ະ೩ଛࣦ௿ݮのための຤୺෦ܗঢ়検討
೩মࣨ຤端部形状として，トップランυ高さとスキッ

シュ高さに着目して検討をおこなった．

トップランυは Fig. 17に示す通りトップリング以上の

ピストンとスリーブ間のクリアランス部分である．この部

分は厚さがほとんどなくՐԌは఻೻できない．

Fig. 16   Time loss reduction by piston shape

Fig. 17   Definition of top land height
Fig. 15   Effects of squish on unburned loss and time 
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このため，トップランυ部容量に相当するະ೩ଛ失が必

ず存在する．トップランυ部容積はϘアの一次に比例し，

೩মࣨ容積はϘアの二次に比例するため，ະ೩ଛ失はϘア

の小さいエンジンでより顕著となる．ະ೩ଛ失低ݮには

トップランυ部を小さくする必要があると考える．

本検討では Honda での量産実੷の最小値の 3.5	 mm と

した．

スキッシュ高さとは Fig. 18で示す通り，೩মࣨ外周部

のピストンとϔッυにڬまれた部分である．この部分は高

さ 1	mm前後と薄くՐԌが఻೻しづらい．

改ળとしては高さを拡大してՐԌ఻೻を促進すること，

または高さを最小限として，ະ೩部容積をݮ࡟することが

必要と考えた．

本検討ではスキッシュ高さは Honda での量産実੷の最

小値である 0.8	mm とした．

3.3.2. テスト結果 
Fig. 19にトップランυ高さによる೩মテスト結果を示

す．テストはEngine	Speedʹ2000	rpm，IMEPʹ810	kPa

でおこなった．

いずれのピストンも，外部 EGR 率増加に対してະ೩

ଛ失が増加する傾向にある．どの外部 EGR 率においても

トップランυ高さを低ݮしたピストン形状はະ೩ଛ失が低

ピストンはϊッキングにݮした．一方でトップランυ低ݮ

よって点Րが遅角した．これはະ೩ HCがより೩মするよ

うになったためと考える．
Fig. 20にスキッシュ高さによる೩মテスト結果を示す．

テストはEngine	 Speedʹ2000	 rpm，IMEPʹ810	 kPa で

おこなった．

スキッシュ高さ 2	mm以上にすることでՐԌ఻೻を向上

できること，1	mm 以下ではٯにະ೩領域をݮ࡟できるこ

とでそれぞれະ೩ଛ失を低ݮできることがわかった．トッ

プランυ高さ低ݮ時と同様にϊッキングによる点Ր時期遅

角化が見られた．

スキッシュ高さを増大するためには೩মࣨ外周部に容積

を確保する必要がある．これはプラグ近๣に容積を確保す

るという 3.1. અから 3.2. અで示した೩মࣨコンセプト実現

する上での制約となる．

スキッシュ部拡大の効果が，ॖ 小に対して差異がないた

め，EGR限քや೩ম期間の観点でスキッシュ高さはॖ小す

る必要がある．

3.4. ೩মࣨܗঢ়վળによるਖ਼ຯ೤ޮ率վળޮ果
3.1. અから 3.3. અでおこなってきた೩মࣨの変更による

効率向上効果を確認した．Table 3に最終的なピストン形

状のॾ元値を示す．また，Fig. 21に最終的な೩মࣨ形状を

示す．なお，トップランυ高さ，スキッシュクリアランス

については，量産エンジンでの実੷最小値で設定した．
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Fig. 18   Definition of squish height

Fig. 19   Unburned loss reduction by piston shape Fig. 21   Final shape of combustion chamber 

Fig. 20   Unburned loss and knock impact of squish 
height
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この結果，外部EGR率を 38%ಋ入して最大で 45.2% の

正味熱効率を達成した．

４．·とめ

ストイキにおける高ѹॖ比ロングストローク直෾アトキ

ンソンエンジンの正味熱効率改ળに向けて，೩মࣨ最適化

による೩ম改ળに取り組み以下の知見を得た．

（１）	高希釈時の着Ր性向上に対して，初期ՐԌのピストン

への接৮時期の遅角化と初期ՐԌڍ動の҆定化が有

効であることがわかった．プラグからピストン௖面ま

での距離を 6	mm 以上に設定し，ピストン௖部の形状

をプラグ真下に中心を持つઙ皿形状とすることで着

Ր性を改ળして，より高いEGR限քを得た．

（２）	೩ম期間の短ॖに対しては，ѹॖ行程におけるྲྀ動の

保持によるཚྲྀ強度の促進と，೩মࣨ中央からのՐԌ

఻೻，೩মࣨコンパクト化によるՐԌ఻೻距離の低ݮ

が有効であることがわかった．

	 ѹॖ行程でのタンブル保持のためにઙ皿のピストン

形状とし，೩মࣨ外周部にスキッシュ等のデットϘ

リュームを配さず，プラグ周辺に容積をू約した．ま

たՐԌが೩মࣨ中心から成長するために，ピストン௖

部の形状をプラグ真下に中心を持つઙ皿形状とした

結果，時間ଛ失を低ݮすることができた．

（３）	ະ೩ଛ失の低ݮに対して，ՐԌが఻೻しない೩মࣨ຤

端部の容積は最小化とすることが有効であることが

わかった．

	 特にトップランυ高さ，スキッシュ高さ共に，耐ٱ性

が成立する範囲で最小化することで，ະ೩ଛ失を低ݮ

することができた．

上記に示す೩মࣨに対して，直෾インジェクタの෾ໄ形

状最適をおこなった結果，高ѹॖ比ロングストローク直෾

アトキンソンエンジンにおいて，正味熱効率 45.2% が得ら

れた．
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Fig. 22   Brake thermal efficiency due to combustion 
chamber optimization
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この೩মࣨ形状による効率向上効果を Fig. 22に示す．

なお，このテスト結果には本稿の೩মࣨ形状に加えて直෾

インジェクタの෾ໄ最適化の効果を加えている．テストは

Engine	Speedʹ2000	rpm，IMEPʹ810	kPaでおこなった．

ピストンのઙ皿化と直෾の෾ໄ改良による EGR限քの

改ળと೩ম期間低ݮによりベースピストンに対して 0.6	 pt

の効率改ળを得た．またトップランυ高さ，スキッシュク

リアランスのॖ小によるະ೩ଛ失低ݮにより，0.6	 pt の正

味熱効率の改ળが得られた．以上により，ベースのフラッ

トピストンに対して，1.2	pt の改ળを得た．

最後に本研究での正味熱効率の位置づけを明確にするた

めに，ઙ皿ピストン（THʹ3.5	mm/SHʹ0.8	mm）と最適イ

ンジェクタでの負荷特性の結果を Fig. 23に示す．各負荷

で正味効率が最大となる外部EGR率設定とした．
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೩মؒظ୹ॖをͶΒͬたؾٵの設ܭ
Intake Design for Reduction of Duration of Combustion

１．͸͡めに

؀境負荷低ݮのため，自動車の೩අ改ળおよびഉ出ガス

低ݮが求められ，それらの規制値は年々ݫしくなる傾向に

ある．自動車の動力源として内೩機関がまだ当面は使いଓ

けられると考えられ（１），自動車用エンジンの熱効率向上は

重要なテーマとなる．このため，現在のガソリンエンジン

の最大熱効率が 39% 程度であるものを 45% もしくはそれ

以上まで引き上げることを目指した研究をおこなった（２）．

この検討の中で，市販されているエンジンのテスト結果

を用いて正味熱効率 45% 達成のために必要な条件の見当

をつけ，ѹॖ比 15 以上でのMinimum	advance	for	the	Best	

TorRue（MBT）ӡ転と絶対ѹ 2.5	bar 以上の過څѹに加え外

部Exhaust	gas	recirculation（EGR）率 30%レベルのӡ転が

条件として定められた．同時に，೩ম質量割合Mass	Burn	

論文

＊　四輪R&Dセンター

＊＊HRD	Sakura

要　　旨

ガソリンエンジンの熱効率 45% を達成する研究の中

で，EGR 希釈೩মにより長期化する೩ম期間の短ॖを目

的としてٵ気の設計をおこなった．まず೩ম速度（m/sec）

と Turbulent	Kinetic	 Energy（m2/sec2）の平方 （ࠜm/sec）と

の相関を確認し，೩ম期間短ॖに有効であることを確かめ

た．次に，同じタンブル比のྲྀ動であってもٵ気バルブを

通過するྲྀれの向きによってTurbulent	Kinetic	Energy に

差が生じることに着目し，同等のタンブル比を示すٵ気

ポートの中からより高いTurbulent	Kinetic	Energy が得ら

れる仕様選定をおこなった．

選んだٵ気仕様のエンジンϔッυを試作し，目標とした

主೩ম期間 20	 deg 以内を外部 EGR	 30% の希釈೩ম下で

達成したことを確認した．

ABSTRACT

Intake design has been conducted as part of 
research seeking to realize a level of thermal efficiency 
of 45% in gasoline engines in order to reduce the 
duration of combustion, which had been extended by 
EGR dilute combustion. First, the relationship between 
burning velocity (m/sec) and the square root (m/sec) 
of turbulent kinetic energy (m2/sec2) was studied, and 
it was determined that these parameters were effective 
in reducing the duration of combustion. Next, the fact 
that differences in turbulent kinetic energy occurred 
due to the direction of the flow passing the intake 
valve even in the case of flow motion with the same 
tumble ratio was focused on, and specifications were 
selected in order to make it possible to obtain a higher 
level of turbulent kinetic energy from intake ports 
displaying the same tumble ratio.

A prototype engine head was manufactured using 
the selected intake port specifications, and test results 
showed that the target of a main combustion duration 
of no more than 20 deg was realized under conditions 
of dilute combustion at an external EGR rate of 30%.

	＊田　݈　人　ࢁ 高　ڮ　真　Յ＊＊

Taketo YAMADA Masayoshi TAKAHASHI

஑　୩　݈一࿠＊	 ஛　形　ಙ　೭＊

Kenichiro IKEYA Noriyuki TAKEGATA

Fraction（MBF）が 10%から 90%に至るまでのクランクア
ングルで表される主೩ম期間MBF 10-90% を 20	 deg 以内に
収めることを೩ম課題とした．

２．ຊڀݚの課題とΞプϩーν

本研究の目的は正味熱効率 45% 達成に必要な೩ম期間

短ॖにࢿするٵ気の設計をおこなうことである．

高 EGR ೩মにおいては，不׆性ガス量の増加で層ྲྀ೩

ম速度（SL）が低下して೩ম期間長期化が課題となる．加え
て，ٵ気量，当量比，ガス温度，ѹ力などは既に決まってお

り，SL はこれらの物性値で決まるため低下したSL を取り
໭すことは容易ではないと考えられる．よって，混合気の

Turbulent	Kinetic	 Energy（TKE）を向上させることでཚྲྀ
೩ম速度（ST）を向上させ，SL 低下分を൨回することに開

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_9
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0utlet の差ѹを 6	 kPa とし，また，Inlet を大気ѹとした．

ϘアܘD に対して計測面をシリンμϔッυガスケット面
からD/2	mm 下の位置とした．またクランク軸を含むϘア
センタ面を考え，計測面と交わる線をタンブル中心線と定

義した．タンブル中心線を回転中心軸とし，計測面を通過

するྲྀ速成分から角速度を求め，この角速度を用いてタン

ブル比を算出した（５）．

タンブル中心線から，ٵ気ポートからഉ気ポートに向

かって r	mm の位置にある微小面積 dS	mm2 を考え，ここを

通過するԖ直下向き速度成分W	 mm/sec とする．また，計

測面 Sにおける平均通過ྲྀ速をWave	 mm/sec とする．この

とき，計測面 Sでの角速度Z 	rad/secは式（１）で表される．

発の主؟を置いた．

混合気のཚれはѹॖ行程においてバルクフローが่յ

してスケールの小さなӡ動へભ移する過程で得られる．本

稿で対象とするバルクフローはタンブルྲྀであり，このと

き，೩ম時のTKE を向上させる施策としてはٵ気ポート
が生成するタンブルྲྀの強化や，ピストン௖面形状の改ળ

によるタンブルྲྀの保持性向上が一般的におこなわれる．

一方で課題もある．強いタンブルྲྀを形成するٵ気ポー

トにおいてはٵ気ѹ力ଛ失が増大する．さらに，定常ྲྀ試

験で計測されるタンブル比を大きくしてもエンジンӡ転時

にシリンμ内にٵ入された混合気がそのままٵ気ポートに

し，೩মࣨ内に形成されるタンブルの大きさを一定レྲྀٯ

ベル以上に大きくすることができない．このため，タンブ

ル比向上による೩ম速度改ળには限քが存在する．今回検

討したエンジンコンセプトでは，高ѹॖ比化でݫしくなる

ϊッキングに対してٵ気バルブดห時期を遅角化して実効

ѹॖ比を下げるアトキンソンサイクルで対応しており，通

常のバルブタイミングよりも೩মࣨ内に形成することがで

きるタンブル比が小さくなる．

このため，より大きなタンブルྲྀを作り出すことだけで

はなく，同じタンブル比のྲྀ動からより大きなTKE を得
ることも課題となった．

この場合，೩মࣨ内の形状を工夫し，Ӕとして形ができ

あがった後の保持性が良い೩মࣨ形状とはどのようなもの

かという検討がなされている（３）,（４）．一方でٵ気行程中の

タンブルྲྀの保持やタンブルྲྀが形成される過程のӡ動エ

ネルΪーのࢄҳ量に関する検討は少ない．本研究において

は同一೩মࣨ形状，同一タンブル比でも得られるTKE に
差が生じるケースを確認されたため，ٵ気ྲྀ動の形成過程

が重要と考え，ٵ気ྲྀの向きに着目した検討を実施した．

また，得られた知見を用いて 3D-CFD にて最適なٵ気

ポートデザインの୳ࡧをおこない，実機エンジンϔッυを

試作した．ねらいどおり೩ম期間が短ॖするかテストし，

検討結果のଥ当性を確認した．

３．Τンδンॾݩと೩মの評価ࢦ標

3.1. 検討に用いたΤンδンのओ要ॾݩ
タンブル比，ཚྲྀ強度，そして೩ম期間を検討するにあ

たり用いたエンジンのॾ元を Table 1に示す．

3.2. λンϒルൺの評価方法
タンブル比の評価は主にRicardo	software社の 3D-CFD

ソフト（VECTIS）を用いておこなった．ཚྲྀϞデルとして

は standard	 k-H を用い，Inlet と 0utlet のྲྀ量が収束する
まで非定常計算を実施した．

実機ϔッυと計算に用いた助走۠間の位置関係を模式図
Fig. 1に示す．ٵ気バルブの前後差ѹとして図中の Inlet と

Fig. 1   Set-up for steady-state 3D-CFD and evaluation 
point

Table 1   Engine specifications

B

4
73 × 109.6

28

Designation
Engine type
Number of cylinders
Bore × Stroke [mm]
Intake valve diameter [mm]
Fuel supply

4-valve SI engine
A

1
81 × 121.6

30
PI DI
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ω
⌡
⌠ =  (  − ) 2 W Wave r

⌡
⌠⁄ 2 r dSdS 	 （１）

一方，クランクの回転角速度ZmotはWaveと平均ピストン
スピーυが等しいと仮定することで

Zmot = (S ⁄ L) Wave	 （２）

とできる．これよりٵ気バルブ x	 mm リフト時のタンブル

比 TR (x)はྲྀ体の角速度Z  (x)とここで定めたクランク角
速度の比をとって式（３）で定義する．

TR (x) = Z  (x) ⁄ Zmot	 （３）

なお，平均ピストンスピーυ算出に用いたストロークは
Table 1で示した値を使用した．

ここで，エンジンӡ転時のクランクアングル CA	 d eg

におけるバルブリフト量 x (CA)	 mm，瞬時ピストン速度
pv (CA)	mm/sec，平均ピストン速度mpv	mm/secを考える．

また，ٵ気バルブの開ห，ดหクランクアングルを CAIVO，
CAIVCとする．これらに対して平均タンブル比TRを式（４）
のように定義する．

dCA
CAIVC

CAIVO
⌡
⌠TR = 

1

CAIVC CAIVO − 

ω x[  ( )]CA

motω






2 ( )CApv

mpv 	（４）

3.3. T,& の評価方法
エンジン೩মࣨ内のTKE の評価もタンブル比評価と同

様にVECTISを用いておこなっている．境ք条件算出には

同じくRicardo	software社の１D-CFD，エンジンシミュレー

ションコーυの8AVEを用いた．エンジンテスト؀境を模

ٖしたϞデルを用い，Intake	manifold 気上ྲྀ側端面，シٵ

リンμϔッυexhaust面における境ք条件を算出している．

ӡ転条件はエンジン回転数（NE）が 2000	 rpm のスト
イキ೩মを仮定した．負荷は Indicated	 mean	 effective	

pressure（IMEP）で 810	 kPa となるポイントを選んでいる

が，層ྲྀ೩ম速度をそろえて೩মタイミング違いの検討を

おこなう場合には，MBT時に IMEPが 810	 kPa となる体

積効率（БV）で固定し計測，計算を実施している．

3.4. ೩মの評価ࢦ標
೩মの評価指標としてはMBF が 50% となるタイミン

グを೩ম重心と呼びMBF 50% と表記する．また，MBF 10-90%
が೩ম期間の長短を評価するためによく用いられ，目標値

の表現方法としても用いられている．一方，SL，ST は速度
の次元m/sec で検討されるため，MBF 10-90% も Bore を用ܘ
いて式（５）のように速度の次元に変換して検討をおこな

う．ここではこれを౵内仮想ՐԌ速度SC と定義する．

SC = [(D ⁄ 2) × (0.9 − 0.1)] ⁄ MBF 10-90%	 （５）

また，ST 向上のため，ཚれ強さの評価方法が重要とな
る．本稿では定点における平均ྲྀ速を定義し，ྲྀ 速の大

Table 2   Coefficient of correlation between TKE and 
MBF 10-90%

Measurement point Coefficient of correlation

–0.7341

–0.7165

–0.9397

–0.9214

TDC

Ignition timing

BTDC 30 deg

Average from BTDC 30 deg
to ATDC 30 deg

Intake and compression 
stroke average

–0.8538

Fig. 2   Relationship between TKE and MBF 10-90%
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きさの標準ภ差（速度変動の rms 値を取ったもの）をཚ

ྲྀ速度（Turbulence	 velocity:	u’）と定義する．エンジン೩
মの観点でཚྲྀの強弱によく用いられているTKE とは

TKEʹ1.5u’ 2 の関係にあたり，MBF 10-90% のٞ論と同様に
SC との比較に u’を用いる．

3.5. ࠞ合ؾのཚྲྀ評価λΠミンάの選定
混合気のTKE は一般的に時間変化し，場所によっても

異なる．また，ՐԌ面の位置も時々刻々変化し，さらにՐ

Ԍ面の大きさによっても取りࠐめるӔのスケールが異なる

という研究結果もใࠂされている（６）．これらを全て模ٖす

るためには大きな計算コストが必要となる．本稿では，簡

ศな検討方法を用いてある程度の仕様選定をおこなうた

め，ある所定のタイミングにおける೩মࣨ平均値で代表で

きないかTable 1のエンジンAを用いて検討をおこなった．

気バルブดหタイミング違いٵ気ポート形状違いやٵ

によってྲྀ動変化させ，MBF 10-90% への影響をテストし
た．NE，負荷条件は 3.3. અで述べた条件を用いている．ま
た，比較する代表点として TDC，点Րタイミング，TKE
に一番違いが現れる BTDC	 30	 deg，೩ম期間を想定した

BTDC	30	deg から ATDC	30	deg の平均値，ٵ気ѹॖ行程

の平均値の５種類を抽出した．この結果と CFD で評価し

た೩মࣨ内TKE の関係を Fig. 2に示す．また，それぞれの

相関係数を Table 2に示す．
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SC (1) = −0.50MBF 50% + 21.62
SC (2) = −0.51MBF 50% + 29.06
SC (3) = −0.48MBF 50% + 24.99
SC (4) = −0.49MBF 50% + 24.36
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TKE の評価方法に関してはさまざまなٞ論があるが，
今回対象とした検討においては，೩মࣨ内の平均TKE の
違いが一番大きく表現されたBTDC	 30	 deg でのTKE が
MBF 10-90% との相関が一番強い結果を得た．また，相関係数
は 0.8 を十分に超える結果を得たため，本稿におけるTKE
の検討の評価タイミングをBTDC	30	deg とした．以降，こ

の値をTKE	BTDC	30	deg と表記する．

3.6. όルϒ௨աྲྀの定義
本稿ではཚྲྀॾ量とٵ気ྲྀの向きを考察するため，ٵ気

バルブとバルブシートの間を通過するྲྀれを検討する．こ

のྲྀれをバルブ通過ྲྀとし，大きさをバルブ通過ྲྀ速と定

義する．検討した評価面の位置を Fig. 1に示す．また，今

回使用したエンジンのٵ気ポートはϘア中心に対して対শ

形状であるため，Fig. 1(b)に示す片側のバルブのみを検討

とした．シリンμセンタとはٯ向きに，ٵ気バルブからഉ

気バルブ向きの方向軸に対してT rad をなす部分のバルブ
通過ྲྀ速を vT とする．
ྲྀれが内向きか外向きか表現するई度として平均 Flow	

Balance（FB）値を定義する．バルブリフト x	 mm における

バルブ通過ྲྀ速 vT (x)の平均ྲྀ速 vave (x)とFB 値FB (x)

をそれぞれ式（６）と式（̓）に定める．

vave (x) = vθ (x d  / 2πθ) 
⌡
⌠

 = 2πθ

 = 0θ
	 （６）

 dθ
v v−θ θ (x) −  (x)

 (x)vave

FB (x) = 
 = 0θ

 = θ1

⌡
⌠

π

π

	 （̓）

ྲྀ量係数を Cf (x)とし，平均タンブル比同様にFB 値を式
（̔）に定義する．

CAIVC

CAIVO
⌡
⌠ dCA





2 ( )CApv

mpv

FB x [  ( )]CA

Cf x [  ( )]CA

1
FB = 

CAIVC CAIVO − 
	 （̔）

今回の実施例においてはٵ気バルブ周りの空間分割数を

16 とし，クランクアングルの時間分割を 15	 deg 刻みで検

討した．

４．.B' 1����� とࠞ合ؾのVʟの૬ؔ

まず，TKE 向上がMBF 10-90% 短ॖに有効であることを確
認する．また，相関を検討するうえでTKE を速度の次元で

表現することを考え，ここでは	 u’ = √ /1.5TKE 	で評価す
る．これとSC の関係を検討する．

4.1. .B' 5�� とSC のؔ܎
SC はMBF 50% にも影響を受ける．ここで条件をそろえる

ためSC に補正を加える必要があった．そこで Table 1で

示した二つのエンジンを用いてMBF 50% とSC の関係を検

討する．

NE が 2000	 rpm において，いくつかのEGRؐྲྀ率ポイ
ント，БV ポイントで点Րタイミング違いによるMBF 50%
とSC の関係を検討した結果を Fig. 3に示す．೩ম重心位

置とSC の間に１次の負の相関があり，その傾きはいずれ
も同じと判断できる．これより，負荷点が異なる影響はグ

ラフの切片が変化する形で表れるものと考え，

wSC ⁄ wMBF 50% = −0.5	 （̕）

という関係があるものとしてSC に補正を加えて，関係を
検討する．

4.2. ೩মؒظとࠞ合ؾのVʟの૬ؔ
Table 1で示した条件の異なるエンジンにおいてさまざ

まなスペーサをٵ気ポートに装着してTKE を変化させ，
೩ম期間がどのように変化するか検討をおこなった．実機

テストより得られたMBF 10-90% とMBF 50% からMBF 50% が
6.5	 deg 相当のSC で結果を整理した．これと 3D-CFD か

ら得られた	 u’ = √ /1.5TKE 	との関係を Fig. 4(b)に示す．
二つの֨ࠎのエンジンが同じ直線で近似できており，౵内

のSC と	√TKE 	の間に１次の相関を見出すことができ，式
（10）のように近似できる．

SC = 1.36u’ + 10.7 = 1.11 √TKE  + 10.7	 （10）

また，TKE の向上は少なくとも Fig. 4(b)で確認された範

囲において೩ম速度向上に有効であるといえる．

Fig. 3   Relationship between SC and MBF 50% to 
determine amount of correction
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Horizontal
direction

Tumble plate
(left)

Plate direction
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Inlet port

Tumble plate (right)

Section A

Section A
x1

L1

1θ

と 21.4	 m2/sec2 の差があり，式（10）よりSC を求めるとそ
れぞれ 19.6	m/sec と 15.8	m/sec を得る．式（５）に代入し

て考えるとMBF 10-90% で 4.35	deg の差を得る．

5.2. ྲྀれの向きの数値化とT,& との૬ؔ
前અの検討は೩মࣨ形状を含むエンジンの֨ࠎॾ元，ま

た，ٵ気ガス量をはじめとするٵ気条件を同一にしておこ

なった．このため，TKE に差が生じた要因をٵ気ポートか
らシリンμ内にྲྀれࠐむٵ気ྲྀのڍ動の違いにあるものと

考え考察をおこなう．

まず，Fig. 6より range	 1 の中から抽出して同タンブル

比での比較，考察をおこなう．この中より特徴的なものを

抽出し，バルブ通過ྲྀ速分布とタンブル比の算出をおこ

(a) MBF 50% for each measurement point

(b) Relationship between u’ BTDC 30 deg and SC  following 
correction of  MBF 50%
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Fig. 4   First-order correlation between u’ BTDC 30 deg and 
SC following correction of MBF 50%

Fig. 5   Shape of tumble plate to change tumble ratio

５．λンϒルൺとT,& との૬ؔ

次に，同一タンブル比でも得られるTKE に差が生じる
ケースの確認をおこない，この差が生じるݪ因೺Ѳをおこ

なった．

5.1. T,& とλンϒルൺの૬ؔ検討
Table 1のエンジンBを用いてタンブル比とTKE の相

関を検討した．タンブル比を大きく変更するため，ここで

は Fig. 5に示すようなタンブルプレートをٵ気ポートに装

着して検討を実施した．中央ંれۂがり角度T 1，プレート
長さL1，プレート高さ方向位置 x 1 をパラメータに持つ形
状Ϟデルを用いて検討をおこなった．

Fig. 6に得られたTKE とタンブル比の関係を示す．タン
ブル比とTKE に正の相関はあるが，同一タンブル比でも

取りうるTKE に幅があることが確認できた．4.25	 �	TR �	
4.45（以降 range	1 と呼শ）の範囲ではTKE で 65.5	m2/sec2
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Fig. 6   Distribution of results for TKE BTDC 30 deg for 
same tumble ratio
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Fig. 7   Distribution of air flow velocity through 
horizontal cross-section

なった断面の通過ྲྀ速分布を Fig. 7に示す．バルブ通過ྲྀ

の向きにより，同じタンブル比でも算出する断面の通過ྲྀ

速分布が異なっている様子が確認できる．内向きのྲྀれで

はഉ気側スリーブ中央付近に高ྲྀ速部が確認できるのに対

して，外向きにしていくにつれこの高速ྲྀ速部がサイυに

移動していく様子が見られる．

range	 1 のFB 値とTKE の関係を Fig. 8に示す．TKE
がFB 値にґ存する傾向が表れ，FB が 1 を超えたところ
でTKE はピークをܴえている．ٵ気ྲྀの最適な向きが存
在することが確認できる．

5.3. ྲྀれの向きとT,& との૬ؔに対する考࡯
定常ྲྀの計算結果においてバルブ通過ྲྀが外向きのあ

るポイントでピークをܴえていた．この意味を考察する

ため，タンブルӔがどのように形成され，TKE の差にど
のように結びつくのか検討をおこなう．Ӕの中心速度は

0	m/sec になるというݪ理に基づき，低ྲྀ速部を示す速度

等値面（3	m/sec を示すԫ色の面と 5	m/sec を示す྘色の

等値面）でӔの様子を観察することを試みた．

TKE が最も大きかった D仕様と，これに対してFB が
０に近くバルブ通過ྲྀがまっすぐに近いとࢥわれる C 仕

様の比較をおこなった．両仕様の速度等値面を Fig. 9に示

す．D 仕様のӔ中心線が C 仕様に対して早期にまっすぐ

になり，その後の変形や移動量が小さい．すなわち，ٵ気

ポートからഉ気ポートへ向かうまっすぐなྲྀれはۂったタ

ンブルӔを形成し，このタンブルӔが後೩মࣨ内で移動や

Fig. 9   Generation of curved tumble vortex center line 
and progression over time
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る．これはサイクルばらつきの観点におけるྲྀ動の҆定性

をٞ論するうえで対象とされる事象であり（̓），Тタンブル

と呼ばれる．これより，࿪ۂしたタンブルӔ軸の形成は少

なくともサイクル間という時間間ִにおける不҆定性をも

たらすことがいえる．また，Тタンブルがಠ立した事象で

はなく，通常検討されるタンブルӔのゆがみによるもので

あることがわかる．これより，フローバランスを適切に設

定することがТタンブルの཈制に有効であるといえる．

また，新規にガスがಋ入されないٵ気バルブดห後にお

いて，均整の観点においてۂがったタンブルӔは不҆定な

Fig. 10   Spatial relationship between curve of tumble 
vortex center and downward and upward flows

Fig. 11   Conceptual diagram of intake air flow
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変形するのに対して，やや外側に向いたٵ気のྲྀれはこれ

らのۂがりや変形がݮ少している．

ATDC	150	 deg の速度等値面とϘアセンタのྲྀ速ベクト

ル，タンブルӔ中心位置としてシリンμϔッυ下 60	mm位

置における上下方向速度分布を Fig. 10に示す．C仕様の定

常ྲྀ計算結果（Fig. 7）ではഉ気ポート側スリーブ中央に高

ྲྀ速領域ができていた．実機エンジンではこの高速部の先

にピストンがあり，下降ྲྀから上昇ྲྀに変換される．タンブ

ルӔはこの下降ྲྀと上昇ྲྀの間に形成される．結果，高速ྲྀ

動部を囲うようにタンブルӔがͻずんだ形で形成される．

バルブ通過ྲྀが外側を向くことで，クランク軸方向中央

におけるྲྀ速が低下し，サイυ部のྲྀ速が上昇する．これ

により，上下ྲྀ速が低い部分が直線状になり，タンブルӔ

が直線に近づく（D仕様）．

このٵ気バルブからのྲྀれを模式的に Fig. 11に示す．

バルブ通過ྲྀのうちٵ気バルブからഉ気バルブへまっすぐ

に向うྲྀれはϘアスリーブが円౵形であるため，スリーブ

とি突後内側を向くこととなり，C仕様のようにスリーブ

のഉ気ポート側中央にྲྀれがूまる．そのため，ある程度

ྲྀれを外向きにすることが，直線状のタンブルӔ形成に必

要となる．

Ӕ中心がͻずむことでہ所的にྲྀ速が高くなり，速度ޯ

配が大きくなる．混合気はニュートンྲྀ体として，すなわ

ち，ྲྀ 体にかかるせん断応力が速度ޯ配に比例するものと

扱われることが一般的であり，大きな速度ޯ配はӡ動エネ

ルΪーをよりࢄҳさせるものと考えられる．

5.4. ྲྀれの向きと҆定性のؔ܎に対する考࡯
がった状態のタンブルӔ形状について考察をおこなっۂ

た．Fig. 12にATDC	 150	 deg におけるC仕様のタンブル

Ӕの様子とϘア断面のྲྀ速ベクトルを示す．正面図を見れ

ば通常のタンブルであるが，平面図でみてタンブルӔがۂ

がっていることで側面図に左右一対のӔӡ動が確認でき

Fig. 12   Curved tumble vortex center line and velocity 
gradient
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Fig. 13   Intake port shape before and after 
modification

Fig. 14   Reduction of duration of combustion by high 
TKE
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形態であり，１サイクル内においても変形を܁りฦす．タ

ンブルӔの変形がエネルΪーカスケーυの観点で小さなӡ

動へつながるものと考えれば，タンブルӔの持つӡ動エネ

ルΪー保持性低下の可能性がある．

ϙートσβΠン΁のద用ؾٵ．̒

6.1. 目標T,& の設定
ガソリンエンジンの熱効率 45% を達成する研究（２）に

おいて目標を達成するためには，EGR	 30% で主೩ম期間

を 20	 deg 以内にೲめることが目標としてܝげられた．し

かし，ベースとした量産エンジン相当のٵ気ポートを有す

る Table 1のエンジンAでは主೩ম期間が 35	 deg であっ

た．また，MBT ӡ転ができるようになるためには೩ম重

心位置を 4	 deg 早める必要があった．15	 deg の೩ম期間短

ॖを式（５）よりSC で考えると 8.33	 m/sec の差と表現さ
れる．また，೩ম重心位置が 4	 deg 早めることができれば

式（̕）よりSC で 2	m/sec 分の改ળとなる．これを差し引
いて考え，SC が 6.33	 m/sec 向上するだけのTKE 向上が

必要になる．式（10）より	√TKE 	で 5.71	m/sec の改ળが必
要となる．ٵ気ポート形状の検討前後のタンブル比，FB，
TKE を Table 3に示す．ベースとした形状ではTKE は

21.6	m2/sec2 であり，	√TKE 	で考えると 4.65	m/sec であっ
た．これより，要求される	√TKE 	は 10.4	 m/sec，TKE で
107.2	m2/sec2 が必要となる．一方で，相関は弱いが，Fig. 6

よりタンブル比とTKE の関係を，

TKE v 22.5 TR	 （12）

と見積もると，４を超えるタンブル比が求められる．しか

し，タンブル比が４を超えるとٵ気ྲྀがٵ気ポートにྲྀٯ

することはCFDの検討結果より示ࠦされていた．このため，

タンブル比４以内でTKE が 107.2	m2/sec2 を達成する必要
があり，フローバランスの֓೦を用いて同一タンブル比の

ྲྀ動からより大きなཚྲྀ強度を得ることが必要となった．

ϙートのؾٵ .6.2 CA& による選定と࣮ػ೩মテスト
結果

実機エンジンϔッυ制作上の制約を೦಄に，ٵ気ポート

形状を検討し，タンブル比が４程度のものを୳ࡧした．୳

前後におけるタンブル比とFBࡧ を Table 3に，形状の違

いを Fig. 13に示す．また，TKE の確認をおこなった結果

も同じ Table 3に示す．得られたFB  はタンブル比が４付
近では最大値であり，TKE が目標値 107.2	m2/sec2 を達成
したことよりこの段階で実機エンジンϔッυを試作するこ

とを決定し，೩ম期間短ॖ効果をテストで確認した．結果

を Fig. 14に示す．35	 deg 程であった主೩ম期間が 20	 deg

に短ॖされていることが確認でき，೩ম期間短ॖの目標が

達成できた．

Table 3   Degree of enhancement of intake flow

Base

Following modification

TR (–)

2.34

3.96

FB (–)

0.04

0.87

TKE (m2/sec2)

21.6

113.3

̓．·とめ

本稿ではະ೩混合気の持つTKE 向上が೩ম期間短ॖに
つながることを確認した．同一のタンブル比でも最終的に

得られるTKE に幅があることを提示し，FB 値を検討する
ことで同じタンブル比のྲྀ動からより大きなཚれ強さを得

られることを確認した．これを Table 1のエンジンAのٵ

気ポートの開発に適用し，タンブル比向上分を含めてEGR

ؐྲྀ率 30% で主೩ম期間 15	 deg の短ॖを実現させ，熱効

率 45%の実現にݙߩした．
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高Ԡ౴σΟーθルίϞンレールΠンδΣクλを用いた
ϊズル෾͕ܘ޸෾ໄと೩মにٴ΅すӨڹ

Study of Spray and Combustion Using Fast Response Common Rail Injector with Micro Orifice Nozzle

１．·え͕き

近年の自動車のഉ出ガス規制は，従来からの有֐ഉ出

ガスの規制に加えて，地ٿ温ஆ化対策として C02 のഉ出

規制が各国で実施され，さらなる強化が検討されている．

C02 ഉ出低ݮにおいて，ディーθルエンジンは，ガソリン

エンジンと比べて一般的に熱効率が高いという面で有利

である．一方，ഉ出ガスのクリーン化においては課題を有

する．ディーθル೩মは基本的に希薄೩মであるため，ガ

ソリンエンジンのように三元৮ഔを利用して N0x を低ݮ

することができない．希薄೩মのための N0x ഉ気後ॲ理

技術については進化をଓけているものの（１），そのড়化性

能は十分とはいえない．N0x 低ݮのためにはエンジン೩

ম時に EGR ガスをಋ入し೩ম温度を低下させる必要が

ある．ところが，EGR ガスのಋ入にともない過ೱな混合

気の割合が増加するため Particulate	Matter（PM）の増加

をটく．このようにディーθル೩মでは N0x と PM がト

レーυΦフの関係にあり，その同時低ݮが求められてい

る．この要求に対応するため，新たな過څ技術とコϞン

レール方式を用いた೩料෾射技術（２）-（４）がಋ入されてい

る．そして各国のݫしいഉ出ガス規制に適合するなど，ഉ

出ガスのクリーン化が進んでいる．今後のさらにݫしく

なるഉ出ガス規制に対応して，༧混合ѹॖ着Ր（Premixed

Charge	 Compression	 Ignition:	 PCCI）೩মや N0x と PM

の同時低ݮを目指した低温೩মに関する研究（５）-（̔）が多く

ใࠂされているが，HC や C0 といったະ೩ガスのഉ出量

が増加することや，ӡ転領域が限定されるなどの課題が

ある．

ච者らは，PCCI ೩মのように着Ր遅れ期間の増大を伴

わない従来ディーθル೩মにおけるഉ出ガス低ݮのため，

論文

＊四輪R&Dセンター

要　　旨

ディーθルエンジンのさらなる有֐ഉ出ガスの低ݮを目

指してϊズル෾ܘ޸の小ܘ化について検討した．これには

೩料෾射初期の෾射率傾きを従来の量産インジェクタに比

べて約 80ˋ向上させたプロトタイプインジェクタを用い

た．ϊズルは༉ѹྲྀ量が同一で෾ܘ޸と෾޸数のみ異なる

0.08	mm から 0.12	mm までの三種類を準備した．෾ໄ計測

をおこなった結果，小ܘ化に伴いペネトレーション（؏ప

力）は低下し，ザウタ平均ཻܘが小さくなる傾向を示すこ

とが確認された．さらにエンジン೩ম試験をおこなった結

果，ϊズル෾޸の小ܘ化と多޸化は，過ೱな混合気の割合

を増加させるため有֐ഉ出ガスの低ݮには寄与しないこと

がわかった．

ABSTRACT

Reduct ion of the nozzle hole d iameter was 
inves t iga ted wi th the a im of fur ther reduc ing 
harmful exhaust emissions from diesel engines. 
This investigation used a prototype injector with an 
injection rate gradient at the start of fuel injection 
that is approximately 80% greater than that of a 
conventional mass-production injector. Three types of 
nozzles were prepared that have the same hydraulic 
flow rate and only different numbers of holes and 
hole diameters from 0.08 mm to 0.12 mm. Spray 
measurement results confirmed that as the hole 
diameter becomes smaller, the spray penetration drops 
and the droplet Sauter mean diameter also becomes 
smaller. In addition, the results of engine combustion 
tests showed that reducing the nozzle hole diameter 
and increasing the number of holes increased the 
rich portion of the air-fuel mixture, so this does 
not contribute to the reduction of harmful exhaust 
emissions.

加　藤　　　জ＊	 দ　Ӝ　勝　໵＊	 ٢　見　ହ　広＊

Akira KATO Katsuya MATSUURA Yasuhiro YOSHIMI

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_10
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೩料の高拡ࢄを目指したインジェクタの෾射率に着目し

た．೩料෾射初期の෾射率傾きの向上（高෾射率化）による

ഉ出ガスの低ݮ効果を確認した（̕）,（10）．また，可視化エンジ

ンにて，ՐԌڍ動の観察および二色法によるՐԌ温度，す

す（Soot）ೱ度解析から高෾射率化によるഉ出ガスの低ݮ

効果を明らかにした（11）．

このプロトタイプインジェクタを用いた，さらなるഉ

出ガス低ݮの手段として，ϊズル෾ܘ޸の小ܘ化がڍげら

れる．ϊズルの෾ܘ޸を小ܘ化すると෾ໄの微ཻ化が促進

し，N0x と PM の同時低ݮに寄与することが知られてい

る（12）．しかしながらϊズル෾ܘ޸を小ܘ化すると෾射ѹ

力が一定のもとでは෾ໄのペネトレーションが低下する

ため，෾ໄの混合気分布が高ೱ度化すると考えられる．し

たがって，ϊズル෾ܘ޸の小ܘ化には，೩料෾ໄの微ཻ化

促進に起因したഉ出ガス低ݮとペネトレーションの低下

に起因したഉ出ガス増加という二つの相反する事象が༧

測される．

本研究では，ϊズル෾ܘ޸の小ܘ化が及ぼす影響を෾ໄ

と೩মの観点から定量的に明らかにすることを目的とし

た．෾ܘ޸が異なるϊズルを準備し，෾ໄ試験より，小ܘ

化が෾ໄ形状およびཻܘ分布に及ぼす影響を調査した．さ

らに，ディーθルエンジンを用いた೩ম実験より，小ܘ化

が೩ম特性に及ぼす影響を調査した．

試ΠンδΣクλڙ．２

଄およびྲྀ量ಛ性ߏ .2.1
試験に使用したインジェクタॾ元を Table 1に，プロト

タイプインジェクタの構造の断面図を Fig. 1に示す．従来

にない高෾射率性能を得るためにプロトタイプインジェク

タではピエκ素子によってコϞンレール༉ѹをバルブで制

御し，その制御された高ѹの೩料༉ѹを用いてϊズルニー

υルを直接開ดする方式が採用されている．また෾射初期

の෾射率をさらに向上させるために，Fig. 2に示すように

ϊズルニーυルのシート角度を量産タイプインジェクタに

対し広げ，ニーυルが低リフト時の開ޱ面積の拡大を図っ

た．Table 2に示すॾ元のϊズル装着時のྲྀ量特性試験結

果を Fig. 3に示す．Fig. 3よりシート角度を広げたことに

よりねらいどおりニーυルの低リフト時における೩料ྲྀ量

が増加していることが確認できる．

2.2. ෾ࣹ率と෾ໄಛ性
後述する෾ໄ特性およびエンジン೩ম試験時の෾射条件

である೩料෾射量 18	mm3/st. を෾射ѹ力 100	MPa にて෾

射した際の෾射率計測結果を Fig. 4に示す．プロトタイプ

インジェクタの೩料෾射初期の෾射率傾きは量産タイプに

比べて 78ˋ大きくなっており，今回採用した方式により

෾射初期の෾射率が向上していることが確認できる．

0 100 200mm

Fig. 1   Cross-section of prototype injector

Mass production Prototype

0.12 0.12

8 8

160 160

740 740

0.17 0.40

Hole diameter (mm)

Number of holes

Spray hole angle (deg)

Flow rate (cm3/min)

Sac volume (mm3)

Seat angle (deg) 30 60

Table 2   Specifications of injector nozzles
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Fig. 3   Nozzle flow rate of two types of injector

0

10 mm

Mass production Prototype

Needle

Sac volumeHole

Seat angle

Fig. 2   Comparison of cross-section of special nozzle 
for fast common rail injector

Injector
Mass

production
Prototype

Max. pressure (MPa) 200 200

Max. injection events 5 5

Actuator Piezo Piezo

Needle actuation
Back

pressure
control

Fuel pressure
direct control

Table 1   Specifications of common rail injection system



－ 78 －

 Honda  R&D  Technical  Review Vol.27  No.2 (October 2015)

Mass production
Prototype

R
at

e 
of

 in
je

ct
io

n 
[m

m
3 /

m
s]

-10

0

10

20

30

40

50

60

Time [ms]

-0.4 -0.2 0.2 0.4 0.6 0.8 1.00

0

100 mm
PrototypeMass production

Time [ms]

Mass production
Prototype

23%

0 0.60.40.2 0.8

Time [ms]

0 0.60.40.2 0.8

S
pr

ay
 a

ng
le

 [d
eg

]
S

pr
ay

 p
en

et
ra

tio
n 

[m
m

]

0

20

40

60

0

20

40

60

෾射率を計測した೩料෾射量 18	mm3/st. における෾射

後 0.5	ms の෾ໄ画像を Fig. 5に示す．また，その撮影され

た高速度ϏデΦ画像からペネトレーションと෾ໄ角度を時

系ྻに数値化した結果を Fig. 6に示す．なお，実験装置に

ついては次章で述べる．

෾ໄ角度は෾ໄの軸方向に沿ったϊズル෾ޱの出ޱか

ら 30	mm 下ྲྀの位置における角度を計測した．Fig. 6から

２本のインジェクタの異なった෾射率特性は෾ໄに大きな

差異をもたらし，෾射後 0.5	ms においてプロトタイプイン

ジェクタのペネトレーションは量産タイプインジェクタに

対し 23ˋ増加が確認できる．෾ໄ角度については，上記ペ

ネトレーションの増加とはٯに，ڱくなっていることが確

認できる．これは，೩料෾射の高෾射率化は෾ໄ形状に大

きく影響し，෾射された೩料は細くペネトレーションが長

い෾ໄ形状になることを示すものである．

高෾射率特性が確認されたプロトタイプインジェクタを

用いた単気౵エンジン೩ম試験において，N0x と Soot の

トレーυΦフ関係が改ળされた．４気౵エンジンの設定点

における N0x ഉ出点では，1/4 エンジン負荷相当におい

て 35.2ˋ，1/2 エンジン負荷相当において 48.4ˋの Soot

低ݮ効果が確認された．これは，೩料෾射の高෾射率化は，

෾ໄのペネトレーションの増加をもたらし，着Ր時期にお

ける෾ໄ中の೩料の混合気ೱ度が低下したことによるもの

と考えられる．

３．෾ໄと೩ম࣮験

3.1. ΠンδΣクλϊズル
本研究に用いた三種類のϊズルॾ元を Table 3に示す．

ϊズルの෾޸長はすべて 1.05	mm である．ϊズルの෾ܘ޸

と数のみが異なり，༉ѹྲྀ量など他のパラメータは同一で

ある．19 を加工するために前章で用いたϊズルと޸の෾޸

はニーυルを含めて形状を変更している．これは製造技術

上制約のある෾޸間距離の確保のため，サックϘリューム

を先に用いたプロトタイプϊズルに比べて約３ഒ程度拡大

している．これはプロトタイプϊズルに比べて HC増加の

	因となるため課題である．なお，0.08ݪ mm のϊズル݀加

工は，通常用いられる放ి加工機を用いた場合のほぼ限ք

である．

試೩料ڙ .3.2
Table 4に計測に使用した೩料ॾ元を示す．比較的低セ

タン価೩料が市場にྲྀ通しているถ国等を考慮して，セタ

ン価 43.2 のܰ༉を使用した．

3.3. ෾ໄܭ測試験
෾ໄ特性の試験には定容ѹ力容器と株式会社フΥトロン

製高速度ϏデΦカメラ（FASTCAM-APX	RS）を用いた．
Fig. 7に計測装置の֓要を示す．撮影はয点距離 50	mm の

株式会社ニコン製マニュアルフΥーカスレンズ（Nikkor	F	

f/1.2）を装着し，Table 5に示すように撮影速度 10000	fps，

画像解像度 512×512	 pixel，࿐光時間 2	 µs にておこなっ
た．ѹ力容器内にはエンジン性能試験時に೩料が෾射さ

Fig. 4   Comparison of fuel injection rate profiles 
(1/4 engine load condition)

Fig. 5   Photographs of spray using high pressure 
vessel (0.5 ms after start of injection)

Fig. 6   Comparison of spray characteristics of two 
types of injector at 1/4 engine load
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High-speed
 video camera

Injector

Window

Window

Vessel

150 W metal halide lamp

150 W metal halide lamp

Window

れるタイミングと同じง囲気密度となるよう 1.4	 MPa

の N2 ガスを෧入し試験を実施した．試験は，೩料෾射量

18	mm3/st.，෾射ѹ力 100	MPa にて容器内に೩料を෾射

し，高速度ϏデΦカメラにて撮影をおこない，得られた画

像からペネトレーションと෾ໄ角度を求めた．

測試験ܭܘཻ .3.4
෾ܘ޸違いの೩料෾ໄの微ཻ化特性を比較するた

め，μンテック・μイナミクス株式会社製Phase	Doppler	

Anemometry（PDA）を用いて各ϊズルのཻܘを計測した．

本実験装置の֓要を Fig. 8に示す．定容ѹ力容器内の密度

と温度などのง囲気条件は෾ໄ計測時と同一とし，計測は

ϊズルの෾޸位置から 60	mm 下ྲྀの位置にておこなった．

3.5. 単ؾ౵Τンδンを用いた೩ম試験
単気౵エンジンのॾ元を Table 6に示す．本単気౵エン

ジンは，Ԥभഉ出ガス規制E6R0	5 に適合している４気౵

ディーθルエンジン（13）をベースに製作されたものである．

なお，この単気౵エンジンのシステム全体構成を Fig . 9

に，エンジンの೩মࣨ形状を Fig. 10に示す．Fig. 9に示す

ようにٵ気はスーパチャージャにより過څされるととも

に，ٵ気温度はヒータまたはインタクーラにより所定の温

度に制御される．またഉ気は設定されたഉ気ѹ力にѹ力調

整หによって制御される．これにより，この単気౵エンジ

ンシステムは，４気౵エンジンにおける実際のӡ転条件を

再現可能な構成となっている．なお，ഉ出ガスの各種成分

分析のため株式会社ງ場製作所製ഉ出ガス分析計（MEXA-

7100DEGR）と AVL社製スϞークメータ（415S）を，上記

Item Test method

Cetane index ASTM D-976 43.2

Density (g/cm3) ASTM D-4052 0.852

Viscosity (mm2/s) ASTM D-445 2.2

T90 (°C) ASTM D-86 306

Aromatic (vol/%) ASTM D-1319 28.4

LHV (kJ/kg) ASTM D-3338 42838

Table 4   Measured properties of diesel fuel

Fig. 7   Schematic diagram of spray measurement

Recording speed (fps) 10000

Shutter speed (µs) 2

Resolution (pixel) 512 × 512

Ambient gas N2

Ambient pressure (MPa) 1.4

Ambient temperature (K) 298

Table 5   Conditions of spray measurement experiment

Table 6   Specifications of single-cylinder engine

7 × 7 pointsY

X
+–

+

–

Cross-section
of spray

PDA receiver Laser

30 mm

30
 m

m

Fig. 8   Outline of droplet size measurement using 
PDA

Fig. 9   Schematic diagram of single-cylinder engine 
system

Super
charger

Exhaust pressure
control valve

Bypass valve

Inter
cooler

Intake
heater

Swirl control
valve

Laminar
flow meter

EGR valve
DPF

EGR cooler

Exhaust gas analyzer
HORIBA

MEXA-7100DEGR

Smoke meter
AVL 415S

Exhaust out

Single-cylinder
engine

Air in

4-st. single cylinder

550

85.0 × 97.1

17.2

Piezo common rail

Engine type

Displacement volume (cm3)

Bore × Stroke (mm)

Compression ratio

Fuel injection system

EGR rate Continuously variable

Table 3   Specifications of injector nozzles

Nozzle
A

Nozzle
B

Nozzle
C

Hole diameter (mm) 0.12 0.10 0.08

Number of holes 8 12 19

Spray hole angle (deg) 160 160 160

Flow rate (cm3/min) 740 740 740

Sac volume (mm3) 1.23 1.23 1.23

Seat angle (deg) 60 60 60
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のഉ気ѹ力調整หの下ྲྀに設置した．

೩ম試験はϞーυ試験において使用ස度が高いエンジン

回転数 1500	 rpm，1/4 および 1/2 負荷相当条件にて実施

した．Table 7に本試験のエンジンӡ転条件を示す．෾射パ

ターンは従来ディーθル೩মの標準的な෾射方式であるパ

イロットとメインの２段෾射を用いている．ディーθルエ

ンジンの೩ম૽Իの指標となる dP/dTmax を同等とするこ
とを目的にパイロット෾射の熱発生量を同一の値に合わせ

た．また，メイン෾射においては着Ր時期を合わせるよう，

それぞれの೩料෾射量および෾射タイミングを調整した．

なお，೩料෾射ѹ力の増大は೩ম૽Իや機ցଛ失の増加を

টくため今回の検討からআ外し，三つのϊズルの試験では

೩料෾射ѹ力は同一とした．

４．結果と考࡯

4.1. ෾ໄܭ測試験結果
高速度カメラにより撮影した෾ໄ画像を Fig. 11に，ペ

ネトレーションと෾ໄ角を時系ྻで数値化したものを
Fig. 12に示す．この計測実験は 10 回おこない，すべての

෾޸の෾ໄデータについて平均化ॲ理をしている．෾ໄ角

度は෾ໄの軸方向に沿ったϊズル෾ޱの出ޱから 30	 mm

下ྲྀの位置における角度を計測した．
F ig . 12 から，ϊズルの小ܘ化に伴いペネトレーショ

ンは低下し，෾ໄ角はڱくなることがわかる．෾射開始

0.5	 ms 後において，最小の 0.08	 mm ϊズルは 0.12	 mm ϊ

ズルに比べて，ペネトレーションが 17.5ˋ，෾ໄ角度は

14.5ˋ低下している．なお，෾射初期における෾ໄ角度の

計測にばらつきが大きいため，෾射後約 0.2	ms までのデー

タはআ外した．

測試験結果ܭܘཻ .4.2
分布の計測結果をFig. 13に，三種類のϊズルのザウܘཻ

Table 7   Conditions of engine combustion experiment

Fig. 11   Photographs of spray with three types of 
nozzles (0.5 ms after start of injection)

Fig. 12   Numerical comparison of spray penetration 
and spray angleFig. 10   Combustion chamber shape

PistonCombustion chamber

50 mm

0

0

100 mm

φφφ 0.08 mm0.10 mm0.12 mm

0.12 0.10 0.08

1500 1500 1500

1/4 1/2 1/4 1/2 1/4 1/2

100 110 100 110 100 110

343 333 343 333 343 333

353 353 353 353 353 353

18 32 18 32 18 32

-8.0 -16.6 -8.5 -16.5 -8.7 -17.6

Nozzle hole
diameter
(mm)

Engine speed
(rpm)

Load

Injection 
pressure
(MPa) 

Intake air
temperature 
(K)

Cooling
water
temperature
(K)

Total
injection
quantity
(mm3/st.)

Pilot
injection
timing 
(deg ATDC)

Main
injection
timing 
(deg ATDC)

5.8 4.0 6.0 4.1 6.5 4.0
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タ平均ཻܘ（Sauter	mean	diameter:	d32）を Fig. 14に示す．

ཻ子の蒸発や揮発ではཻ子表面積が重要であり，平均ཻܘ

には表面積が考慮されたザウタ平均ཻܘを用いた．Fig. 13

からϊズル෾ܘ޸の小ܘ化に伴い，ཻ の分布は小さいཻܘ

，はܘ側にシフトしていることがわかる．ザウタ平均ཻܘ

ϊズルの小ܘ化に伴い低下していることが確認できる．෾

をܘ޸ 0.12	mmから 0.10	mmに小ܘ化することによってザ

ウタ平均ཻܘは 2.6ˋ，0.08	mm では 6.7ˋ低下し，ϊズル

෾ܘ޸の小ܘ化による೩料の微ཻ化が確認できた．

4.3. Τンδン೩ম試験結果
単気౵エンジンを用いた೩ম試験結果を Fig. 15（1/4 エ

ンジン負荷，೩料෾射量 18	mm3/st.）および Fig. 16（1/2 エ

ンジン負荷，೩料෾射量 32	mm3/st.）に示す．実験はEGR

バルブを全ดから徐々に開หし EGRؐྲྀ率を増加させて

実験をおこない，N0x を横軸に，各計測データを縦軸に示

した．量産エンジンの適合点であるN0x値での各計測デー

タを比較すると（Fig. 15および Fig. 16のփ色線位置），

1/4 エンジン負荷条件では，Soot ഉ出量は 0.10	mm ϊズル

が最小であるが，さらなる小෾ܘ޸ϊズルである 0.08	 mm
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Fig. 15   Exhaust gas emissions at 1500 rpm, 1/4 
engine load using three types of micro 
hole nozzles

Fig. 16   Exhaust gas emissions at 1500 rpm, 1/2 
engine load using three types of micro 
hole nozzles
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ϊズルでは Soot ഉ出が増加している．しかしながら 1/2

エンジン負荷条件においては 0.12	mm ϊズルが Soot ഉ出

で最小となり，0.08	mm ϊズルが 0.12	mm に比べ約４ഒ増

加しており最大であり，HC，C0および Indicated	 specific	

fuel	consumption（ISFC）も増加している．
F i g .  1 7 に量産エンジンの適合点である N0 x 値

（F ig . 15 のփ色線位置）の 1/4 エンジン負荷，೩料෾射

量 18	mm3/st. における熱発生率（Rate	 of	 heat	 release:	

R0HR）を示す．この熱発生率によると，ഉ出ガス性能にࢧ

配的である主೩মの熱発生のピークは෾ܘ޸ 0.10	mmϊズ

ルが一番大きく，෾޸が一番小さい 0.08	mm ϊズルが最も

小さい．また，ATDC	30	deg 以降の೩ম後期において෾޸

ܘ 0.08	mmϊズルでは೩মがܧଓしており೩মの遅Ԇ化が

確認できる．

4.4. 考࡯
෾ໄ計測試験により，ϊズル෾ܘ޸の小ܘ化が，೩料෾

ໄの低ペネトレーション化と෾ໄ角のڱ角化をটくこと，

෾射された೩料ཻܘの低下，すなわち೩料の微ཻ化を促進

していることが確認できた．

エンジン೩ম試験の結果からは，೩料の微ཻ化性能の向

上を確認できた 0.08	mm ϊズルを用いた೩মにおいて 1/4

および 1/2 の負荷ともに Soot ഉ出量が最大である．この

結果から෾ܘ޸の小ܘ化によって೩料෾ໄ内での混合気分

布が高ೱ度化していることが推測される．このݪ因は，෾

化したために෾ໄのペネトレーションが低下しܘを小ܘ޸

たڱい෾ໄ角という෾ໄ形状にݪ因があると考える．ϊズ

ル෾ܘ޸の小ܘ化に伴って෾ໄ内の೩料の微ཻ化は促進す

るものの，その反面ペネトレーションの低下をটき，೩料

෾ໄの෾射初期の೩料と空気との混合が低下し，さらに෾

ໄの೩মࣨน面とのি突によって生じると考えられる空気

と೩料の混合する割合も低下する．これにより෾射された

೩料が೩মࣨ内のڱい範囲で存在し，高ೱ度の෾ໄが೩ম

したことがSoot および HCの増加のݪ因であると考える．

熱発生解析で確認できた 0.08	mmϊズルにおける೩মの遅

Ԇ化からも，೩料෾ໄ内での混合気分布の高ೱ度化が確認

できる．
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Fig. 17   Comparison of heat release at 1500 rpm, 
1/4 engine load using three types of micro 
orifice nozzles

1/4 エンジン負荷時における 0.10	mm ϊズルの Soot ഉ

出量最小化であるが，1/2 負荷に比べて೩料෾射量が小さ

いため෾射期間が短くなり，ペネトレーションも 1/2 負荷

に比べて短くなる．その結果ペネトレーション増大による

空気を取りࠐむ効果に対して，෾ܘ޸を小ܘ化したことに

よる微ཻ化による空気と೩料の混合促進効果が೩মにより

大きく影響したため，0.10	mm ϊズルが Soot ഉ出量の比

較では最小となったと考えられる．これは，ഉ出ガス性能

にࢧ配的である主೩মの熱発生率のピークが 0.10	mmϊズ

ルが一番高いことからも，微ཻ化効果によって早期の೩ম

が׆性化していることが確認できる．

以上により，同一෾射ѹ力条件下ではϊズル෾ܘ޸の小

化により೩料の微ཻ化が促進されるものの，ペネトレーܘ

ションが低下しน面ি突の効果も含めて෾ໄ内の混合気ೱ

度が高ೱ度化するため，ഉ出ガス低ݮには適正なバランス

が存在するものと考える．また，そのバランスが෾射量や

෾射ѹ力により変化すると考えられるため重要視するエン

ジンのӡ転条件を定めて，バランスに配慮したϊズル෾޸

．の設定が必要であるܘ

なお，19 化によりエンジン೩মࣨ޸の多޸の෾޸

内で෾射された೩料の෾ໄ間ׯবによる影響について

は，Fig. 11に示すように定容ѹ力容器内の試験において

0.08	mm ϊズルでは各෾޸からの෾ໄにׯবは確認できず

可能性は低い．

５．·とめ

ഉ出ガス低ݮ効果を確認した高෾射率性能を有するプ

ロトタイプインジェクタを用いて，さらなるഉ出ガス低

を目指して同一༉ѹྲྀ量のϊズルであるݮ 0.12	 mm から

0.08	 mm までの三種類を用いて各種実験をおこない，下記

の知見を得た．

（１）	ϊズルの෾ܘ޸の小ܘ化に伴い，෾射される೩料෾ໄ

はڱく低ペネトレーションの෾ໄ形状となった．

（２）	෾ܘ޸の小ܘ化に伴い，೩料෾ໄのཻܘは小さくなっ

た．0.08	mm と 0.12	mm ϊズルを比較するとザウタ平

均ཻܘが 6.7ˋ低下した．

（３）	単気౵エンジンを用いた中および低エンジン負荷で

の೩ম実験結果では，0.12	mmと 0.10	mmϊズルに比

べて 0.08	mm ϊズルを用いた೩মではSoot 等のഉ出

ガスの増加が確認された．この 0.08	mm ϊズルによる

Soot のഉ出増加は，ϊズル小ܘ化による෾ໄのペネ

トレーション低下によって空気との混合が低下し，೩

料෾ໄ内での混合気分布が高ೱ度化したものである．

（４）	低エンジン負荷条件での೩মにおいては，ϊズル෾޸

，化による೩料の微ཻ化効果が೩মに影響しܘの小ܘ

0.10	mm ϊズルの Soot ഉ出量が他の 0.12	mm および

0.08	 mm の೩ম結果に比べて最小となる．エンジン
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要　　旨

エンジンの温度分布を༧測するには，೩মによって生じ

る熱が外気に放熱されるまでの過程を考慮する必要があ

る．本研究では一次元熱シミュレーションにてエンジンの

熱収ࢧを計算し，その結果を境ք条件とするエンジン構造

物の三次元఻熱シミュレーションを使ってエンジンの温度

分布を༧測する手法を構ஙした．対象とするエンジンは，

形式，形状および走行෩のあたり具合が，そのྫྷ٫状態に

大きく影響する空ྫྷエンジンとした．

熱収ࢧを計算する一次元熱シミュレーションは，エン

ジンサイクルシミュレーション，エンジン内の఻熱シミュ

レーション，Φイルへの熱఻達を計算するCFDと実験式，

および外気への熱఻達を計算する CFDを組み合わせた構

成とした．

この一次元熱シミュレーションの結果を境ք条件として

三次元的な温度分布を༧測した結果，完成車の走行条件下

でのエンジン温度分布を高ਫ਼度に༧測できることが確認さ

れた．また，ॾ元や౥ࡌ状態が異なるエンジンを備えた車

両においても，温度分布をਫ਼度よく༧測できることを実証

した．

ABSTRACT

The estimation of the temperature distributions 
of an engine requires consideration on the process 
of releasing heat generated through combustions to 
the atmosphere. In this study, the heat inflow/outflow 
balance was calculated using one-dimensional thermal 
simulation tool. Using those results as boundary 
conditions, three-dimensional simulation on the 
structures of an engine was conducted to establish a 
method to estimate the heat distributions of an engine. 
An air-cooled engine, whose cooling conditions are 
highly susceptible to its configuration and shape, was 
selected as the target engine for investigation.

The 1D simulation for calculating the heat balance 
was structured with four specific methodologies. The 
first one was an engine cycle simulation method 
that calculates the heat transfer from the combustion 
gas to the engine structures. The second one was 
a heat transfer simulation method in which engine 
components were replaced with simple shaped objects. 
The third one was a CFD coupled with an empirical 
formula to calculate the heat transfer to oils situated 
in various regions in an engine. The last method was 
a CFD simulation applied to the running conditions of 
a complete vehicle to calculate the heat transfer to the 
atmosphere.

Utilizing the results yielded through this one-
dimensional thermal simulation as the boundary 
condi t ions , the three-dimensional tempera ture 
distributions were estimated. As the result, it was 
confirmed that the temperature distributions of an 
engine could be estimated with a high accuracy under 
running conditions of a complete vehicle. Moreover, 
it was verified that the temperature distributions can 
be estimated accurately for a variety of vehicles 
with engines of different specifications and mounting 
conditions.

＊二輪R&Dセンター

論文

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_11
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１．·え͕き

近年，高まる೩අ要求に応えるために，高い熱効率を有

するܰ量コンパクトなエンジンの開発が求められている．

数々の研究によりエンジンの熱効率は向上しつつあるが，

೩料の持つエネルΪーの 30% 程度はґવとしてྫྷ٫ଛ失

として大気へ放出されている．

エンジンの放熱は，エンジン構造物，ྫྷ ٫水および५滑

༉をհしておこなわれ，放熱が不十分であると過度にエン

ジン温度が上昇する．その結果，ٵ気温度の上昇による体

積効率の低下，ϊッキング，材料強度の低下などが発生し，

エンジンの性能低下や耐ٱ性の低下を引き起こす．特に空

ྫྷエンジンではܰ量コンパクト化と放熱量の確保は相反す

る要求となるため，性能および耐ٱ性とコンパクトさを両

立させたエンジン設計には，熱バランスの配慮が不可ܽと

なる．また，空ྫྷエンジンを౥ࡌした車両では，エンジン

の外形形状と周辺の走行෩のྲྀれ方によりྫྷ٫の状態が大

きく変わるため，完成車における走行状態でエンジン温度

を೺Ѳする必要がある．

一方，最近のエンジン開発の初期段階では，開発期間の

短ॖを図るため，試作エンジンを作らないデジタル開発が

主ྲྀとなりつつある．そのため，体積効率とϊッキングの

発生に影響を及ぼすٵ気温度やエンジン構成部品の強度の

解析をਫ਼度良くおこなうためには，ਫ਼度の高いエンジン内

の温度分布を༧測することが求められている．

エンジンのྫྷ٫や温度の༧測に関しては，以前から数多

くの研究がおこなわれており，従来手法には以下のような

ものがある（１）-（５）．

（１）	三次元ྲྀ体解析（3	Dimensional	 Computational	 Fluid	

Dynamics:	 3D-CFD）を用いてエンジンから外気への

放熱やウΥータージャケットからྫྷ٫水への放熱を

熱఻達率で評価する手法

（２）	エンジンの一部分の温度の計測データを境ք条件と

して使い，఻熱シミュレーションにより温度分布を༧

測する手法

（３）	一次元熱ྲྀ体シミュレーションによってϞーυ走行

中のྫྷ٫水の温度༧測をおこなう手法

これらの手法では，直接温度を༧測することはできな

い．また，エンジン各部の温度や熱ྲྀ束の計測データを必

要とするために，これらの手法では，設計段階における高

ਫ਼度な温度༧測をおこなうことは困難であった．また，一

次元熱ྲྀ体シミュレーションではྫྷ٫水の熱収ࢧは考慮す

るものの，エンジン各部の温度分布までを༧測することは

難しい．

そこで，本研究では空ྫྷエンジンを対象として，設計段

階において完成車の走行状態におけるエンジン温度分布を

༧測する手法を確立した．本ใでは，まず，エンジンの熱

収ࢧと湿度分布を༧測する手法を説明する．そして，ӡ転

Table 1   Engine specifications of test motorcycles

中に高温となるシリンμとシリンμϔッυに対する༧測ਫ਼

度の検証結果をใࠂする．

試ं྆ڙ．２

本研究に用いた二つの供試車両のエンジンॾ元を Table 

1に，エンジン外形形状を Fig. 1に示す．温度༧測手法の

構ஙと確からしさの検証には，シリンμが垂直から 15	 deg

の角度で前傾したഉ気量 300	 cm3 の空ྫྷ単気౵エンジン

を౥ࡌした車両を用いた（車両A）．この供試車両はΦイル

クーラを装備し，シュラウυとশするಋ෩板により走行෩

をಋ入することでエンジンの点Րプラグ周辺のྫྷ٫をおこ

なっている．

また，本研究における温度༧測手法のଥ当性の௥加検証

には，シリンμが垂直から 80	deg 前傾したഉ気量 110	 cm3

の空ྫྷエンジンを備えた車両を用いた（車両 B）．本車両は

Φイルクーラを装備しない車両であり，車両Aに対してഉ

気量，出力，エンジンの౥ࡌ状態およびエンジン周囲の走

行෩状態も大きく異なるものとして選定した．

(a) Vehicle A (b) Vehicle B

Vehicle A Vehicle B

Engine type 4 stroke engine 4 stroke engine

Number of cylinders 1 1

Cooling system Air-cooled Air-cooled

Bore [mm] 79 50

Stroke [mm] 59.5 55.6

Displacement [cm3] 291.6 109.1

Compression ratio [-] 9 9

Maximum brake power [kW]
17.9

(7,500 r/min)
6.2

(7,500 r/min)

Maximum brake torque [Nm]
25.2

(6,000  r/min)
8.6

(5,500 r/min)

Maximum vehicle speed [km/h] 128 89

Fig. 1   Engine shapes of test motorcycles
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３．Թ度༧測手法֓要

本研究における温度༧測手法の֓要を Fig. 2に示す．

空ྫྷエンジンの熱収ࢧを計算するには，೩মガスからエ

ンジンへの入熱，エンジン内の఻熱，エンジンน面からΦ

イルへの熱఻達，ΦイルクーラによるΦイルから外気への

放熱およびエンジンフィンから外気への放熱など，発熱源

から放熱先までの全経࿏を考慮する必要がある．この熱収

計算のため，下記に示す技術を連成する一次元熱シミュࢧ

レーションϞデルを構ஙした．

-	೩মにより発生した熱の೩মࣨน面からエンジン構造物

への熱఻達の計算には，一次元エンジンサイクルシミュ

レーションを用いた．

-	エンジン内部の఻熱計算には，シリンμϔッυとシリン

μの形状を一次元Ϟデル化してシミュレーション内に組

みࠐんだ．

-	エンジンのΦイル通࿏内นからΦイルへの熱఻達の計算

は一次元ྲྀ体解析（1	Dimensional	 Computational	 Fluid	

Dynamics:	 1D-CFD）を用いた．ただし，シリンμϔッυ

のカムシャフトࣨのようにน面をΦイルがྲྀれる部分や

ピストンジェットからΦイルによる熱఻達の計算には，

Φイルڍ動の 3D-CFD と計測によりಋき出した熱఻達

率の実験式を組み合わせて用いた．

-	走行条件におけるエンジンから外気への熱఻達の計算に

は，完成車の走行状態を模ٖした 3D-CFDを用いた．

これらの技術を連成させてエンジンの熱平ߧ状態を求

め，この結果から得た作動ガスとΦイルの温度および熱఻

達率を境ք条件として用いて，エンジンの各部の温度分布

を三次元఻熱シミュレーションで求めた．

４．Թ度༧測手法詳細

4.1. Τンδン΁の೤఻達ࢉܭ
温度༧測において重要なのは，೩মガスからエンジン

構造物への熱఻達をਫ਼度良く計算することである．これ

には，一次元エンジンサイクルシミュレーションを用い

た．一次元エンジンサイクルシミュレーションは，エンジ

ン開発において一般的に使われる技術で（６）-（̔），近年では

非常に高いਫ਼度でエンジン出力や౵内ѹなどの計算が可

能となっている．そのため，ここでの詳細な説明は他の論

文にৡることとする．	エンジンサイクルシミュレーション

では，೩মࣨやポートなど作動ྲྀ体の接するน面温度を境

ք条件として設定しなければならない．本研究における温

度༧測では，エンジンの熱収ࢧを計算する一次元熱シミュ

レーション内にエンジンサイクルシミュレーションを組み

むことでน面温度は境ք条件ではなく，計算結果としてࠐ

得られることとなる．

4.2. Τンδンߏ成෦඼಺の఻೤ࢉܭ
エンジン構成部品内（例えば，シリンμϔッυやシリン

Fig. 2   Overview of temperature estimation method for air-cooled engine
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μ）の熱は非常に複雑な経࿏で移動する．これを熱収ࢧ計

算の一次元熱シミュレーション内に組みࠐむため，Fig. 3

に示すようにシリンμやϔッυを複数の領域に離ࢄ化し

た．シリンμϔッυ，シリンμおよびバルブなど各部品に

は，それぞれの熱఻ಋ率を定義した．本研究では，車速一

定で温度が平ߧとなった状態での温度の༧測をおこなう

ため，各材料の比熱は無視される．さらに，異なる材質の

部品が接৮している部位では，境ք面に熱఻達率を設定し

た．シリンμϔッυとバルブガイυ間およびシリンμϔッ

υとバルブシート間などのѹ入部位は，両者の間にܺ間は

ほとんどないものと仮定し無限大の熱఻達率を（すなわち，

接৮熱఍߅が０）設定した．

ѹ入部位以外の一例として，シリンμとスリーブ間の熱

఻達率について，次項にて説明する．

4.2.1. シϦンμʖスϦーϒؒの೤఻達率
小ഉ気量の空ྫྷエンジンの多くには，ர鉄製のスリーブ

をアルミニウムにரぐるんだシリンμが適用されている．

このタイプのシリンμでは，エンジンが高温状態でӡ転さ

れる際に，アルミニウムとர鉄の線๲ு係数の差により，

シリンμϘデーとスリーブの間に微少なܺ間が生じるこ

とがわかっている．ܺ 間が生じると両者の間の接৮面積が

ることで，౵内からྫྷ٫フィン方向への熱఻達が๦げらݮ

れる．そこで，このӡ転時の状態をシミュレーション内に

反映するため，Fig. 4に示す実験装置を作成してシリンμ

Ϙデーとスリーブ間の熱఻達率をಋ出した．図に示すよう

に，シリンμϘア面を高温のΦイルで一様に加熱し，シリ

ンμ外นを水でྫྷ٫することでシリンμ内にӡ転状態に近

い温度ޯ配を作った．その際，シリンμ外นを一様にྫྷ٫

できるように，機ց加工によりྫྷ٫フィンをすべて取りআ

いた．また，高温Φイルとྫྷ٫水のྲྀ量を極力増すことで，

シリンμの軸方向の温度が均一になるようにした．

ここで，次式（１）のようにシリンμの൒ܘ方向にのみ温

度ޯ配が存在すると仮定する．

= 0+
2∂ T

2

1
∂ r

∂T

∂ rr
	 （１）

ここで，Tはシリンμ内温度，rはシリンμ൒ܘ方向距離

である．

上記の仮定の下では，シリンμ൒ܘ方向の温度分布は以

下の式で表される．

T(r) = C1 ln r + C2 	 （２）

ここで，C1，C2は定数である．

また，൒ܘ方向の熱ྲྀ束 qは以下の式で表される．

= –
∂ T

∂ r r
q(r) = – k · 

C1·k 	 （３）

kはシリンμの熱఻ಋ率である．

シリンμϘデーとスリーブ間の熱఻達率は，境ք面の熱

ྲྀ束を温度差でআすることで求められる．ただし，シリン

μϘデーとスリーブは厚みが薄いため，温度分布をਫ਼度よ

く測定することは困難である．そこで高温Φイルとスリー

ブ間およびྫྷ٫水とシリンμϘデー間の熱఻達率を利用し

て，シリンμϘデーとスリーブ内の温度分布を算出するこ

ととした．そのため，ผ途μミーシリンμを使いこれらの

熱఻達率を求めた．ྲྀ 体と固体間の熱఻達率は，ྲྀ れ場に

大きくґ存して，固体材料にґ存しないと仮定した．

Fig. 3   Outline of heat transfer model in 1D thermal 
simulation
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transfer coefficient between cylinder body 
and sleeve
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前述のような条件のもと，シリンμϘデーとスリーブ間

の熱఻達率を以下の手順でಋ出した．

（１）	Fig. 5(a)に示すように，熱఻ಋ率が既知である単一材

料で作られたμミーシリンμを使い，൒ܘ方向の温度

分布，Φイル温度およびྫྷ٫水温度を計測した．

（２）	手順１の結果から式（２）と（３）により，μミーシリ

ンμ内の温度および熱ྲྀ束分布を求めた．

（３）	手順２の結果から，Φイルとน面間およびྫྷ٫水と

น面間のそれぞれ熱఻達率D HotとD Coolを次式（４）と

（５）にて算出した．

q(rHot)

TOil – T(rHot)
Hot =α 	 （４）

q(rCool)

T(rCool) – TWater
Cool =α 	 （５）

（４）	Fig. 5(b)に示すように，実機のシリンμを使ってス

リーブ，シリンμϘデー，Φイルおよびྫྷ٫水の温度

を計測した．

（５）	手順４で求めた温度と手順３で求めた熱఻達率を用

いて，シリンμϘデーとスリーブ内部の温度分布と熱

ྲྀ束を求め，最後にシリンμϘデーとスリーブ間の熱

఻達率を算出した．

α
q

T(rSleeve) – T(rCylinder)
1 = 	 （６）

シリンμの周方向での熱఻達率のばらつきを考慮して，

シリンμの周方向に沿って複数箇所で熱఻達率をಋ出し

て，それらを平均化した．また，本測定方法で求めた熱఻

達率は，スリーブ表面の形状による表面積は考慮されず൒

ܘ rで決まる一定面積に対する値である．
Fig. 6に，二輪車に多く用いられている２種類のスリー

ブの外周形状を示す．エンジン設計段階において，いずれ

のスリーブにも対応できるように，それぞれのスリーブと

シリンμϘデー間の熱఻達率のಋ出をおこなった，その結

果を Fig. 7に示す．タイプAとタイプBでは，熱఻達率が

３ഒも違うことが確認された．タイプAは接৮面に多くの

突起を持つため，高い熱఻達率が得られるものと推定され

る．これらの熱఻達率を一次元熱シミュレーションϞデル

にಋ入した．

4.3. ΦΠル΁の೤఻達ࢉܭ
エンジン内のนとΦイルの間の熱఻達は，次の三つの形

態に分類される．

（１）	エンジン各部へΦイルを供څする通࿏のように，Φイ

ルで満たされた通࿏内のน面での熱఻達

（２）	カムシャフトࣨやカムチェーンࣨなどのように，Φイ

ルがน面をྲྀれる際の熱఻達

Fig. 5   Calculation technique of heat transfer 
coefficient between cylinder body and 
sleeve
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（３）	Φイルジェットのように，น面に෾ྲྀがি突する際の

熱఻達

上記の（１）については，؅࿏น面での熱఻達は比較

的単७に求まるため熱収ࢧの計算への組みࠐみも容易

である．しかし，上記（２）と（３）については，シリンμ

ϔッυにあるカムシャフトࣨをྲྀれるΦイルやピストン

ジェットからピストン裏面にি突するΦイルのڍ動が複

雑なため，熱収ࢧを計算する一次元熱シミュレーション

Ϟデル内に単७には組みࠐむことができない．このΦイ

ルへの熱఻達の計算は，熱఻達が起こる領域とその場に

おけるΦイルとน面との熱఻達率がわかれば，Ϟデル化

可能となる．そこで，カムシャフトࣨでΦイルがྲྀれる

領域やピストンジェットからのΦイルのি突領域の面積

を 3D-CFD で求めることとし，Φイルとน面との間の熱

఻達率は基ૅ実験により算出することとした．この両者

を使ってΦイルへの熱఻達の計算を一次元熱シミュレー

ション内でおこなった．

4.3.1. ΦΠル௨࿏ྲྀ量ࢉܭおよび೤఻達ࢉܭ
エンジン内のน面とΦイルとの間の熱఻達をਫ਼度よく

計算するためには，エンジン各部に供څされるΦイル量が

正しく計算される必要がある．このΦイル供څ量の計算に

は，Φイル通࿏やΦリフィスをそれぞれのܘや長さでϞデ

ル化した 1D-CFD（̔），（̕）を用いた．また，Φイルポンプ，

リリーフバルブやΦイルクーラなどは，それぞれのP-2特

性を 1D-CFDϞデル内に組みࠐんだ．この 1D-CFDも開

発では一般的に使われる技術であり，ここでの詳細な説明

はলུする．

このΦイル供څ量を求める 1D-CFD Ϟデルでは，前述

の一次元エンジンサイクルシミュレーションϞデル等と連

成計算して，೩মにより発生する熱をΦイル通࿏のน面か

ら受け取り，エンジン各部へ移送して放熱する過程をも計

算する．

4.3.2. カムシϟフトࣨ಺の೤఻達ࢉܭ
カムシャフトࣨ内では，回転ӡ動するカムシャフトに設

けられた小޸から供څされるΦイルがน面をྲྀれクランク

ࣨへと໭っていく．この過程において，Φイルとシリンμ

ϔッυ間で熱఻達がおこなわれる．

このΦイルڍ動は，非ѹॖ性ྲྀ体ྲྀれの計算アルΰリズ

ムであるMoving	Particle	Semi-implicit（MPS）法（10）を用い

たཻ子法により解析した．ཻ 子法は，ཻ 子を用いた連ଓ体

の数値計算手法であり，広く用いられている有限差分法や

有限体積法と異なりメッシュを必要としない．このため，

近年，エンジン内のΦイルڍ動（11）や೩料タンク内のスロッ

シングなど自由表面を持つྲྀれ場や回転体のあるྲྀれ場に

適用されている技術である．

カムシャフトから供څされるΦイルがカムチェーンࣨ

をྲྀれてクランクケースに໭るまでのڍ動を計算した一

例を Fig. 8に示す．これは，エンジン回転数 8,000	r/min，

すなわちカムシャフト回転数 4,000	 r/min での計算結果

である．Φイル供څ量には前述した 1D-CFD の結果を用

いた．また，簡易化のためバルブおよびカムチェーンڍ動

は計算からআ外した．この計算結果を時間平均して一定

以上のཻ子が存在する領域をΦイルがྲྀれる部位の面積

として利用した．

ཻ子法を用いた解析では，Φイルとน面との熱఻達率

が計算に用いるཻ子ܘやその影響範囲などの要因にґ存

する．このため，多くのエンジンへの適用を考えた場合に

一定の計算ਫ਼度を確保することは困難である．そこで，平

板上をྲྀれるΦイルの熱఻達率を実験的にಋ出して，カム

シャフトࣨ内でのΦイルとน面間の熱఻達率として利用す

ることとした．この実験装置の֓要を Fig. 9に示す．ヒー

タにより一様に加熱した平板の上に，ྲྀ 量と温度を調整し

たΦイルを供څできるようにした．平板の材質には，熱఻

ಋ率が既知のアルミニウム合金を用いて，加熱した平板か

ら周辺空気への放熱を防ぐため，平板の外側を断熱材で

覆った．

この実験装置にてΦイルおよび平板内部の温度を計測

して，平板内部の温度ޯ配と平板の熱఻ಋ率から熱ྲྀ束

Fig. 9   Test equipment for measurement of heat 
transfer coefficient between flowing oil and 
flat plate

Inlet
camshaft

Exhaust
camshaft

Valves and cam 
chain are stationary

Heater

Heated
flat plate

Heat
insulator

Thermo couple 

Oil flow

Oil supply Flow rate and temperature 
controller

Fig. 8   Calculation result of oil flow in camshaft 
chamber
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を求めた．その熱ྲྀ束を平板の表面温度とΦイル温度の

差でআすることでΦイルと平板との熱఻達率をಋ出した．

なお，平板の表面温度は，平板内部の温度ޯ配から外ૠし

て求めた．

α
q

TOil – TWall
2 = 	 （̓）

∂T

∂x
q = – k · 	 （̔）

ここで，

D 2	:	Φイルと平板間の熱఻達率，
Toil	:	Φイル温度，
TWall	:	平板表面温度，
q	:	平板内の熱ྲྀ束，
k	:	平板材の熱఻ಋ率

である．

Φイルと平板間の熱఻達率のಋ出は，Φイルྲྀ量，Φイ

ル温度および平板温度をパラメータとして実施した．
Fig. 10に，Φイルと平板間の熱఻達率のಋ出結果を示

す．Fig. 10(a)に示すように，計測を実施した条件の範囲

内では，熱఻達率はΦイル温度と平板温度によらずほぼ一

定であった．一方，Fig. 10(b)に示すように，Φイルྲྀ量増

加，すなわちΦイルྲྀ速が上がるにつれて熱఻達率が増加

する傾向をଊえることができた．

以上の結果から平板上をྲྀれるΦイルとน面との熱఻達

率は，Φイルとน面の温度にґ存せずに，Φイルྲྀ量のみ

の関数として次式のように整理し，前述のཻ子法によるΦ

イルがྲྀれている領域の面積とซせて一次元熱シミュレー

ションにಋ入した．

2 (Q) = A1 · QA2 α 	 （̕）

ここで，
Q	:	Φイルྲྀ量
A1，A2	:	実験定数

である．

4.3.3. ピストンཪ͔Βの೤఻達ࢉܭ
ピストンジェットからのΦイルとピストンとの間の熱఻

達の計算には，カムシャフトࣨと同様にΦイルがি突する

領域と熱఻達率が必要である．

まず，ピストンジェットによるΦイルのڍ動とピストン

裏面にি突する部位の計算方法について説明する．エンジ

ンのクランクケース内では，ピストン，クランクシャフト

およびコネクティングロッυがӡ動している．そのため，

これらのӡ動による空気ྲྀ動やѹ力変動がΦイルڍ動に

影響を与えてি突位置や速度が時間と共に変化する．そこ

で，クランクケース内の空気ྲྀ動とΦイルڍ動の相互影響

を考慮した 3D-CFD を用いて，ԟ෮ӡ動中のピストン裏

面へのΦイルのি突面積の計算を実施した．この 3D-CFD

は，空気とΦイルの気ӷ混相ྲྀ計算であり，気相とӷ相を

ともに連ଓ体として扱うΦイラー法を用いた（12），（13）．ま

た，ピストン，クランク，およびコンロッυのӡ動は移

動境քを用いて表現した．	この計算Ϟデルの֓要とメッ

シュ図を Fig. 11に，計算条件を Table 2に示す．ピストン

ジェットϊズル近๣とΦイル෾射方向に対しては，細かい
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(a) Influence of oil and flat plate temperature

(b) Influence of oil flow rate

TOil = Variable

TPlate = Variable

Q = Variable

Fig. 10   Measurement results of heat transfer 
coefficient between flowing oil and flat 
plate

Oil jet
nozzle

Crank rotating motion

Piston motion

Connecting 
rod motion

Fig. 11   Outline of CFD model for oil jet and mesh 
diagram
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メッシュを配置して，Φイルの数値的な拡ࢄを཈制した．

計算結果の検証には，௖面に透明アクリル૭を設けた可

視化ピストンを製作し，高速度カメラにてΦイルのি突面

積を計測した．この可視化計測は，エンジン回転速度 2,000	

r/min のϞータリング状態でおこなった．

Φイルのি突ڍ動の計測結果と計算結果の比較を Fig. 

12 に示す．計測されたΦイルのি突部の輪ֲを྘線，ま

た，計算されたΦイルি突部を赤色の領域で示す．計算結

果では，ピストン表面におけるΦイルの体積分率が一定の

値を超えた部位をি突領域とし，比較のため計測されたΦ

イルのি突部の輪ֲも合わせて示している．各クランクア

ングルにおける計算結果と計測結果は大よそ一致してお

り，この計算を１サイクル分平均したものを一次元の熱収

．のシミュレーションに用いることとしたࢧ

この CFD においても，Φイルとピストンとの熱఻達率

はメッシュґ存性があるため，実験的に算出した熱఻達率

を使うこととした．

ピストン裏面をྫྷ٫するピストンジェットからのΦイ

ルと平板との熱఻達率をಋ出するため，Fig. 13に示す実

験装置を作成した．この実験装置の基本֓೦は平板上を

ྲྀれるΦイルの熱఻達率ಋ出に用いた装置と同じである．

加熱した平板に向けてΦイル෾ྲྀをি突させ，平板内部

の温度とϊズル出ޱのΦイル温度を計測することで熱఻

達率を求めた．

Φイルと平板の熱఻達率のಋ出は，Φイルྲྀ量，Φイル

ジェットϊズルܘおよびΦイルジェットと平板との距離を

変化させて実施した．
Fig. 14に，Φイルと平板間の熱఻達率のಋ出結果を示

す．Fig. 14(a)に示すように，Φイルジェットのϊズルܘ

により熱఻達率にわずかなバラつきが確認されるが，ほ

ぼྲྀ量に比例した熱఻達率が得られた．一般的に෾ྲྀি

突部の熱఻達率はྲྀ速に大きくґ存し，ি突中心から൒

方向に向けて分布を持つことが知られている（14）．しかܘ

し，本研究では൒ܘ方向の分布計測はলུし，ি突領域の

代表値の取得を目的とした．この点がϊズルܘすなわち

ྲྀ速よりもΦイルྲྀ量にґ存する結果となった要因であ

ると推定される．

また，Fig. 14(b)に示すように，ϊズルと平板との距離を

近づけると，熱఻達率が増加することが確認された．この

Fig. 12   Comparisons of oil impingement area on back of piston

Table 2   Calculation conditions of CFD for oil jet

Solution type Unsteady state

Working fluid Oil and Air

Compressibility Incompressible

Pressure velocity coupling
SIMPLE

(Semi Implicit Method for 
Pressure Linked Equation)

Mesh type Hexahedron

Mesh size [mm] 0.15 - 2.4 

Engine speed [r/min] 2,000

Flow rate of oil jet [l/min] 1.0

Engine speed = 2000 r/min

Measured outline of the area where oil impinges

OilAir
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Heat
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Thermo couple 
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Nozzle

Oil jet

Fig. 13   Test equipment for measurement of heat 
transfer coefficient between impinged oil 
and flat plate
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傾向はΦイルྲྀ量を変化させた場合も同様であった．以上

の結果から，ピストンジェットによるΦイルとピストン裏

面間の熱఻達率は，Φイルྲྀ量およびϊズルとピストン間

の距離の関数として次式のように整理した．

α3(Q, L) = B1 · Q · L + B2 · Q + B3 · L + B4	 （10）

ここで，
L	:	ϊズルとピストン間の距離
B1－ B4	:	実験定数

である．

前述の CFD にて求めたΦイルのি突面積と，実験式

（10）から求めたエンジン１サイクル中のピストン裏の平

均熱఻達率を一次元熱シミュレーションϞデル内にಋ入

した．

以上より，温度༧測手法にシリンμϔッυとシリンμ内

におけるΦイルへの熱఻達過程を考慮することができた．

4.4. ૸ߦ෩΁の೤఻達ࢉܭ
エンジン表面から外気への熱఻達の計算では，走行条件

下でのエンジン周囲の空気ྲྀれを考慮する必要がある．こ

のため，完成車形状の 3DϞデルを用いたCFDシミュレー

ションを実施しして，その結果を温度༧測に利用した．こ

の CFD で得られた結果から，エンジン表面を複数の領域

に分割して，それぞれの表面積および平均熱఻達率を算出
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(a) Influence of oil flow rate and nozzle diameter
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(b) Influence of distance from nozzle to flat plate

し一次元熱シミュレーションの条件とした．また，最終的

に詳細な温度分布を༧測する際には，エンジン表面の熱఻

達率分布をそのままマッピングして境ք条件とした．

一例として車両 A における CFD の計算条件の一ཡを
Table 3に，エンジン近๣のメッシュ図を Fig. 15に示す．

エンジン表面近くのメッシュサイズは 1	mm で，エンジン

からの距離に応じてメッシュサイズをૈく設定し，総メッ

シュ数は 2500 万程度である．近年，空力や空力૽Ի༧測

にLarge	Eddy	Simulation（LES）を用いた非定常計算も広

く研究（15）されている．ただし，エンジン表面の温度変化の

時間スケールはエンジン表面で発生するӔの時間スケール

に対して十分に大きいと考えられる．本研究における温度

༧測は，一定速度での走行状態を対象としていることもあ

り，定常状態のCFDで十分と判断した．

4.5. Τンδン細෦のԹ度෼෍༧測
エンジンの詳細な温度分布を༧測するため，ここまで説

明した要素技術を一次元熱シミュレーション内で連成計算

することで，Fig. 16に示すエンジンの熱収ࢧを求めた．図

はエンジン内外の各น面からの熱の移動量であり，エンジ

ンの 1サイクルにおける平均値を示している．エンジンへ

の熱఻達量としては，೩ম ʤࣨ図（１）－（３）ʥと常に高温

ガスにࡽされているഉ気ポートからが非常に多いことがわ

Fig. 14   Measurement results of heat transfer 
coefficient between impinged oil and flat 
plate

Table 3   Calculation conditions of CFD for airflow

Solution type Steady state

Working fluid Air

Compressibility Incompressible

Turbulence model Realizable k -ε

Mesh types
Hexahedron
Tetrahedron

Pyramid

Mesh size around the engine 
[mm]

1 - 8

Total number of meshes 25,000,000

Vehicle speed [km/h] 128

Fig. 15   CFD calculation mesh diagram for airflow 
around engine
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(2) Combustion chamber
     (Cylinder)
(3) Piston
(4) Exhaust port

(5) Inlet port
(6) Oil (Cylinder head)
(7) Oil (Cylinder)
(8) Oil (Piston)
(9) Cooling fin (Cylinder head)
(10) Cooling fin (Cylinder)

かる．ٯにエンジンからの熱఻達量としては，外気ʤ（̕），

（10）ʥへの放熱が最も多く，次にピストンやカムシャフト

ࣨからΦイルへ఻わる熱量が多い．この点からも空ྫྷエン

ジンでは，外気とΦイルへの熱఻達がともに重要であり無

視できないことがわかる．

次に一次元熱シミュレーションの結果を境ք条件とし

て，実際のエンジン形状にて三次元఻熱シミュレーション

を実施した．車両 Aの計算Ϟデルの֓要を Fig. 17に，計

算条件を Table 4に示す．エンジン構成部品の熱఻ಋ率お

よび異なる材質の接৮部位の熱఻達率は，一次元熱シミュ

レーションϞデルと同一の値を用いた．この計算の総メッ

シュ数は 1,500 万程度あり，全น面に対する 40 程度の境

Fig. 17   Outline of 3D thermal conductivity simulation 
model

Table 4   Calculation conditions of 3D thermal 
conductivity simulation

Solution type Steady state

Mesh type Tetrahedron

Mesh size [mm] 0.7 – 1.4

Total number of meshes 15,000,000

Number of boundary conditions 40

Boundary
conditions

Internal surface
of engine

T and    
(1D thermal simulation)

α

Outer surface
of engine

Atmosphere temperature,
    distribution

(3D-CFD for airflow)
α

Fig. 18   Boundary conditions on cylinder wall
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ք条件が必要である．本手法では，ピストン形状をলུす

る代わりに，一次元熱シミュレーションから得られるピス

トン移動を考慮した境ք条件をシリンμ内นに設定した．

この境ք条件として与えた温度と熱఻達率を Fig. 18に示

す．図に示すように，೩মガスの影響を大きく受けるガス

ケット面からの距離の短い領域における参照温度が高い．

また，熱఻達率はピストンの上ࢮ点および下ࢮ点位置の近

๣で高い値をとるような分布となっている．

さらに，エンジン表面には走行条件下での 3D-CFD に

より計算された熱఻達率分布をマッピングした．

条件ԼͰのΤンδンԹ度༧測ߦ成ंの૸׬．５
ਫ਼度の検ূ

試ं̖྆ͰのԹ度༧測ਫ਼度の検ূڙ .5.1
本研究の温度༧測手法のଥ当性を検証するため，供試

車両̖の走行状態におけるエンジンの各部温度を෩ಎに

て計測した．温度計測は，供試車両の最高速度である 128	

km/h を条件に実施した．このときのエンジン回転速度は

Cylinder head

Cylinder

Sleeve

Valves

Valve 
seats

Valve
guides 

Plug

Gasket

Fig. 16   Heat balance in engine of vehicle A
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8,150	r/min である．
Fig. 19にシリンμϔッυ各部温度の計測および༧測結

果の比較を示す．೩মࣨ近๣（น面から 2	mm 内側）の４点

および点Րプラグの締め付け࠲面では，温度༧測結果が計

測結果とよく一致している．また，ྫྷ ٫フィンに関しても

同様に計測結果と一致しており，どの部位においても༧測

結果は計測結果ʶ 10	K の範囲内にある．
Fig. 20にシリンμϔッυとの締め付け面から 5.5	 mm，

Ϙア面から 2	mm の位置におけるシリンμの温度分布の比

較を示す．図はシリンμの周方向の温度分布であり，計測

結果ではٵ気ポート側よりもഉ気ポート側が，エンジン左

側よりも右側が高温となっている．ഉ気ポート側が高温と

なる理由はഉ気ガスによるものである．右側が高温になる

Fig. 21   Comparisons of temperature distribution in 
the direction of cylinder axis

理由は，このエンジンではカムチェーンࣨが右側に配置さ

れྫྷ٫フィンまで離れているため，外気への放熱量が少な

いため考えられる．༧測結果はこの傾向も計測結果とよく

一致しており，どの測定点でも計測結果との差異はʶ 10	K

の範囲内にある．

次に，Fig. 21にシリンμ軸心方向の温度分布について

の検証結果を示す．シリンμ温度は，ピストンの下ࢮ点側

に向かって低下する傾向にあるが，シリンμの周方向のい

ずれの点においても༧測と計測結果で同一の傾向を示して

いる．三次元఻熱シミュレーションのみで温度分布を求め

る従来手法では，シリンμ軸心方向の温度ޯ配をਫ਼度良く

༧測することが困難であった．しかし，本手法では一次元

熱シミュレーションを使って，೩মガスからシリンμนへ

఻達される熱量のシリンμ軸心方向での違いを考慮したこ

とで，温度分布をਫ਼度よく༧測できた．

5.2. 外装仕様ࠩのԹ度༧測ਫ਼度の検ূ
次に，点Րプラグ周辺をྫྷ٫するために設けられたシュ

ラウυの有無での検証をおこなった．Fig . 22(a)に示す

CFDのྲྀ線と表面の熱఻達率から，シュラウυを外すと点

Րプラグ周辺への空気ྲྀ量が少なくなることで，熱఻達率

が低下することがわかる．また，Fig. 22(b)に示すように，

༧測結果は計測結果の点Րプラグ締め付け࠲面温度の変化

を十分に再現できることが確認できた．
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本温度༧測手法は，ഉ気量，出力，エンジン౥ࡌ状態や

走行෩のྲྀれなどが大きく異なる二つの車両において高い

༧測ਫ਼度があることが示せた．

̒．結ݴ

設計初期段階において，二輪車の走行条件下の空ྫྷエン

ジン温度分布を༧測する手法の研究をおこなった．本温度

༧測手法は以下に示すような特徴を持っている．

（１）	エンジンの熱収ࢧを求めるため，೩মガスから入熱，

エンジン内の఻熱達，大気への放熱の計算を一次元熱

シミュレーション内で連成させた．

（２）	一次元熱シミュレーションϞデル内に，これまでະ考

慮だったシリンμϘデーとスリーブの熱఻達率を実

験的に求めಋ入した．

（３）	エンジンからΦイルへの熱఻達過程の計算を，実験的

に求めたΦイルとน面間の熱఻達率とCFDを組み合

わせることで一次元熱シミュレーションϞデルにಋ

入した．

（４）	一次元熱シミュレーションにより，エンジン各部への

熱移動量およびΦイルと大気への放熱の割合を明ら

かにし，これにより得られたエンジン内外のྲྀ体の温

度と熱఻達率を用いて，詳細な温度分布༧測をおこ

なった．

以上より，エンジンの計測データなどを用いることなく

走行条件下のエンジン温度分布をʶ 10	K 以内の高ਫ਼度で

༧測することができた．また，エンジンへの෩当たり状態

が大きく変化させた場合や異なるエンジンを備えた二輪車

両においても高い温度༧測ਫ਼度があることが示せた．よっ

て，空ྫྷエンジンの設計段階における走行状態の温度分布

༧測手法が構ஙできた．
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試ं̗྆ͰのԹ度༧測ਫ਼度の検ূڙ .5.3
異なるエンジンを౥ࡌした二輪車車両を用いて，本手

法のଥ当性検証をおこなった．この供試車両のエンジンॾ

元は，前述の Table 1中の車両Bに示す．温度༧測の検証

条件として，車両 Aと同様に車両 Bの最高速度である 89	

km/h を選択した．このとき，エンジン回転速度は 8,300	 r/

min である．Fig. 23にこの車両におけるエンジンの温度分

布の比較を示す．シリンμの計測位置は，シリンμϔッυ

の締め付け面から 25	mm，Ϙア面から 2	mm である．温度

༧測結果は，点Րプラグ締め付け࠲とシリンμ温度分布と

もに計測結果と非常によく一致しており，この車両におい

ても，༧測結果と計測結果の差異はʶ 10	K 以内であった．
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࣠ड外ྠクϦープによるϋ΢δンάຎ໣量の༧測ٕज़
Technology for Prediction of Housing Wear due to Outer Ring Creep under Bearing Load

長　副　やよい＊	 ࿨ٱҪ　ໜ　੖＊	 前　٢　༤　ଠ＊

Yayoi NAGASOE Shigeharu WAKUI Yuta MAEYOSHI

要　　旨

自動車用変速機に用いられる軸受の外輪が回転すること

によって発生するϋウジングのຎ໣量について，༧測する

手法を新たに開発した．本手法では軸受外輪のクリープڍ

動をシミュレートするため 3D 動解析を採用した．解析で

求めた軸受外輪に発生する面ѹ，クリープ距離，および単

体試験機により測定した比ຎ໣量からຎ໣量を算出した．

変速段ごとにຎ໣方向が異なるため，荷重方向を考慮して

ຎ໣量を合算した．༧測したຎ໣量は実機耐ٱ試験の結果

と高い相関性が得られた．ਫ਼度の高いຎ໣量を༧測するこ

とで，設計の早い段階からϋウジングຎ໣を཈制する仕様

の検討が可能となる．

ABSTRACT

A method for the prediction of the amount of wear 
occurring to the housings of automotive transmissions 
due to the rotation of the outer rings of the bearings 
has been newly developed. The method employs a 
3D dynamic analysis in order to simulate the creep 
behavior of the outer rings of the bearings. The 
amount of wear to the housing is calculated based 
on the contact pressure and creep distance of the 
outer rings of the bearings determined by analysis 
and the specific wear rate measured in a unit wear 
test. Because the direction of wear differs for each 
shift stage, the amount of wear is totalized with 
consideration of the direction of load. Predictions of 
the amount of wear to housings display a high level 
of correlation with the results of durability tests. The 
high-accuracy prediction of the amount of housing 
wear makes it possible to study specifications for the 
control of housing wear from an early stage of the 
design.

１．·え͕き

近年の自動車用変速機には，さらなる೩අ向上技術の要

求が高まり，ి 動化やϫイυレンジ化をねらった多段多軸

構造となり，レイアウトが複雑化する方向にある．さらに，

ܰ量コンパクト化も求められ，限られた空間に密ूして配

置されるためにྡ接する軸間は短ॖ傾向にある．

各軸の転がり軸受は，アルミர造製のケースのϋウジン

グにかん合される（Fig. 1）．ܰ 量コンパクト化を目的に転

がり軸受の小ܕ化やケースのϋウジングの߶性を下げた場

合に，軸受の外輪がϋウジングに対して回転し，ϋウジン

グのかん合部をຎ໣させることがある．このຎ໣をϋウジ

ングຎ໣と呼び，軸のࢧ持位置にずれが生じるため，Ϊヤ

のミスアライメントとなり異Իや耐ٱ性が懸案となる．

これまでϋウジングຎ໣の཈制には，外輪の面ѹ等の指

標で対応を検討してきた．しかし，軸受ܘやϋウジングの

レイアウト等を見直してもトライアンυエラーとなる場合

があり，短期開発の課題であった．

ϋウジングຎ໣の༧測指標に対して，複雑化する構造へ

の対応やਫ਼度向上の要求が高まっている．

ຎ໣のݪ因となる軸受外輪の回転する現象を外輪クリー

プと呼び，発生メカニズムや影響分析に対する研究は多数

ใࠂされているが（１）-（３），ຎ໣量の༧測についてのใࠂ例

は見当たらない．

本稿では，設計検討段階から実用に足るϋウジングຎ໣

量の༧測手法を開発したのでใࠂする．

＊四輪R&Dセンター

論文

(a) Bearings and housing (b) Details of bearings

Snap ring

Cage

Bearing element

Inner ring

Housing Outer ring

Fig. 1   Bearings

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_12
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２．࣠ ड外ྠクϦープによるϋ΢δンάຎ໣

軸をࢧ持する軸受の外輪は，ࣨ 温ではϋウジングかん合

部にѹ入され߆束されているが，実ಇ時は温度が上昇し鉄

とアルミの熱๲ு差でܺ間が生じ，外輪は周方向に߆束さ

れなくなる．ຎ໣のݪ因となる外輪クリープは，内輪と同

一方向に外輪がϋウジングに対しゆっくりした速度で回転

する現象である．

そのメカニズムは展ら（１）によると，転動体が転がりなが

ら外輪を強く押し付けたことによる外輪表面の஄性変形に

起因すると説明している．寺本ら（３）によりCAEϞデルと実

機によるクリープ再現の確認がおこなわれ，軸受に関連す

る因子についてクリープへの寄与度が述べられている．

ϋウジングຎ໣は軸受外輪が荷重方向にϋウジングの内

นに押し付けられながら，クリープによりϋウジングに対

し滑ることで発生する．Fig. 2に示すようにϋウジングຎ

໣は軸受の荷重方向に進展し，ຎ໣量は直ܘの変化量で表

される．軸受の外輪は߯材製で高いਫ਼度で研ຏされている

ために面ૈ度も良く，試験終了後でも寸法や表面の状態の

変化はない．一方，ϋウジングはアルミர造製であり，ຎ

໣はϋウジング側だけで発生する．ϋウジングຎ໣の進行

速度は 1000 時間で数ඦ �m 程度のゆっくりとしたペース

である．そのため，ຎ໣面はڽ着することなく滑らかな状

態にある．発生するຎ໣คは௜఼することなく༉中にු༡

し，೑؟で特定はできないほど微細である．

試験中のຎ໣量の推移は Fig. 3に示すように，試験の進

Fig. 2   Housing wear profiles

度に対して比例関係にある．このことから，ϋウジングຎ໣

量は試験中のຎ໣に関係する因子のྦྷ積量に高い相関性が

あると推測される．本手法では，この考えに基づきຎ໣の因

子を適切にྦྷ積することで，ຎ໣量の近似算出を試みた．

３．開発のͶΒい

ຎ໣に関係する因子は，ຎࡲ面の面ѹとすべり距離であ

り，一般的にຎ໣量は以下の式（１）で表される（４）．

W = k · P · V · t	 （１）

W：推定ຎ໣量
k：比ຎ໣量（５）

P：軸受外輪面ѹ
V：クリープ速度
t：クリープ時間

本稿では，以下の式（２）に置き換える．

W = k · P · L	

			= k · P · l · n	 （２）

L：総クリープ距離
l：転動体通過一回あたりのクリープ距離
n：総転動体通過回数

ຎ໣は変速段ごとに方向が異なるのでݸผに算出し，最

後に合算する必要がある．まずは試験のタイムチャートの

項目から，変速段ごとに面ѹとクリープ距離を算出したも

のに，比ຎ໣量を৐じてຎ໣量に変換する．ϋウジングຎ

໣の形状は全変速段のຎ໣量が影響したものなので，各変

速段の荷重方向を考慮し合算する．

例として，̖ と̗の二つの変速段の合算方法を解説する

（Fig. 4）．算出されたຎ໣量は軸受の中心が荷重方向に移

動した距離を意味し，ຎ໣の形状は初期のϋウジング݀と

中心が移動した軸受ܘとの差である三日݄形状となる．計

算では円周上の角度ごとに三日݄形状のຎ໣量として算出
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する．各段の三日݄形状のຎ໣量を円周上の角度ごとに合

算することで，̖ と̗の二つの変速段によるຎ໣形状が算

出される．

前述した通り，ϋウジングຎ໣は試験の進度に対して増

加し，比例関係にあることから，関係式（２）が成立すると

推察した．そこで，以下２項目の算出手法を構ஙする．

（１）	外輪クリープڍ動のシミュレーション技術

（２）	ϋウジングຎ໣量の༧測技術

４．外ྠクϦープڍ動のシミュレーションٕज़

軸受のマクロなڍ動と外輪の微小変形を再現するため，

൚用の非線形動解析ソフトウエアを用いて解析をおこなっ

た．ϋウジングの߶性とスナップリングによるブレーキڍ

動を再現するため，ϋウジングの一部，外輪，内輪，転動

体，保持器，スナップリングをϞデル化した．Fig. 5に 3D

解析Ϟデルを示す．

各部品は஄性体として定義し，転動体についてはなめら

かな形状を再現するため߶体とした．

解析の境ք条件は，実機状態を再現するため，ϋウジン

グ外周を完全߆束し，内輪に変速段ごとの軸受荷重を負荷

し，内輪を一定の回転数で強制回転させた．また，外輪と

ϋウジング間，およびスナップリングのຎࡲ係数を 0.15，

軸受け内部に関しては 0.05 を用いた．

4.1. ໘ѹ෼෍の検ূ
シミュレーションの外輪面ѹのਫ਼度を検証するために，

実機での外輪とϋウジング間に生じる面ѹの測定をおこ

なった．測定は薄膜動面ѹセンサ（厚さ 0.1	 mm，56 × 56	

mm）をϋウジングと軸受外輪の間にڬみ測定した．ϋウジ

ングܘはセンサ厚さ分を考慮し拡大した．荷重方向にセン

サを配置し，残りの部分は同じ厚みのμミーシートをڬみ

入れた（Fig. 6）．
Fig. 7に薄膜動面ѹセンサによる測定結果と動解析で

の面ѹの計算結果を示す．通常，ϋウジング߶性が均一で

Fig. 5   3D-analysis model
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あれば，転動体の最大面ѹの方向と軸受荷重方向は一致す

るが，この例は荷重方向のϋウジング߶性が低く，方向に

ずれが生じていることが実測された．周辺のϋウジング形

状を஧実に 3D Ϟデル化し，転動体を動的に転動させるこ

とで，最大面ѹについて方向のずれと絶対値がシミュレー

ションで再現可能となった．

4.2. 外ྠクϦープڑ཭のࢉग़
上述の 3D動解析を用いて荷重方向の外輪外周上の円周

方向変位を算出した結果を Fig. 8に示す．外輪は転動体進

行方向に対して同方向に進むが，一時的にٯ方向に進む．

このڍ動を解説したのが Fig. 9である．

(a)	転動体が通過する前は，外輪表面では転動体進行方向

の前方は円周方向ͻずみが増加するため，最大面ѹの

観測点は転動体進行方向に対して同方向に進む．

(b)	転動体が近づくと，固着点の影響により観測点はٯ方

向に進む．

(c)	転動体が真上にある時は，観測点はϋウジングと固着

し，ٯ方向に進む（２）．

(d)	転動体が離れると，固着点の影響により観測点は同方

向に進む．

(e)	転動体が通過した後は，外輪表面では転動体進行方向

の後方は円周方向ͻずみがݮ少するため，観測点は同

方向に進む．その後 (a) に໭る．

本計算では，転動体が一回通過することで発生するク

リープ距離を l とした．これに総転動体通過回数 n を৐

ずることで，総クリープ距離 Lを算出できる．

また，総転動体通過回数は，試験の時系ྻデータの軸回

転数，エンジントルク，変ଇ段等を基に算出した．

4.3. 外ྠクϦープ଎度の検ূ
微小変位を直接測定することは難しいため，外輪クリー

プ速度を測定してシミュレーションのਫ਼度を確認した．
Fig. 10に実機状態での外輪クリープ速度の測定の様子

を示す．ϋウジングに݀をあけて軸受の一部を目視できる

ようにし，軸受外輪に目印を加工して外輪クリープ速度を

測定した．

変速段を固定して内輪を 5500	 rpm で回転させた時の外

輪クリープ速度とシミュレーションの計算結果を Fig. 11

に示す．

実測による外輪クリープ速度は，シミュレーションによ

る速度とほぼ同等の結果となった．

以上のことより，今回用いた外輪クリープڍ動のシミュ

レーション技術は，実ಇ状態の面ѹとクリープ距離を༧測

できる手法であることが確認された．

Creep displacement: l 
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ける固体同士のしΎう動では，速度が低いほど५滑膜が形

成されにくくなり，固体同士の接৮部は増加する（５）．

実際の外輪クリープ速度は 1.0	mm/sec 以下であり，Fig. 

12のຎࡲ速度 1.0	mm/sec 以下の領域が実機相当の速度域

である．各速度での比ຎ໣量の最大値を結んだ直線と縦軸

との切片の値を実機相当の速度域での比ຎ໣量の最大値と

し（Fig. 12中の໼印で指した値：1.3 × 10-8	 mm2/N），ຎ໣

量༧測で用いることとした．

5.2. ϋ΢δンάຎ໣の༧測ਫ਼度
本シミュレーション技術の൚用性を確認するため，耐ٱ

試験中に発生するϋウジングຎ໣量を実測値と CAE༧測

値で比較した．比較には，変速方式の異なる変速機を用い

た．比較した各変速機の軸受の種類を Table 1に示す．
Fig. 13にType-B の軸受の結果を示す．変速段ごとに軸

受の荷重方向が異なる場合でも，本手法を用いることで，

Fig. 11   Comparison of creep speed
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５．ϋ΢δンάຎ໣量の༧測ٕज़

5.1. ൺຎ໣量のܭ測
ϋウジングຎ໣における比ຎ໣量を求めるために，実機

؀境を模ٖしたピンΦンディスクܕの単体ຎ໣試験をおこ

なった．株式会社レスカ製ຎࡲຎ໣試験機（FPR-2300）を

用いて，直ܘ 80	mm の水平に回転するディスク状試験片の

上端面にピン試験片を押し付け，滑り試験をおこなった．

ピン試験片の先端は直ܘ 1.1	 mm の円ப形状とした．実機

相当の؀境で試験をおこなうために，५滑؀境を༉温 80℃

の Honda ७正Φートマチックトランスミッションフルー

υ（ATF）中とし，接৮条件をຎࡲ速度 0.4，1.0，1.5	 mm/

sec，面ѹ 51.6	MPa（負荷荷重 5000	 g）とした．試験片の材

質は，ピンをϋウジング用アルミ材，ディスクを軸受材質

の高୸素クロム （߯S6+2）とした．ディスクと軸受の面性

状を同等とするために，ディスクの面ૈ度R[を 0.5	 �m と

した．

試験ではピンのຎ໣量を経時測定し，ຎ໣量とຎࡲ距離

の関係をグラフ化した．ຎ໣量がຎࡲ距離に対して直線的

に増加する領域での単位ຎࡲ距離，面ѹあたりのຎ໣量を

比ຎ໣量（mm2/N）として算出した．試験を各ຎࡲ速度で３

回ずつ実施し，算出した比ຎ໣量の平均値をそのຎࡲ速度

での代表値とした．
Fig. 12に比ຎ໣量とຎࡲ速度の関係を示す．比ຎ໣量は

ຎࡲ速度の低下に伴い増加している．これは，ຎࡲ速度が低

下するにつれ，固体同士の接৮部が多くなったためと考え

られる．ຎ໣は固体同士の接৮部において起こる現象であ

り，ຎ໣量は接৮部が多い方が増加する．また，५滑下にお

0

0.5

1.0

1.5
[x10-8]

0 0.5 1.0 1.5 2.0

S
pe

ci
fic

 w
ea

r 
ra

te
 [m

m
2 /

N
]

Sliding speed [mm/sec]

Actual speed area

Type Bearing type
A Ball
B Ball
C Double row angular contact ball
D Ball
E Ball
F Ball
G Four-point contact ball

Fig. 12   Specific wear rate in relation to sliding speed

Table 1   Specifications of transmissions

-150

-100

-50

0

50

100

150 After test

Before test

(a) Experiment

(b) CAE

-150

-100

-50

0

50

100

150
Total

Low

2nd

3rd

4th

5th

Load direction
(Low, 2nd, 3rd)

Wear amount
120 µm

Wear amount
112 µm 

Load direction
(4th, 5th)

Load direction
(Low, 2nd, 3rd)

Load direction
(4th, 5th)

[µm]

[µm]

Fig. 13   Housing wear profiles



－ 102 －

 Honda  R&D  Technical  Review Vol.27  No.2 (October 2015)

ϋウジングຎ໣が懸案となった．対策として軸受外輪೑厚

を 2	mm増やすことで，外輪クリープ距離を 80%低ݮでき

ることが༧測でき，3D 動解析を用いたص上での仕様の検

討が可能となった．

̓．·とめ

自動車用変速機に用いられる軸受の外輪が回転すること

によって発生するϋウジングのຎ໣量を༧測する手法を構

ஙした．

（１）	軸受のマクロなڍ動と外輪の微小変形を再現するた

め 3D 動解析を用いた．これにより，外輪クリープڍ

動の再現が可能となった．

（２）	軸受外輪に発生する面ѹ，クリープ距離，および比

ຎ໣量を用いたϋウジングຎ໣量の༧測技術を構ங

した．

さまざまな変速機の軸受に対して本手法を適用した結

果，最大ຎ໣量とຎ໣方向，ຎ໣形状について高い実機相

関性を持つ༧測結果を得ることができた．

これにより，ϋウジングຎ໣を཈制する設計検討がで

き，早期に仕様のख़成が可能となった．
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最大ຎ໣量，ຎ໣方向およびຎ໣形状に関して，実測と同

等の結果になった．

また，Fig. 14にその他の変速機を含めた実測値とCAE

༧測値をプロットした．変速機や軸受の種類によらず，実

測値とCAE༧測値は高い相関性が得られた．

これにより，外輪に発生する面ѹ，外輪クリープ距離の

ྦྷ積によりຎ໣量が༧測できることを明らかにした．

छ開発΁のద用ػ．̒

本手法により開発中の変速機のϋウジングに生じるຎ໣量

を༧測し，軸受仕様を変更した事例を঺հする．
Fig. 15に示すような本手法を用いた༧測結果において，

Fig. 15   Results of study of proposed measure
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ҟछ材ؒ઀合における઀ண઀合෦シミュレーション
Simulation of Adhesively Bonded Parts for Multi-Material Bonding Structure

ౡ　ٶ　ஐ　߂＊	 佐　藤　ઍ　明＊＊	 横　Ҫ　ӫ一࿠＊

Tomohiro SHIMAMIYA Chiaki SATO Eiichiro YOKOI

	＊ྲྀ　沢　透　ݹ 佐　藤　恵　一＊

Toru FURUSAWA Keiichi SATO

要　　旨

接着接合部のഁյを伴う，完成車のি突シミュレー

ションを行うため，粘着領域法と呼ばれるଛ傷力学Ϟデ

ルを接着剤部分に適用した．ͻずみ速度ґ存性を考慮す

るため，幅広いͻずみ速度に対応した動的引ுᎇり試験

手法を構ஙした．

接着接合部シミュレーションに対して粘着領域法を用

いた小規模なクーポンレベルから完成車のি突シミュレー

ションを行い，これらの結果を構造全体のഁյڍ動試験と

比較し，良好な結果を得た．

ABSTRACT

In order to perform completed vehicle crash 
simulations involving the destruction of adhesively 
bonded parts, a damage mechanics model called a 
cohesive zone model was applied to the adhesively 
bonded parts. A dynamic tension-torsion testing 
method that supports a wide range of strain rates 
was constructed to take into account the strain rate 
dependency.

S imula t ions us ing cohes ive zone mode l o f 
adhesively bonded parts were performed at levels 
ranging from the small-scale coupon level to completed 
vehicle crash simulations. These results were compared 
with the results of full structure destruction behavior 
tests and exhibited a good correlation.

１．͸͡めに

現在，自動車の C02 ഉ出規制値が年々ݫしくなってい

る．車体ܰ量化による車体走行エネルΪーの低ݮは，C02
ഉ出量を改ળするための有効な一手段である．方策の一つ

として，従来用いられてきた鉄からの材料置換があり，比

߶性に優れる非鉄金属やガラスણҡ強化樹脂，さらに比強

度にも優れる୸素ણҡ強化樹脂といった材料を適所に配し

た車体のマルチマテリアル化を進めることによる車体ܰ量

化が期଴されている．

その際に課題となるのが，スポット溶接などの鉄同士の

接合に代わる異種材間の接合手法であり，その中で最も有

望視されているのが，接着接合である．

接着接合は，これまでもフロントガラス取り付け等に用

いられている．車体設計に対する接着接合部の寄与度につ

いては，接着剤強度を下回る範囲に限定すると，連ଓ体力

学Ϟデルを用いた੩的シミュレーションにより༧測する

ことが可能である．しかし，接着部ഁյを伴うシミュレー

ションを行う場合には，連ଓ体力学Ϟデルを用いてُ྾発

生位置を特定した後に，そこからのُ྾進展を表現するた

めのഁյ力学Ϟデルの適用が必要（１）となる．このため，両

方のϞデルのカップリング計算により計算コストが増す．

また，接着剤の主成分である樹脂材料は一般的にͻずみ速

度ґ存性が高いため，接着接合部を含むি突シミュレー

ションを行うためには，接着接合部に発生するͻずみ速度

に対する考慮も必要である．

ُ྾進展を扱うϞデルの一つに，仮想ُ྾ดޱ法

（Virtual	 Crack	Closure	TechniRue：	VCCT）（２）があるが，

ُ྾発生位置にあらかじめ特殊な要素を配置する，すなわ

ち，事前にผの応力解析等でُ྾が発生しうる位置を೺Ѳ

論文

＊　四輪R&Dセンター

＊＊౦ژ工業大学

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_13
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しておく必要があることと，ُ ྾の進展に応じて経࿏を特

定するための解析メッシュ再作成によって解析時間が増大

すること，の二つが大きな課題（３）である．

完成車ি突シミュレーションのਫ਼度を向上させること

は，実ি突試験時の要件ະ達による手໭りを回避し，効率

的な車両開発を行う上で必ਢである．本研究では，ଛ傷力

学Ϟデルを用いることにより，連ଓ体力学の࿮組み内で，

ُ྾の発生からഁ断に至るまでを表現する．具体的には，

接着接合部に適用するଛ傷力学Ϟデルとして粘着領域法

（Cohesive	;one	Model：	C;M）を採用する．さらに，従来の

試験規֨ではカバーできないͻずみ速度にも対応した材料

物性取得試験手法を構ஙし，小規模なクーポンレベルから

完成車のি突シミュレーションとഁյڍ動試験との比較検

証を行うことで，本手法の有用性を確認することを目的と

する．

２．C;. と材料ύϥメーλ

C;Mは，エネルΪーを入力パラメータとして持ち，ଛ傷

を用いて߶性の低下を表現することで，連ଓ体力学の࿮組

み内でُ྾の発生から進展，ഁ 断までを一度に扱えるଛ傷

力学Ϟデルである（４）．Fig. 1に，C;M材料パラメータの代

表的な定義の例を示す．

本研究では，変形と応力の関係が三角形で表現される

C;M 材料パラメータの定義を用いる．図中の初期傾き K

は接着剤の஄性率を接着厚さで割ったもの，௖点の高さМ

はُ྾発生応力，三角形の面積 Gc はُ྾がഁ断するまで

にٵ収する単位面積当たりのエネルΪーを表す．これをエ

ネルΪー解放率と呼ぶ．この定義によって，接着部にֻか

る応力がМを超えるまでは஄性ڍ動を示し，Мに到達した

段階でُ྾が発生し，それ以降はُ྾が進展することによ

る߶性の低下によって線形的に応力が下がっていき，最終

的に応力がなくなった時点でഁ断に至る，という接着部ഁ

յまでの一連のྲྀれを表現できる．

次に，C;M で扱うُ྾進展のϞーυ分類を Fig . 2に

示す．

C;M 材料パラメータは，Mode	 I の剥離（Pee l）と，

Mode	 II のせん断（Shear）について，それぞれ定義され

Fig. 1   Example of CZM parameter definition

る．またこれらが混合され，Mode	 I，II が複合的に加わる

剥離現象（Mixed	Mode）の場合は，ُ ྾発生応力について

は式（１），エネルΪー解放率については式（２）を用いて

定義される（５）．

+
σ
N 2( ) = 1

τ
S 2( ) 	 （１）

η
G1C + (G2C – G1C) *

G2i

G1i + G2i
= Gmc( ) 	 （２）

接着部のϞデリングに C;Mを用いる利点は，ُ ྾の発

生や進展の計算に接着剤層厚み方向の詳細な応力分布を必

要としないため，厚み方向の細かい要素分割と計算が不要

となり，解析Ϟデル規模の拡大が཈えられることである．

また，ཅ解法においては最小要素長から決まる時間刻み幅

も細かくならずに済むため，ি突シミュレーションの解析

負荷を低く཈えることができる．

Gc

K

K=
Eadhesive

tadhesive

Crack initiation

Crack breaking

Energy release rate

Displacement

S
tr

es
s

Peel
Mode I

Shear
Mode II

Mixed Mode
Mode I and II

Mode I

Mod
e I

I

G1c G2c

G1c

G2c

Gmc

S N

G1i

G2i

Fig. 2   Types of crack mode

３．材料෺性औಘ試験

3.1. ४੩的材料෺性औಘ試験
Table 1に，２章で示した三つのϞーυに対する試験規

֨（６）r（10）を示す．対象はいずれも準੩的試験であり，接着

に対する規֨はMode	 I の引ு剥離（Peel）のみだが，それ

以外は複合材積層板の層間に対する規֨を参照した．

上記試験規֨においては，いずれも Fig. 3に示すような

２枚の板を接着剤で貼りあわせた試験片に対して荷重を負

荷することで，荷重変位線図を結果として得ることができ

る．以下，各Ϟーυに対する試験ུ֓とセットアップおよ

び得られた荷重変位線図を示す．
Fig. 4および Fig. 5に，Mode	 I に対応する Double	

Cantilever	Beam（DCB）試験の一例を示す．DCB試験は，

試験片に対してユニバーサルジョイントをհして上下に荷

重負荷することで，接着部に引ு剥離荷重をかける試験で

ある．
F ig . 6 および Fig . 7に，Mode	 I I に対応する End -

Notched	 Flexure（ENF）試験の一例を示す．ENF 試験は，

試験片に直接３点ۂげをֻけることで，接着部にせん断

剥離荷重をかける試験である．
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Fig. 8および Fig. 9に，Mixed	Mode	Bending（MMB）試

験の一例を示す．MMB試験は，接着部にMode	 I の引ுと

Mode	 II のせん断を同時にֻけることができ，またアーム

長 cを調整することで引ுとせん断の割合を೚意に変える

ことが可能な試験である．

3.2. 動的材料෺性औಘ試験
ͻずみ速度ґ存性の೺Ѳのため，動的材料物性取得試験

手法を構ஙした．Fig. 10に試験手法の֓要を示す．接着剤

Table 1   Test standards for CZM parameters

Mode
Standard

Mode I
Peel

Mode II
Shear

Mode I and II
Mixed Mode

Adhesive ASTM
D3433-

99(2012) - -

FRP
Interlaminar

ASTM D5528-13 D7905M-14 D6671M-13e1

JIS K 7086 K 7086 -

Fig. 3   Test piece drawing
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Fig. 4   DCB test setup

Fig. 5   Force-stroke diagram of DCB test

Fig. 6   ENF test setup

Test piece

Fig. 7   Force-stroke diagram of ENF test

Fig. 8   MMB test setup
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で貼りあわせた円౵状の試験片に対して，引ுとᎇりを೚

意の割合で負荷することで，७ਮなMode	 I，Mode	 II から

その中間であるMixed	Mode までの試験を単一の装置によ

り実施可能にし，負荷速度を上げることで高ͻずみ速度に

も対応する，というものである．
Fig. 11に試験機全体を示す．ポンプから供څされる༉

ѹを，２系౷のサーϘバルブをհしてۦ動ピストンに与え

ることで，試験片にֻける引ுとᎇりの荷重負荷開始タイ

ミングを一致させることが可能（11）である．

試験機上部のチャンバー内にセットされた試験片周辺

には，Fig. 12に示すように円౵軸方向と円周方向の変位を

取得するΪャップセンサがそれぞれ取り付けられており，

ローυセルの値と合わせることで，Mode ผの応力変位線

図を得ることが可能である．Fig. 13に得られた応力変位線

図の一例，Fig. 14にMixed	Mode における引ு応力とせん

断応力の関係を示す．

４．C;. 材料ύϥメーλಉ定

Table 1に示した各試験規֨には，試験により得られた

荷重変位線図からエネルΪー解放率を直接計算する手法

がࡌܝされているが，本研究では，材料物性取得試験と同

等の試験片と߆束条件，荷重負荷条件を持つ解析Ϟデル

を作成し，そこから求めた解析の荷重変位線図が試験で

得られた荷重変位線図と一致するまでC;M材料パラメー

タの調整を܁りฦすことで，パラメータを同定する手法

を採用した．

4.1. ४੩的 C;. 材料ύϥメーλಉ定
準੩的C;M材料パラメータについては，DCB試験の結

果からMode	 I，ENF試験の結果からMode	 II の C;M材

料パラメータを同定し，MMB試験の結果から式（２）のБ

を同定した．Fig. 15に，二つの接着剤に対して同定された

C;M材料パラメータの例を示す．

Fig. 11   Dynamic tension-torsion testing machine

Fig. 12   Setup of test piece
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Fig. 13   Stress-displacement diagrams
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Fig. 14   Tensile-torsional stress diagram
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parameters
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ここで示した接着剤はいずれもアクリル系だが，C;M

材料パラメータで表現すると三角形の大きさや，各々のバ

ランスが大きく異なることが分かる．

4.2. 動的 C;. 材料ύϥメーλಉ定
動的 C;M材料パラメータについては，動的引ுᎇり試

験と同等の解析Ϟデルを作成し，これらの結果からMode	

I，Mode	 II，Бの三つを同時に同定した．Fig. 16に同定さ

れた接着剤Aの C;M材料パラメータを示す．

先に同定した準੩的 C;M パラメータに対して，特に

Mode	II のほうが大きく異なっている．

なお，エネルΪー解放率は要素のサイズによって影響を

受けることから，同じ C;M材料パラメータを用いても接

着面内方向の要素長が違うと解析結果が異なるため，同一

解析Ϟデル内，あるいは異なる解析Ϟデル間においても，

接着部をϞデリングする際には要素長を౷一している．

確認のため，接着剤A，Bを用いて，12.5	mm，25	mm，50	

mm の３種類のラップ代に対するシングルラップシア試験
（12）を行った．Fig. 18に，試験と解析の結果比較を示す．

引ுせん断強度の試験結果（図中青）は，ラップ代 12.5	

mm と 50	mm で比較すると，接着剤Aでは引ுせん断強度

が 8.6	MPa から 8.0	MPa と変化が小さいが，接着剤Bで

は 10.5	MPa から 6.0	MPa と低下した．

また C;Mを用いた解析（図中赤）においては，ラップ代

に対する引ுせん断強度の変化の度合いを表現しており，

いずれも試験結果との良好な一致を示している．

以上のことから，様々なラップ代を持つクーポンレベル

での接着接合部の強度༧測に対して，準੩的 C;M材料パ

ラメータの有用性を確認した．

5.2. Τレメントレϕルɿϋοト 3 ఺͛ۂ試験
4.2. અで同定した動的 C;M材料パラメータの有用性確

認のため，མ਴試験機を用いた動的ϋット３点ۂげ試験を

行った．Fig. 19に試験֓要を示す．供試体は，୸素ણҡ強

化熱可઼樹脂（CFRTP）で成形されたϋット断面部材と平

板を，フランジ部で接着接合したものである．接着には接

着剤Aを用い，解析には 4.2. અで同定した動的C;M材料

パラメータを用いた．Fig. 20に試験と解析の供試体ഁյ形

態比較，Fig. 21に得られた荷重変位線図の比較を示す．

Fig. 16   Example of identified dynamic CZM 
parameters
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Fig. 17   Test piece for single lap shear test５．༗用性֬ೝ

C;Mによる接着接合部シミュレーション手法の有用性

確認を，ޒつのレベルに対する試験との比較検証により

行った．各レベルに対して有用性を確認する項目を以下に

示す．

　・クーポンレベル：準੩的C;M材料パラメータ

　・エレメントレベル：動的C;M材料パラメータ

　・サブコンポーネントレベル：接合部動的ഁյڍ動

　・コンポーネントレベル：中規模構造全体ڍ動

　・完成車レベル：車体全体ڍ動

以下，各レベルでの比較結果について示す．

5.1. クーϙンレϕルɿシンάルϥοプシΞ試験
シングルラップシア試験は，一般的な引ுせん断強度，

すなわち接着部ഁ断荷重を接着面積でআした値を求める準

੩的試験である．Fig. 17にシングルラップシア試験片の֓

要を示す．

4.1. અで同定した準੩的 C;M材料パラメータの有用性

Fig. 18   Rupture force vs. lap length
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Fig. 20の比較から，荷重負荷とともにフランジ部の接

着が剥がれることでϋット部材と平板が分断され，ϋット

部材はഁ断する一方で平板は஄性変形を起こす，というഁ

յシーケンスが解析でも表現できていることが分かる．ま

た Fig. 21の荷重変位線図の比較から，初期ピーク荷重の

解析ޡ差は 10%程度であり，ഁ յシーケンスに応じた荷重

変化もよく再現できている．

以上より，単७な接合部のഁյを含むエレメントレベル

の解析に対して，動的 C;M材料パラメータの有用性を確

認した．

5.3. サϒίンϙーωントレϕルɿT�+PinU 試験
サブコンポーネントレベルに対する確認として，མ਴

試験機を用いた動的な T-+oint 試験を行った．Fig. 22に

供試体֓要を示す．アルミニウムのϋット部材と平板を

フランジ部で接着接合したものをさらに T 状に組みࣈ

合わせ，それらの交差部を L クリップで接着接合してい

るため，接着接合面が荷重負荷方向に対して様々な方向

に配置されている．接着には接着剤 A を用い，解析には

4.2. અで同定した動的 C;M 材料パラメータを用いた．

Fig. 20   Comparison of test piece destruction

Fig. 21   Comparison of force-stroke diagrams
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Fig. 22   T-joint test piece
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Fig. 23に供試体ഁյ形態の比較，Fig. 24に得られた荷重

変位線図の比較を示す．
Fig. 23の比較から，接着部のഁ断が供試体先端部から

起こり，ࠜ 元に向かって進展していく動的なഁյシーケン

スが，解析でも表現できていることがわかる．また Fig. 24

の荷重変位線図の比較から，初期ピーク荷重のޡ差は	10%

以内であり，またഁյシーケンスに応じた荷重変化もよく

再現できている．

以上より，C;M材料パラメータが，複雑な接合部のഁյ

を含むサブコンポーネントレベルの解析に対しても，有用

であることを確認した．

5.4. ίンϙーωントレϕルɿフϩΞサΠυシル試験
コンポーネントレベルに対する確認として，フロアサ

イυシル試験を行った．供試体であるフロアサイυシルコ

ンポーネントは，接着接合により多数の部品から構成され

ている．試験はポールি突を模ٖした準੩的負荷試験であ

り，これに対応する解析Ϟデルの結果と比較する．Fig. 25

にഁյ形態の比較，Fig. 26に得られた荷重変位線図の比較

を示す．
Fig. 25の試験結果より，フロア部の接着層剥離により

フロア板材が۶࠲を起こし，次にフロア部耐力の低下から

サイυシル部にۂげが大きく加わりѹ子直下でഁյを起

こしたことが分かった．一方の解析結果でもこのഁյシー

Fig. 23   Comparison of test piece destruction

Fig. 24   Comparison of force-stroke diagrams
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Fig. 25   Comparison of test piece destruction
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Fig. 26   Comparison of force-stroke diagrams
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ケンスがよく再現されており，ഁ յを伴う変形状態が試験

結果とよく一致している．また Fig. 26の荷重変位線図か

ら，試験では接着層剥離によりフロア部耐力が低下した段

階で荷重が急激にམちࠐみ，その後サイυシルのۂげによ

り残ཹ強度をҡ持していたことが分かる．それに対し，߶

体結合を適用し接着接合部がഁյしない場合の解析結果

（Analysis@RIGID）は，フロア部の接着層剥離を生じない

ため，フロア部耐力の低下が起こらずそのまま荷重が上が

りଓけており，試験結果と全くڍ動が異なっている．一方

接着接合部にC;Mを適用した解析結果（Analysis@C;M）

は，フロア部耐力低下による荷重のམちࠐみが再現されて

おり，その後の残ཹ強度もよい一致を見せている．このこ

とから，実際にյれる部分を解析上でਫ਼度良くϞデリング

し，適切なタイミングでഁյを表現することが，構造全体

のڍ動を的確に再現することを示した．

以上より，C;M材料パラメータが，接着部ഁյの有無に

より構造全体のഁյڍ動が大きく変わりうるコンポーネン

トレベルの解析に対しても，有用であることを確認した．	

成ंレϕルɿS*/CA1׬ .5.5 試験
完成車レベルに対する確認として，接着接合部を含

む車体へのSide	 Impact	New	Car	Assessment	Program

（SINCAP）試験を実施した．使用した車体および試験内容

の詳細については割Ѫするが，Fig. 27に得られた荷重線図

の比較を示す．

接着接合部に߶体結合を適用し接着部がഁյしない場合

の解析結果（Analysis@RIGID）に比べて，C;Mを接着接合

部に適用した解析結果（Analysis@C;M）は，ഁ յシーケン

スを含む車体全体ڍ動をਫ਼度よく再現でき，結果として荷

Fig. 27   Comparison of force diagrams
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重線図のਫ਼度を向上させることができた．

以上より，C;M 材料パラメータが，接着部ഁյやその

他のഁյ事象も複雑にབྷむ大規模な完成車ি突シミュレー

ションに対しても，有用であることを確認した．

これまでの結果より，小規模なクーポンレベルから大規

模な完成車ি突シミュレーションに至るまで，C;M を用

いた本シミュレーション手法の有用性を確認した．

̒．·とめ

連ଓ体力学の計算法にଛ傷力学Ϟデルを用いる考え方

から，C;M を用いた接着接合部ি突シミュレーションを

実施した．引ுᎇり試験機を用いた動的材料物性取得手

法を構ஙするとともに，物性取得試験結果から C;M材料

パラメータを同定し，解析を実行するまでのプロセスを

構ஙした．

本手法の有用性確認を，小規模なエレメントレベルから

大規模な完成車ি突シミュレーションまで実施した．いず

れのレベルにおいても，ُ ྾の発生から進展，ഁ 断までを

一気にシミュレートする C;Mを用いることで，接着接合

部のഁյを伴う全体構造ڍ動の再現性が向上し，良好な解

析結果を得ることができた．

以上のことから，接着接合を含むあらゆるレベルのি突

シミュレーション，特に完成車のি突シミュレーションの

ような大規模な解析に対しても，本手法が有用であること

を示した．
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磁性模様塗装における立体感向上のための塗料
および塗装方法の開発

Development of Paint and Painting Method for Magnetically Formed Decorative Painting 

with Enhanced Three Dimensionality

１．背景と目的

近年の二輪車市場はASEAN地域を中心に展開し，現在

もその規模は拡大しつつある．この市場にさまざまな機種

が各社から投入されている．Fig. 1にその代表例を示す．

また，この市場で販売される多くの機種は外観デザインの

変化に伴って車体を覆っている樹脂カバーの占める面積

が大きくなる傾向がある．機種の商品魅力を向上するため

に，樹脂カバーに対する加飾手法はこれまでにも増して重

要な技術要素の一つとなっている．

加飾手法は主に，部品表面に施される塗装と，さらにそ

の上に貼り付けられる模様が描かれたグラフィックマーク

である（Fig. 2）．塗装には色調の鮮やかなもの，輝度の高い

論文

＊二輪R&Dセンター

ものなどさまざまな種類がある．また，グラフィックマー

クもさまざまな模様のものが存在するが，加飾手法として

はどちらの手法も長い歴史があり，ユーザにとっては見慣

要　　旨

本開発は，二輪車の外装部品に適用する磁性模様塗装

について，既存の同塗装よりも高い立体感を持った模様を

発現させることを目標とした．まず，塗料に含有されるフ

レークの配向に求められる条件を解析し，次に，その配向

を実現するための手法を検討した．その結果に基づき，塗

装中のフレークの動きに対する制御性を高めた塗料配合と

塗装方法を開発した．フレークの動きを容易にするために

は，フレーク材料に高透磁率材料を用いた．またフレーク

が動いた後，速やかに止めるために高分子量樹脂を添加し

た．さらに，最適なシンナの設定により制御性を高めた．

以上の手法を組合せ，量産ライン条件下で高い立体感を

持った模様の発現を実現することに成功した．

ABSTRACT

This development was aimed at the creation of the 
method of magnetically formed decorative painting 
applied to the outer parts of motorcycles to realize 
a larger degree of three-dimensional appearance. 
First, the conditions required for the orientations 
of the metallic flakes contained in the paint were 
investigated. Following to that, the method to realize 
those orientations was examined. Based on the results, 
the paint and the painting method were developed to 
enhance the controllability of the flakes’ movements 
while painting. To make the flakes movable more 
easily, a high magnetic permeability material was 
adopted as the flake material. In addition, to make 
the flakes promptly stop after required amount of 
movements, a high molecular weight resin was added. 
Moreover, application of the optimized setting of the 
thinner further enhanced the controllability of the 
flake movements. By combining these methods, the 
decorative patterns with the larger degree of three-
dimensional appearance were successfully realized 
under the conditions of mass production lines.

田　中　明　子＊	 佐　藤　育　恵＊

Akiko TANAKA Ikue SATO 

Fig. 1   Examples of small motorcycle models

https://doi.org/10.69239/hondatechnicalreview.2015_27_2_14
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れたものとなっている．

こうした背景から樹脂カバーへの加飾手法として，これ

までにない新規性のある外観を提供することが求められて

いる．一方，グラフィックマークは一般的なシールによる

装飾と見かけ上の違いがなく簡易的手段によって施された

装飾であるというイメージが伴う．そのため，こうした手

法とは異なる，高級感がイメージされる外観が得られる手

法の開発が望まれている．そこで我々は，樹脂カバー装飾

に磁性模様塗装を適用して外観の魅力向上を図ることを検

討した（１）,（２）．

磁性模様塗装とは，透磁率を有する小さな金属薄片（フ

レーク）を多数添加した塗料を使用し，塗装対象部品の裏

側に磁石などの磁力線を発生させるものを装着して塗装を

おこなうものである．磁性模様塗装そのものは従来から存

在する塗装手法の一つである．しかしながら，塗装時に樹

脂カバーにマグネットシートを締結させておく必要がある

など，大量生産に適用するにはさまざまな課題があった．

そのため，二輪車用部品の塗装手法として採用されること

はなかったが，我々は締結手法を大量生産に適用できるよ

うに工夫し，2008 年にタイで量産をおこなった（Fig. 3）．

磁性模様塗装は，人がエアブラシなどで描いたような模

様を発現させることができる．また，実際の塗膜は，凹凸

のない平面に施され，その厚みもごくわずかしかないにも

かかわらず，発現した模様は，観察者に奥行きを感じさせ

る特徴がある．

2008 年の量産時には，塗装時に装着させる磁気発生材

料として柔軟な磁石シートを用いることで，この塗装手法

の量産工程への適用を実現した．この塗装の適用により，

立体的な模様の発現という新規性や高級イメージの創出に

成功した．

この成功を踏まえ，車両走行時にも目立つことを考慮

し，さらに立体感がある塗装にしてほしいという現地から

の要望があった．そこで今回は，塗料および塗装手法を改

良し，従来よりも高い立体感をもつ磁性模様塗装を実現す

ることを開発の目的とした．

２．目標要件の設定

2.1. 立体感の定義
磁性模様塗料による塗装面には，実際には立体が存在し

ないのに立体に見えるという一種の錯視によって奥行きを

感じさせる効果が生まれている．本開発では，この「立体

に見える錯視効果」を「立体感（Plasticity）」と呼ぶこととし

た．この効果が高いものを実現すれば，目立つようにする

ことができると考えた．

我々が本開発で目指した立体感は，模様を形成している

図形の外周が囲んでいる領域全体にわたって錯視を生ず

る性質を備えたものである．Fig. 4の（a）は既存量産品同

等の模様外観を示している．（b）は目標とする模様外観を

示している．三角形の磁石シートを使用した場合の外観で

表すと，（a）は三角形の縁の部分のみが立体的に見え，三

角形の内側はほぼ平面的に見える．一方，（b）は三角形の

内側部分が立体的な三角錐のように見える．（b）のような

模様を立体感が高い模様と定義することとした．立体的な

三角錐のように見えるのは，磁力線の影響を受ける三角形

の内側の領域の明度が見る角度によって変化し，その作用

によって奥行きを感じるからである．（a）と（b）を比較する

Fig. 2   Example of graphic mark

Magnified view

Fig. 3   Mass production model (2008, Thailand)

Actual decorative
pattern

Test figure
(triangular shape)

Formerly developed Target appearance

(a) (b)

(a): It is representing insufficient perception of depth as the 
      area of high luminosity is limited only around the area just 
      adjacent the perimeter.

(b): It is representing the perception of depth with gradual 
      changes of the brightness ranging over the area within the 
      perimeters of the triangle.

Fig. 4   Plasticity defined as development target
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と，三角形の模様内の，明度変化の生ずる面積の割合が大

きいほど観察者は奥行きを感じていると考えられる．

2.2. 立体的に見えるメカニズム解析
2.2.1. 現象の仮説
従来からある塗装技術を用いて，さまざまな条件で作成

した塗膜の解析をおこない，視覚的に立体に見える塗膜を

形成する構造的な仕組みを明確にすることを試みた．一般

的にフレークを用いた塗装の場合，ベースコート部分にフ

レークを含有させる場合が主であり，プライマ塗装後にこ

のベースコートの塗装をおこなう．さらにベースコートの

塗装後に，透明のトップコートを塗装して表面に光沢を出

す手法が用いられる．Fig. 5のように磁性模様塗装も同様

にプライマ，ベースコート，トップコートの３層の塗装構

成である．

磁性模様塗装では，部品裏に装着された磁石シートか

ら発せられている磁力線に沿って，フレークがある一定の

角度を持って並んでいる．これによって立体的な模様が生

じると考えられる．さらに，模様部分を観察者の見る角度

を変えて視認すると，角度を持って分布するフレークの光

の反射の強さが変わる．それに伴って模様内の各部分の明

度が変化するため，模様全体が立体的に見えると推定した

（Fig. 6）．この推定を裏付けるために，以下の二つの実験に

よる検証をおこなった．

2.2.2. 光強度の変化の測定
まず，視認角度の変化に伴う光の反射量の分布の変化

を確認した．測定には，検知角度を変えて光度を測定す

ることのできる変角光度計を用いた．なお，本稿の中で

用いている光の強さ，光度，明度についての取り扱いは，

Appendix	 1 に示す．底辺 100	mm，底角 30°の二等辺三角

形の磁石シートを使用し，磁性模様塗料を塗装した後に発

現した模様を測定対象とした（Fig. 7）．以降，この形状を測

定の基本形状とする．

測定方法を Fig. 8に示す．前述した形状の磁石シート

を，厚さ 3	mmの ABS樹脂製の板の裏側に貼り付け，塗装

を施して得られる塗膜表面の光の強さを測定した．Fig. 8

の斜線部に示すφ10	mm の円形部分から反射される光の分

布を測定した．この部分は、模様の明るさの変化が大きく

現れる場所である．この測定にあたり，三角形の外周部分

は常に光強度が高く，明るさの変化が少ないため，今回の

目的には不適切と判断し，この部分は測定対象部位から外

すこととした．また，比較として一般的なメタリック塗装

も測定を実施した．

光源は測定用定盤面に対し垂直上方に設定した．テスト

ピースは Fig. 8上部の絵のように，正反射光を避けるため

に，定盤との間に 5°の角度を持つように傾けて配置した．

この手法によって反射光の角度分布を測定した結果を
Fig. 9に示す．一般的なメタリック塗装面の場合，正反射

に近い位置（5°）では得られる光強度が高くなるが，受光角

を変化させるにつれて光強度は急激に低下している．それ

に対して，磁性模様塗装の場合は，受光角度を変化させて

Magnet sheet

2.5 mm

15-20 µm

1.0 mm N
S

N
S

15-20 µm

5-10 µm

Base material (plastic)

Base coat with flakes

Top coat (clear)

Flakes with magnetic permeability Magnetic lines of force

Primer

10 µm

The magnetic lines of forces (magnetic fields) originate at the
N-pole and reach the S-pole by traveling along circular lines.
The magnetically permeable flakes are aligned along those
lines.

Tesla is used as the unit for describing the density of magnetic
field (the index for strength of a magnet), where one tesla is
ten thousand gausses.

Fig. 5   Assumed principle of flake pattern generation 
in magnetically formed decorative painting

Light source
Observer

Flakes

Fig. 6   Presumption of the reason why magnetically 
formed decorative painting appears three-
dimensional

100 mm

30°

60°

Vertex point
at acute angle

Central point

15°
15°

60°

* Measurement equipment: Tesla Meter (TM-601, KANETEC Co., Ltd.)

Vertex point at obtuse angle

Central point
Vertex point at acute angle
Vertex point at obtuse angle

Measurement point
4.0 –   8.0
9.0 – 15.0
7.0 – 12.0

Intensity of magnetic field (mT)*

Fig. 7   Standardized specifications of magnetic sheet 
for testing
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も光強度が一気に低下することはなく，徐々に変化してい

ることが確認できた．これより，磁性模様塗装には推測ど

おりフレークの角度に広い分布があるものと考えられる．

模様を見る際の観察角度は測定時の受光角に相当する．し

たがって，実験で得られた結果より，実際に模様を目視し

た場合の，光反射の変化の様子は，この光強度分布に相当

することが確認できた．

2.2.3. 磁場に対するフレークの傾きと明るさ
次に，フレークの傾きと明るさの関係を調査した．検証

に用いるテストピースは Fig. 10のような磁場発生装置を

用いて作成した．作成手順を以下に示す．一定方向の磁場

を印加できるように構成された装置を準備した．そこに大

きさ 10×40	mm の樹脂板を配置できるように空間を設け

た．磁性フレーク入り塗料を樹脂板に塗装し，乾燥前にこ

の空間に配置する．

磁力線の方向は，この空間内ではどの位置においても一

定になる．そのため，フレークが磁力に沿って傾くのであ

れば，この場所にあるフレークはほぼすべて同じ方向に傾

くものと推測できる（Fig. 10右図）．磁力線の方向を一定

とし，樹脂板を置く角度を，磁力線の方向に対し，0°（平

行），30°，45°，60°，90°（垂直）の５種類の傾きになるよ

うに設置し，磁力線角度に対する塗膜の明度変化を調べる

テストピースを作成した．

これらのテストピースの明度を測定した結果，Fig. 11に

示すように，磁力線に平行に配置した場合（0°）に，最も高

い明度を示した．反対に，垂直方向に配置した場合（90°）

は，塗膜面に対してフレークがほぼすべて立った状態で下

地（プライマ：黒）が隠蔽できない状況となり最も低い明度

を示した．このように平行に配置した場合と垂直に配置し

た場合では，テストピースの外観明るさに大きな差が発生

することがわかった．また，その中間の角度では，明るさ

が配置磁場角度に伴って変化し，グラデーション状の明度
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変化を示している．得られたグラデーション状の明度変化

は，磁性模様塗装を施したときに模様部分に現れる明度変

化と同様のものであった．これらの結果より，模様部分に

発生する明度変化は，磁力線の向きの変化に伴ってフレー

クが傾いて配向することにより生じると考えられる．

さらに，実際にこれらのテストピースの塗膜断面を光学

顕微鏡で観察すると，Fig. 12のように，フレークが印加磁

場に対して同じ方向にそれぞれ角度を持って存在してい

ることが確認できた．よって，模様部に見られるグラデー

ションは，フレークの角度変化によって発現していること

が確認できた．

2.2.4. 立体的に見えるメカニズム
これら二つの実験の測定結果より，塗膜内のフレークが

磁力線に沿って角度を変えながら並び，見る角度によって

光反射の強さが変わることが確認された．このことが，磁

性模様塗料によって形成された模様が立体的に見える理由

である．

2.3. 目標立体感の設定
本章では，目的とする立体感を数値化し目標を明確にす

る．前述した，立体感に影響をあたえるフレークの並びと

明度の関係を考慮し，サンプルを作成した．そのサンプル

を分析し指標を作成した．目標とする立体感のレベルは，

エクステリアデザイナの目視判断によって決定した．

2.3.1. 目標立体感設定用外観サンプル作成
2.2.2. 項で述べたように，磁性模様塗装の場合は，一般

メタリック塗装と比較して受光角度を変化させても光強

度が急激に低下することはなく，徐々に変化していること

が特徴である．模様によって表現される立体感は，模様内

において，視認角度変化に伴い明度変化を起こす部分の面

積が広いほど強くなる．この明度変化部分を広い面積とす

るためには，塗料が被塗装物に付着したときに，フレーク

が磁力線に沿って動く範囲が，広い範囲にわたる必要があ

る．そのためには，広い範囲でフレークが動きやすい条件

を満足するような塗装することが求められる．このことを

考慮し，サンプルを作成する必要がある．

上記条件を実現する方法の一つとして，フレークが動く

時間を長くする手法がある．これを実現するために揮発速

度の遅いシンナを用いた．揮発速度が段階的に異なるシン

ナを作成して５種類のテストピースを作成した作成方法と

詳細条件をAppendix	 2 に示す．なお，このテストピース作

成に用いられたシンナの揮発条件は，目標立体感の外観確

認ができるテストピース作成のためだけの条件であって，

通常の量産塗装工程を考慮していない．すなわち，乾燥す

るまでの時間を度外視し，求める立体感が十分に発現する

ことを優先してサンプルを作成しテストをおこなった．

2.3.2. 立体感の数値化と目標数値の設定
前述したように立体感はそれぞれの測定角度の明るさが

影響している．よって，2.3.1. 項で作成したそれぞれのテ

ストピースに対して，検知角度ごとの光強度変化を調べる

ことにした．測定手法は，2.2.2. 項と同じであり，測定場

所も 2.2.2. 項と同様に外周より一定距離離れた場所に設定

し，検知角度を変化させたときの光強度変化を計測した．

ここで，それぞれのテストピースに対する測定値の絶対

値は，作成条件によって変動することがあるため，直接は

比較できない．立体感の評価に重要なのは，視認上の明る

さの絶対値ではなく，その変化率であるため，相対的に比

較することが有効な手法である．そこで，本評価において

は Fig. 13のように，測定開始点（測定角度 5°の点）の値が

同じになるように，適宜各グラフの縦軸方向に平行移動し

てある．このようにして，測定角度 5°における値を基準と

して，各テスト条件における光強度（L）の変化を相対的に

比較できるようなグラフとしている．

ここでの目的は，模様を形成する三角形の内部部分の

明暗変化について，テストピースごとにどのように異な

るかを調べることである．強い立体感を提供する条件は

2.2.2. 項で述べた，Fig. 9で示された，「光強度変化がどれ

90° (perpendicular)0° (parallel) 45°
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くらいゆるやかに生じているか」の度合いに置き換えるこ

とができる．本計測で得られた実測値のプロット点より線

形近似式を計算した．それらの傾きによって光強度の変化

の度合いが示される．作成した５種類のテストピースの近

似直線の傾き値を Table 1に示す．

その近似直線の傾き値を 0.5 刻みに分類し，４段階のレ

ンジを設定した（Table 2）．この４段階のレンジを立体感

レベルとし，数値の大きいほうが立体感が高い，とした．

５種類のテストピースに対してエクステリアデザイナの目

視による立体感の確認をおこない，良好と判定した結果を

４段階のレンジに照らし合わせた．その結果，本研究で開

発の目標指標とする良好な立体感は，この立体感スケール

のレベル３以上であるという結論となり，これを目標要件

とした．

３．目標を達成する材料仕様の選択

3.1. 目標を達成するフレーク並びの推定
前章で設定した目標立体感レベル３以上を達成するため

に，具体的にどのような方法でフレークを並べれば良いか

検討をおこなった．	

まずは，フレークの角度と塗膜明度が立体感にどのよう

に関係するかを考察する．Fig. 14の上段の写真で示すよう

に，左上に示す立体感の低い三角形（a）と，右上の立体感の

高い三角形（b）を見比べると，前述したように（a）は三角形

内部が平面的に見えるのに対し，（b）は三角錐のような奥

行きのある立体形状に見える．つまり，見かけ上は Fig. 14

の２段目の図のようにフレークが並んでいるように感じる

この見かけ上の立体形状に対する断面を仮想断面と呼ぶこ

ととする．2.2.2. 項で示した光強度の結果と，2.2.3. 項で示

したフレークの傾きと明度の結果から，塗膜の断面形状を

推測する．塗膜は実際には約 20	μm程度と薄いものである

ため，Fig. 14の３段目の図に示す断面形状にフレークが角

度を持って並んでいると推測できる．これらフレークは，

それぞれの場所における仮想断面における各フレークのみ

かけの角度と同じ角度で傾き，塗膜層内に分布しているも

のと考えられる．このように角度を変えて分布しているフ

レークから反射される光の強さ，つまり塗膜上の位置によ

る明度の違いによって立体感が感じられると考えられる．

また，絵画と異なり，見る角度を変えるとそれに伴って明

るさが変わるため，より実際の立体物に近い外観が発現す

る．次に，これらを印加された磁力線に対するフレーク並

びの差で対比したものを Fig. 14最下段に示す．これらに

示したように，立体感の高いものは，フレークが全体的に

磁力線に沿って並んでおり，立体感の低いものは，部分的

にしかフレークが磁力線に沿って並んでいないと推測でき

る．詳細は後述するが，これはフレークが十分に動くこと

ができなかったためと考えられる．

磁性模様塗装において高い立体感を実現するためには，

模様の内側のより広い範囲に存在するフレークが，磁力線

に沿って十分に角度を変えることができる塗料，および塗

装方法が必要である．

Table 1   Coefficients of inclination calculated by linear 
approximation for individual test pieces

Inclination of approximation line
Test piece 1 -0.46
Test piece 2 -0.82
Test piece 3 -1.06
Test piece 4 -1.22
Test piece 5 -1.60

Table 2   Plasticity classification defined by coefficients 
of inclination calculated by linear 
approximation

Plasticity level Inclination of approximation line (/degree)

4 -0.49- 0.00

3 -0.99- -0.50

2 -1.49- -1.00

1 -1.50 or lower
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Fig. 14   Relationship of plasticity with flake angle and 
light intensities
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発生し，外観品質を満たさない．

手法３：透磁率の高いフレークを使う

この手法の採用には，生産上，量産工程上の課題はない

が，手法１，２と同様に外観品質上，ツヤヒケが発生する

という課題がある．透磁率の高いフレークを用いると，フ

レークは磁力線に対して感度が高くなり影響を受けやす

くなる．そのため，フレーク同士がくっつき合い，連鎖状

態となりやすい．主に模様部中央部分においては，塗膜表

面に向かってフレークが立ち，さらにフレークが連鎖状態

となることで突起を形成し，ツヤヒケが発生する．なお，

2008 年の量産時にもこの手法を検討したが，良好な立体

感と外観品質を両立する条件を見出すことができず採用を

見送った．
Table 3はそれぞれの手法の内容と課題をまとめたもの

である．今回の開発においては，手法１や２のように量産

工程やコストに問題がある手法は選択が非常に難しかっ

た．そのため適用できるのは手法３の高透磁率フレークの

使用となる．この手法を採用し，課題であるツヤヒケを防

止する方法を開発し，目標を達成することを目指した．

3.2.2. 高透磁率フレーク材料の選定
塗料に使用することのできる金属フレークには，アルミ

ニウム材料，ニッケル材料，鉄系材料，2008 年の量産に

使用したフレークであるステンレス材料がある．これらの

磁力に対する感度を表す透磁率を測定した（Appendix	 3 参

照）．その結果を Fig. 15に示す．透磁率は鉄系材料が一番

高く，ニッケル，ステンレスの順番となる．アルミニウム

材料は非磁性の材料である．

さらに，塗膜の調色自由度を考えると，フレークの色

調は明るく無彩色に近いことが望ましい．そこで，フレー

クの色調の測定をおこなった．色調の測定は，国際照明委

員会（CIE）で定められている L*a*b* 表色系によっておこ

なった（３）．Fig. 16に示すように，L* は数値が大きいほど

明るく，a*，b* の絶対値が小さいほど無彩色に近い．つま

り，選定にあたってはL* 値が高く，a*，b* の絶対値が小さ

いことが求められる．測定結果を Fig. 15に示す．色調に関

する優位性はアルミニウム材料，鉄系材料，ステンレス材

料，ニッケル材料の順となった．これら透磁率と色調の測

定結果より，我々は鉄系材料のフレークを選択することに

した．

3.2. フレークを動きやすくする手法案とその課題
3.2.1. 手法の検討
前項で述べたように，塗膜内のフレークが磁力線の方

向に沿って動きやすくするような塗装条件を整えれば，フ

レークの配向が理想的な状態となり，強い立体感を持つ模

様が形成される．フレークの配向変化を助ける，つまり，

フレークの動きやすさを促進するためには，以下の三つの

手法が考えられる．

手法１：	揮発速度の遅いシンナを使い，フレークの可動

時間を長くする（目標立体感レベル設定用テスト

ピースの作成時と同様の手法）．

手法２：	磁力の強い磁石シートを使い，フレークを動かす

力を強くする．

手法３：	透磁率の高いフレークを使いフレークの磁力に対

する感度を上げる．

上記それぞれの手法について，詳細と選択に関わる懸案

について述べる．

手法１：揮発速度の遅いシンナを使う

シンナ揮発速度が遅い場合に，模様部の立体感は良好と

なる．しかし，模様のない部分においてもフレークの配向

に対して時間が十分にあたえられてしまう．そのため，部

品表面のなんらかの不均一な要因に対し，フレークの配向

ムラが発生しやすくなり，外観上の問題となる．また，こ

の場合，実際の量産工程においては，生産タクトの制約か

ら，ベースコートが十分に乾燥する前に，次工程（トップ

コート塗装）に進むことが発生する．その際には，トップ

コートにベースコートの塗料樹脂が混ざるために必要な光

沢が得られない現象が発生する．さらに，動く時間が長く

なるため模様中央部のフレークが立ちツヤヒケ（艶退け）を

引起し，外観上の課題となる．ツヤヒケについては後に詳

細に述べる．

手法２：磁力の強い磁石シートを使う

磁石シートは，さまざまな用途で使用されている．一般

的に事務用品などに用いられる磁石シートは，同一平面内

で S 極 N 極が交互に着磁されている．しかし本塗装に用

いられる磁石シートは，片側全面が S極，反対側がN極の

特殊な方法で着磁が施されているものを使用する．この着

磁形式の磁石シートの磁力をさらに強めるためには，着磁

手法を工夫しなければならならず，コストが大幅にあがっ

てしまう．また，着磁方法を変更せず，シートの厚みを増

す方法で磁力を強めることができる．しかし，二輪車に使

われる樹脂カバーにおいては，複雑な凹凸を有する場合が

多い．そのため，シートの厚みが増すことで，樹脂カバー

などの裏面に装着するときに，密着させにくくなってしま

う．こうしたコスト，生産上制約から，磁石シートについ

ては，従来から使用されている厚さ 1	 mm のシートを，使

用する必要がある．また，磁力を強めることで模様中央部

分においてフレークが立ってしまうことによりツヤヒケが

# Measures
Issues on

production process
Issues on

product quality

1
Slow volatilization

thinner
Excessively

long tact time
Gloss loss

at central area

2
Strong

magnetic sheet
Unacceptably costly or
too thick to fit on parts

Gloss loss
at central area

3
High permeability

flakes
None

Gloss loss
at central area

Table 3   Applicable options of measures to create 
good plasticity
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3.2.3. ツヤヒケとそれを防止するための考え方
前述のとおり，理想のフレーク並びは，塗装乾燥前にフ

レークが磁力線に沿って十分に角度を変えることができれ

ば実現できる．しかし，この方法を実施すると，副次的な

作用として，模様中央部にツヤヒケが発生してしまう．ツ

ヤヒケとは，塗膜表面の平滑性が失われ，著しく光沢が低

下する現象である．
Fig. 17に具体的にツヤヒケ現象を表した画像を示す．

磁性模様塗料で塗装した板に光をあて，縞模様の柄を反射

した画像であり，（a）はツヤヒケをしている塗装板，（b）は

ツヤヒケをしていない塗装板である．（a）は（b）に対し縞模

様が不鮮明である．このようにツヤヒケという現象は，塗

装面の光沢が著しく低下している現象であり，外観品質上

許容できず回避する手段を考える必要がある．

模様中央部にこのようなツヤヒケが発生する理由を以

下に示す．本塗装に用いる磁石シートは片側全面が N極，

反対面が S極である．Fig. 18のように磁力線はシート面

全体から放射状に発せられている．シート中央部は磁力線

がシートに対して垂直方向に発せられているため，付近の

フレークが磁力線に沿って動くと，塗装面に垂直に近い

角度となる．Fig. 18を作成したシミュレーション手法は

Appendix	4 に示す．

そのため，フレークが立ち，さらにこれらのフレークが

互いにくっつき合って連鎖を形成し，塗膜表面に突起状に

飛び出すことにより，塗膜表面の平滑性が失われ，ツヤヒ

ケが生じることになる（Fig. 19）．したがって，模様中央部

については，フレークの配向角度が垂直に近い値となるこ

とを防止し，理想フレーク並びに求められる，ゆるやかな

Color tones

L* a* b*

81.80 -0.40 1.00 

69.14 0.53 4.44 

50.37 0.16 2.22 

Flakes type

Aluminum
(general metallic)

Nickel

Stainless steel
(conventional flakes)

Ferrous-material

Magnetic
permeability
values (µ )

1.000 

1.780 

1.213 

2.263 53.12 -0.08 -0.50 

The flakes are ultrasonically cleaned in acetone bath. After that,
they are dried and bottled in a container 6 mm. In diameter and
2.5 mm in height. The measurement is conducted to the 
container.

(1) Instrument:
 (1) Vibrating Sample Magnetometer
 (2) BHV-50
 (3) Riken Denshi Co., Ltd.

(2) Measurement condition:
 Applied magnetic field: 10000 oersteds

(1) Instrument:
 (1) Name (generic): Spectrophotometer
 (2) Model: CM - 700 d
 (3) Make: KONIKA MINOLTA

(2) Measurement condition
 (1) Light source: D65 10
 (2) Detection mode: SCI

The color tones are measured using the base coat layer of paint
resin with only flakes but without color pigments.

Sample preparation:

Magnetic permeability measurement

Color measurement

Fig. 15   Flakes with magnetic permeability and their 
color tones
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Fig. 16   L* a* b* color sphere
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Fig. 18   Directions and strengths of magnetic fields 
from magnetic sheet

Fig. 17   Appearance of “gloss loss”
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傾きの範囲内にとどまらせる対策が必要である．

3.2.4. 課題を解決するための手段の検討
フレークは，ツヤヒケを避けることができる角度範囲に

傾きが制限されるべきであり，一方で，良好な立体感を得

るために十分に動く必要がある．その範囲の確認をおこな

うために，2.2.3. 項で作成した一定磁場を印加し角度を変

えて作成した塗装サンプルの表面を観察し，ツヤヒケの有

無を確認した．
Fig. 20の上段は，それぞれの角度の塗装サンプルを，

Fig. 17と同様の方法で撮影した写真である．この写真か

ら，塗膜に対し 90°で作成したサンプルには著しいツヤヒ

ケが発生していることが確認できる．さらに 60°のサンプ

ルにもわずかにツヤヒケが確認できるが，45°のサンプル

にはツヤヒケはまったく見られない．したがって，フレー

クの傾きを 45°以内に収めることができれば，塗膜表面か

らフレークが飛び出さず，ツヤヒケを防止できることが確

認できた．

次に，磁力線に沿って配向するフレークの配向角度を塗

装面に対し，45°以内に配向させる手法を検討する．この

ようなフレーク配向を実現させる塗料配合と塗装手法を

決めるにあたり，ツヤヒケが発生する部分の磁力の強さに

注目した．Fig. 21の下段のグラフは磁力の強さを測定し

た結果である．上段の絵のように放射線状に発せられてい

る磁力線の位置ごとの磁力の強さを調査するために，マグ

ネットシートの A から A’に向かって測定をおこなった．

グラフに示した磁力の強さは，模様端部と比較して模様中

央部が弱いことを示している．このことから，模様中央部

のフレークが，完全に磁力線に沿って動くには，端部より

も時間がかかると考えられる．ツヤヒケは模様の中央部，

つまり磁石の中央部で発生する．しかし，中央部は磁力が

弱いため，この部分のフレークが磁力に沿って 90°に近い

角度まで動くには時間がかかると推定される．我々はこの

時間的遅れを利用して，フレークの動きを制御することに

した．
Fig. 22に測定のポイントとフレークの最終到達角度を

示す．磁性模様塗装のフレークの角度分布が異なる代表

的な部分として，A，B，C の３箇所を抽出した．それらの

特徴を以下に示す．Fig. 22の右上の写真に示すように，

A は模様の端部，C は中央部，B は A と C 中間部分であ

る．右下の断面模式図のように磁力線は放射状に発せら

れている．そのため，磁力線の角度は，模様周辺部から中

央部に向かうにしたがって次第に大きくなっている．これ
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により，完全にフレークが磁力線に沿った場合には，A部

は 0°－ 5°，B部が 45°，C部が 90°の傾きになる．このよ

うに，各部位のフレークが完全に磁力線に沿った状態の角

度を，それぞれの部位の最終到達角度と呼ぶこととする

（Fig. 22内の表）．

ツヤヒケが発生するのは，模様中央部である C 部であ

る．C部のフレークが十分に動くとツヤヒケが発生するた

め，動く角度に制限が必要であることは前述した．一方で

それ以外，特に立体感に寄与の大きい B部のフレークは，

高い立体感を得るためには，完全に磁力線に沿うまで動く

ことが求められる．3.2.4. 項で検証したとおり，中央部の磁

力は端部よりも弱く，フレークが動くのに時間がかかるた

め，中央部 C部のフレークが動く時間を制限しながら，端

部 Aや中間部 Bのフレークを十分に動かすための手法を

考察する．

塗装後の経過時間とフレーク角度の関係を Fig. 22の左

下のグラフに示す．グラフの横軸は塗料が表面に塗着した

後の時間，縦軸はフレークの最終到達角度に達している割

合を示している．したがって，最終到達角度に 100% 達し

ているというのは，それぞれA，B，C部の最終到達角度に

（例えば B部は 45°），その箇所のフレークが全部沿うこと

を意味する．
Fig. 22のグラフの中央部分の縦線は磁性模様塗装の工

程の終了時間である．この時点で，端部にあたる A 部は，

ほぼ最終到達角度（0°－5°）に至っているが，B部，C部は

最終到達角度に達していない状態で塗装工程が終了してい

る．すなわち，立体感が低い状態を示している．立体感に

寄与する中間部のB部を最終到達角度（45°）になるように

時間を長くした場合，同時に C部も最終到達角度（90°）に

達してしまい，ツヤヒケが生じることになる．このグラフ

の塗料配合は，2008 年の量産品の位置づけと言い換える

ことが可能であり，実際は，ツヤヒケのない塗装外観を優

先した結果，高い立体感は実現できなかった．目的の立体

感を得るためには，塗装工程終了時間にB部のフレークを

最終到達角度に動かし，かつ，中央部の C部は最終到達角

度に到達する前（45°以下）に止める必要がある．つまり，
Fig. 23の（a）のグラフに対して，（b）のグラフのようにフ

レークを動かす必要がある．そのために，フレークを速く

動かし，早く止める塗料設計を検討することとした．

速く動かすことについては，前述の高透磁率フレーク

を適用することが対応手法の一つであるが，フレークの動

きは塗膜の粘度による影響が大きい．そのため，我々は速

く動かし，早く止めるための手法として塗料の粘度制御

を検討することにした．フレークの動きは，塗膜の粘性に

よって制御される．すなわち，フレークが動けるのは，塗

膜の粘度が一定粘度以下の場合に限られる．ベースコート

がウェット（wet）状態にある間のフレークが，磁力によっ

て動く様子を観察し，磁力線の影響下で配向ができる，で

きないの境目となる塗膜内粘度を見極めた．この値を，

「Border-X 粘度」と定義した．塗装時，スプレーガンによっ

て吹きつけられた塗料が，塗装対象表面に塗着した瞬間に

は，Border-X 粘度より低い粘度となるように設定し，その

後，すぐにBorder-X 粘度に達する，または，超えるように

塗料粘度変化を設計すれば良いと考えた．この急激な粘度

上昇を実現するために，我々は分子量 10 万以上の高分子

量樹脂（Rheology	Control	 resin：RC樹脂剤）を用いた．RC

樹脂剤を用いる場合，添加により吹きつけ前の塗料粘度そ

のものが上昇するため，塗装後の平滑性を確保できない．

そこで塗料のシンナによる希釈率を上げた．このことは，

吹きつけ時の塗料粘度を下げることとなり，結果的にフ

レークを速く動かす効果ももたらす（Table 4）．

Fig. 23   Flake movements of fast move and immediate stop

Table 4   Purposes and measures of viscosity 
adjustment
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Fig. 24のグラフは塗料の粘度変化を高分子量樹脂（RC

樹脂剤）の添加有無で比較したものである．横軸は経過時

間，縦軸は粘度を対数スケールで表示している．高分子量

樹脂の添加無し（グラフ青線），すなわち 2008 年の量産塗

料の位置づけに対して，グラフ赤線は今回の開発塗料であ

り，高分子量樹脂の添加によりフレークが動けなくなる粘

度である Border-X の数値が大幅に下がることが確認で

きる．さらに，希釈率を上げたことにより初期粘度も今回

開発塗料のほうが低くなった．それらの結果から，フレー

クは速く動くが，塗装後にフレークが停止するまで時間は

短くなっていることがわかる．これにより，ねらいとした

粘度変化特性を持つ塗料配合を設計することができた．な

お，粘度測定の方法についてはAppendix	5 に示す．

我々は，この塗料樹脂配合をベースに，高分子量樹脂お

よびシンナの配合比を変更させた塗料で塗装をおこない，

外観，塗膜性能および作業性を比較することにした．そし

て，その結果から量産仕様を決定することとした．

作成した．この無添加の仕様は 2008 年量産品の位置づけ

に近い．ただし，本評価においては他の検討仕様と比較す

るために，他と同様，高透磁率フレークを使用した．これ

らの塗料を用いて，基本形状である三角形の磁石を裏面に

配置し塗装した．その後，基本塗膜性能と外観評価，作業

性を比較し最終仕様を決定した．ここで言う作業性とは，

量産工程の中で必要な膜厚が得られるかどうかを指す．シ

ンナの揮発速度は，量産を想定しているベトナム工場の塗

装ブースの設定温度湿度を考慮し決定した．また，希釈後

の不揮発性物質率（NV%）についても，これら検討仕様の

配合から決定した．例えば，希釈率を上げると NV% は下

がることとなる．高分子量樹脂（RC 樹脂剤）0% は High，

20%はMiddle，それ以外については，Lowと規定した．

4.2. 結果詳細
テスト結果を Fig. 25に示す．写真は検討仕様０から４

に対するそれぞれの外観を示している．高分子量樹脂の添

加量と立体感外観には相関があり，高分子量樹脂の添加量

が多いものは立体感が高く良好である．2.3.2. 項の手法に

もとづいて立体感レベルを確認した結果，高分子量樹脂を

添加している検討仕様１から４はすべて立体感３以上と

なった．ツヤヒケはすべての検討仕様において，模様部も

模様以外の部分においても発生しなかった．

また，塗膜として求められる密着性などの一般的な性能

について確認した結果，すべての検討仕様において，塗装

性能を満たし問題のない結果が得られた．なお，それぞれ

の詳細試験方法はAppendix	6 に示す．

最後に，塗装作業性については，高分子量樹脂が多いほ

ど悪くなり量産塗装工程内で必要な膜厚を得ることが難

しくなった．我々は検討仕様２の高分子量樹脂の添加量約

30%までが許容範囲と判断した（Fig. 25の表，最下段）．こ

れらの結果より，量産仕様の決定については，外観と実際

の量産塗装ラインでの作業性に基づき，最終的に判断する

こととした．

4.3. 量産仕様の決定
外観および塗装作業性を考慮した上で，量産仕様を決

定する判断のプロセスを下記に示す．3.2.4. 項で述べたよ

うに，高分子量樹脂を添加すると粘度が増加するため，塗

装面の平滑性を保つために，シンナの希釈率を上げて塗料

粘度を低くする必要がある．シンナの希釈度合いが高くな

ると，最終的に塗膜形成する不揮発性物質の割合（NV%）

が低下し，一回の吹きつけ工程では，目標とする隠蔽膜厚

（15-17	μm）を実現できなくなる．
また，量産工程条件下では，１回の吹きつけ作業に対す

る，塗料の吐出量には上限がある．通常量産工程における

塗り重ね回数は２-３回以内に設定される．よって，塗装工

程上は，この回数以内で必要な隠蔽膜厚を形成することが
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４．結果

4.1. 塗料配合条件
フレークを早く止めることに寄与する高分子量樹脂につ

いて，検討仕様として添加量の異なる４種類の塗料を作成

した．高分子量樹脂の配合割合は，20，30，40，50% とし

た．また比較として高分子量樹脂を添加していない仕様も
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Fig. 25   Test results

*6 Color difference     E is measured using Spectrophotometer.
 “Good” denotes     E = 2 or less.
 (Equipment: Spectrophotometer, CR-300, MINOLTA)

Specification No. 0 1 2 3 4

Addition of RC resin None Applied Applied Applied Applied

Contained ratio of RC resin*1 0.0% 20.0% 32.0% 40.0% 50.0%

Contained flake ratio (PHR)*1 15 PHR 15 PHR 15 PHR 15 PHR 15 PHR

Non-volatizing material ratio after
diluted by thinner (NV%)*2 HIGH MIDDLE LOW LOW LOW

Plasticity level (Inclination of approximation line) 2 (-1.22) 3 (-0.73) 3 (-0.71) 4 (-0.38) 4 (-0.28)

Initial gloss value*3
The area of design pattern 95 95 96 94 94 

The area without pattern 95 97 98 97 96 

Initial adhesion performance*4 Good Good Good Good Good

Water resistance*4 Good Good Good Good Good

Durability against
accelerated weather

stress*5

Non-discoloring*6 Good Good Good Good Good

Gloss*7 Good Good Good Good Good

Adhesion performance*4 Good Good Good Good Good

Disorders of paint layers*8 None None None None None

Paint
specifications

Results
Appearance

Results
Performance

Results
Paintability Thickness of  paint layers*7,*9 Good Good Fair Poor Very poor

*1 Ratio to the base resin

*2 The thinner is added until the viscosity reaches 13 second at 26 degrees in Celsius using Iwata-cup.

*3 Measurement is carried out using gloss meter and the detecting angle is set at 60 degrees.
 (Equipment: Gloss meter, Micro tri gloss, BYK Additives & Instruments)

*4 “Good” denotes that none of the tiles are peeled off.

*5 Results are evaluated for the areas both with and without design patterns and the evaluation results shown in the table are the 
 total performances.

*7 “Good” denotes satisfying the requirement, 
 “Fair” denotes barely satisfying the requirement and
 “Poor” denotes unsatisfying the requirement.

*8 Disorders include checkings, cracks and blister. Those are visually observed.

*9 Whether or not the total thickness of sprayed base coat paint reaches the required thickness for hiding the primer layer under the 
 paint process in actual manufacturing.

求められる．

今回，生産工場として想定したベトナム工場のラインに

おける工程条件では，重ね塗りの設定は３回であり，この

回数にて，必要な膜厚の確保ができる希釈量（膜成分量NV

約 15－20%）の設定が必要であった．高分子量樹脂は，そ

の量を増やすほど立体感実現への寄与が大きい．しかし，

上に述べた量産工程の制約から生ずるシンナ希釈量設定上

の制限を勘案し，要求膜成分量に見合うように高分子量樹

脂の添加量を設定した．

このようにして，量産用に設計された塗料では，ベース

樹脂に対する比率で 20	 -	 25% の割合で高分子量樹脂を添

加することとした．Fig. 25において総合評価基準に達した

検討仕様１を量産仕様として選定した．

上記に示した各条件設定を反映しつつ，今回開発された

塗料を用いて，ベトナム工場のラインで試験的な塗装を実

施した結果，良好な立体感が得られ，また，作業性にも問題

がないことが確認された．この試験塗装の工程にて，先に

説明した立体感測定の基準形状として設定した三角形の磁

石シートを用いてこの塗装を実施し，光強度の角度変化を

計測したところ，目標として定めた立体感であるレベル３

を達成していることが確認された．開発した塗料は，ベト

ナムで量産適用されている（Fig. 26）．
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５．結論

二輪車用外装プラスチック部品の外観魅力向上のため

に，磁性模様塗料を使用し，従来技術と比較して，その模

様外観が示す立体感をより高めるための塗料と塗装手法の

開発をおこなった．この開発における，課題設定，解決の

ための解析プロセスを通じて，以下の知見を得た．

（１）	立体感に寄与する，光強度変化の度合いを数値化し，

目標とする立体感レベルの数値化ができた．

（２）	立体に見えるメカニズムを解析し，目標とする立体感

を具体的に実現させるための，塗膜内のフレークの配

向状態を明らかにした．

具体的な塗料，塗装手法の開発においては，以下に示す

手法の有効性を確認した．

１．塗料

（１）	フレークには，高い透磁率（透磁率：2.2），高い明度

（L* 値 50 以上），無彩色に近い鉄系材料を用いる．

（２）	高分子量樹脂（RC 樹脂剤，分子量 10 万以上）を用い

て，塗料塗着後の粘性を短い時間の間に十分に上昇さ

せ，フレークの動きを短い経過時間内に止める粘度特

性を持つ塗料とする．

２．塗装手法

（１）	実現したい粘度変化（フレークを速く動かし，早く止

める）を設定し，それを既存の塗装工程の制約条件に

合わせて高分子量樹脂の添加量（20-25% 程度まで）を

設定した．

（２）	シンナの希釈率を調整することで，NV%を15-20%程

度に設定した．

上記手法を組み合わせることで，目標としていた，より

高い立体感を有する磁性模様塗装を実現することができた．

この技術の開発により，より魅力的な車両外観デザイ

ンを持つ二輪車を，お客様に提供することができるように

なった．	

Fig. 26   Final product with plastic coverings painted 
by magnetically formed decorative painting
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Appendix 1

光の強さの単位について
光の特性を表す数量の単位にはさまざまなものがあり，

それがどのような定義に基づくものかによってそれぞれ異

なる．本研究における光学計測の測定対象は塗装表面であ

り，したがって，それ自身は光を発してはいない．しかし，

塗装面からの光の強さを論ずる場合に，最も適した光学計

測の SI 系単位の一つは，一定の外部光を照射した状態に

おける，塗装面から見かけ上発せられる光に対して測定さ

れた光度（luminous	intensity）であると考えられる．

ここで，実際面においては，本測定に用いられた光学計

測機器のいくつかは SI 単位系の単位を採用していない．

しかし，標準化にのっとっていない単位であっても，その

計測目的に合致している場合には，計測的な有効性は失わ

れない．また，こうした単位をSI 単位系の単位に換算する

ためには，多くの場合，複雑な補正が必要である．実際の

場面においては，この補正の実施は大変困難であり，かつ，

仮にそれらを実施して補正値を得たとしても，本研究で得

ようとしている技術的内容に対して，何ら付加的な価値を

得ることができない．

本研究においては，おこなわれた計測のほとんどは，立

体感の度合いを知ることを目的に実施されている．した

がって，光の強度の絶対値そのものは，検討対象とはなっ

ていない．測定のねらいは，あくまで，光の強さの変化の

量（比率）であり，それを，測定の場所や測定角度を変えな

がら計測している．

こうした計測目的の背景を踏まえ，本研究においては，

「光度」，「明度」にて得られた測定結果については，そのま

まその表現，単位を用いている．また，例えば変角光度計

のように，計測結果が他の単位で得られている場合には，

「光強度」とのみ表記し，値は相対値のみで示し，標準単位

系への換算はおこなっていない．このように，論文中の表

記においては，明確に「光度」または「明度」で測定，もしく

は定義されている場合には「光度」，「明度」を用い，一般に
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Fig. 27   Comparison of measurement value and 
simulation result

光の強さについて言及する場合には「光の強度（強さ）」と

いう表現を用いている．

先に述べたように，本論文における場合には，相対的

な値（比率）のみが検討の対象となるため，光度，明度，光

強度のいずれの表現，測定値を用いても，実質上の意味は

まったく同じである．

Appendix 2

テストピースの作成方法
（１）	事前に，下記に示す３種類のシンナを準備する．

（a）	沸点が，およそ 100°C から 130°C の溶剤を中心

とした組成のシンナ

（b）	沸点が，およそ 140°C から 180°C の溶剤を中心

とした組成のシンナ

（c）	沸点が，180°Cを越える溶剤で作成されたシンナ

（２）	（１）で作成した３種類のシンナを用いて，揮発度が異

なる５段階のシンナを調合する．

（３）	（２）で作成した５種類の調合済みシンナを，塗料主

剤，硬化剤と共に規定の割合で調合する．

（４）	このように作成した５種類の塗料を，それぞれ，背面

に規定の磁石シートを貼り付けたABS樹脂板に塗装

する．

Appendix 3

透磁率
透磁率とは，印加された磁場によって物質に誘引され

る，磁化の度合いを示すパラメータである．また，透磁率

は，物質がそれ自身の中に，磁場を形成する作用の強さの

度合いを示す．

本研究の対象においては，フレーク材料の透磁率が高い

ほど，フレークが磁場の方向に沿うように動きやすい，と

言うことができる．通常，透磁率はその物質に固有の数値

として定義される．しかし，この研究において金属材料を

使う場合には，フレーク形状に加工されたものを用いる．

この加工に伴って，透磁率が元々の金属固有の数値とは

異なるものに変化する場合がある．こうした理由により，
Fig.	15には，フレーク形状に加工された後の透磁率の値を

示した．

Appendix 4

シミュレーションの方法
磁力線の強さと方向を，解析ソフト（ELF	MAGIC	 ver.	

3.40,	 Elf	 Co.,	 Ltd.）を用いてシミュレートした．解析にあ

たり，磁石シートの持つ磁束密度（228.0	 mT）および，磁

石シートの形状と寸法を条件としてあたえている．シミュ

Table 5   Comparison of measurement value and 
simulation result

A-A’
(mm)

Actual
measurement

(10-3T)

Simulation
(10-3T)

Measurement value
divided by

simulation result

0.0 1.55 1.66

2.5 3.89 3.99

5.0 5.09 4.84

7.5 5.25 4.91

10.0 5.16 4.83

12.5 5.13 4.81

15.0 5.22 4.88

17.5 5.41 5.03

20.0 5.65 5.20

22.5 5.67 5.17

25.0 4.92 4.41

27.5 2.65 2.34

30.0 0.00 -0.01

93.37%

97.49%

106.92%

105.17%

106.83%

106.65%

106.97%

107.55%

108.65%

109.67%

111.56%

113.25%

0.00%

Simulation software : ELF MAGIC ver.3.40, ELF Co., Ltd.
Measurement equipment: Magnetic flux density meter
(Tesla Meter,  TM-601, KANETEC Co., Ltd.)
-  Measurement points and conditions

(1) The positions located on the A-A’ line at Fig. 21 and the
 height is 5.0 millimeters.
(2) The magnetic flux densities in vertical direction were
 measured.
(3) On the side of North Pole of the magnet sheet polarity.
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レーションの結果と，実測値の比較表を Table 5に，また，

それをグラフにしたものを Fig. 27に示す．これらの結果

から，シミュレーションの結果は，実際の様子を示してい

ることが検証された．

Appendix 5

粘度測定の方法
ステップ１：	不揮発性物質比率と粘度の参照用相関グラフ

の作成

（１）	塗料主剤，硬化剤，シンナを規定の割合で調合する．

（２）	上記調合塗料を大皿状の容器に入れ，常温で塗料をか
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■著　者■

田 中 明 子 佐 藤 育 恵

き混ぜながら溶剤を蒸発させる．

（３）	目視で粘度上昇が確認された後，数回この塗料からサ

ンプルを採取する．

（４）	採取した塗料の不揮発性物質比率と粘度の測定をお

こなう．

（５）	上記測定結果に基づき，不揮発性物質比率とそれに対

応する粘度の関係を示すグラフを作成する．

（６）	こうして作成した参照用グラフを用いながら，実際の

粘度測定をおこなう．すなわち，不揮発性物質比率で

得られたデータを粘度に換算して用いる．計測の具体

的手法については下記に示す．

・	計測機器と計測条件

（a）	 粘度

－粘度計：LVDV-1+ ,	 Brook f i e l d	 Eng ineer i ng	

Laboratories

－回転子／回転速度：#4/60	rpm

－温度：26℃

（b）	 不揮発性物質比率

－試料 2	g をブリキ皿に取る．

－上記試料を 110°Cにて３時間加熱する．

－加熱後の重量を測定し，計算により不揮発性物質の

比率を求める．

ステップ２：不揮発性物質比率の計測と粘度への換算

（１）	あらかじめ一定のサイズに断裁されたアルミ箔を，数

枚，被塗装部品表面に貼り付け，規定に沿って調合さ

れた塗料をスプレーする．

（２）	スプレーの直後から，１分，２分，３分経過した段階

で，これらのアルミ箔を順次剥がし，素早く畳む．

（３）	畳んだままの状態で，重量を測定する．

（４）	その後，アルミ箔を開き，その状態のまま規定の時間

乾燥し，再度重量を測定する．

Appendix 6

評価試験の詳細
１．立体感

磁性模様の立体感度合いは，違う条件で塗装されたサン

プルプレートの外観を測定することによって確認した．変

角光度計を用いてこれらを測定し，この結果を，以前我々

が定義した立体感指標を用いて，比較した．

２．密着性，耐水性，耐候性

作成したそれぞれのサンプルプレートについて，下記に

示す条件で初期密着性，耐水性，耐候性試験をおこなう．

（１）	初期密着性：

模様を有する部位，ない部位，それぞれの部位の表面に，

カッターを用いて刃が素地まで達するように，1	mm 幅で

並行に 11 本溝状に傷を付け，さらにこれに垂直に交差す

るように同様に 11 本溝を付け，1	mm×1	mm四方の矩形

片が 100 枡となるように作成する．

その後，接着テープ（商標名：セロテープ）を試験片表面

に押し当て，その後引き剥がし，100 枡中，塗膜表面に残

る枡の数を数えて記録する．試験は，20°C の温度中でお

こなう．

（２）	耐水性

それぞれのサンプルプレートを 40°C の水に浸漬し，

10 日間置く．その後プレートを取り出し，乾燥させる．さ

らにその後，前述の方法で密着性の試験をおこない，評価

をおこなう．

（３）	耐候性

それぞれのサンプルプレートを，水と熱の負荷を印加し

た状態のサンシャインウェザ装置を用いて，光を 85 時間

照射し，その後 40℃の水に 48 時間浸漬する．さらにその

後，前述の密着性試験をおこない，塗膜の密着を確認する．

これを１サイクルとし，10 サイクルまで試験をおこな

い，評価をおこなう．
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かつて日本の製造業は，自国で技術を生み出し商品

を開発し，それを自国で生産して世界に輸出するとい

うプロセスを辿って発展してきました．ところが，日本

の製造業は生産コストの安い生産地を求めて海外へ進

出して行きました．

今では，海外の生産コストの安い拠点で生産するの

が常識となりました．その結果，日本の製造業のシェア

は新興国の製造業にかなり奪われてきています．

今後，生産コストの安い新興国の製造業に勝つため

には，より質の高い技術が求められています．技術は，

時には世の中を変えることができるほど素晴らしいも

のです．

一方，論文は，技術を人に伝える重要なツールとし

て非常に重要な役割を担っています．論文は，技術者の

理論によって構成されています．しっかりとした理論

がなければ，論文を書くことができず技術を人に伝え

ることができません．

Honda	R&D	Technical	 Review は，「一流の証」とし

て位置づけ，執筆及び編纂されています．今後皆様が

Honda	R&D	Technical	Review を，技術創出の原動力と

して活用して頂ければ幸いです．

（千葉）








