
リラクタンストルクを活用した省・脱レアアースモ
ータの高性能化に関する研究

言語: jpn

出版者: 

公開日: 2022-07-21

キーワード (Ja): 

キーワード (En): 

作成者: 小林, 眞莉香

メールアドレス: 

所属: 

メタデータ

https://doi.org/10.24729/00017760URL



 

 

 

大阪府立大学博士論文 

 

リラクタンストルクを活用した 

省・脱レアアースモータの高性能化に関する研究 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

２０２２年１月 

 

 

 

 

小 林 眞 莉 香 

 

 





i 
 

目次 
 

第 1 章 緒論 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 1 

第 2 章 希土類ボンド磁石に適した PMASynRM のロータ構造設計と特性解析 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 5 

 2.1 緒言 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 5 

 2.2 ターゲットとする希土類焼結磁石適用 IPMSM ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 5 

 2.3 希土類ボンド磁石適用 PMASynRM のロータ設計 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 8 

  2.3.1 初期モデルの設計 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 8 

  2.3.2 初期設計モデルと希土類焼結磁石適用 IPMSM の特性比較 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 10 

  2.3.3 機械強度制約の考慮 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 17 

 2.4 希土類ボンド磁石適用 PMASynRM の不可逆減磁解析 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 26 

  2.4.1 リコイル曲線の測定データ ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 27 

  2.4.2 ボンド磁石の減磁動作 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 30 

  2.4.3 サブルーチンを用いた減磁解析手法 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 31 

  2.4.4 減磁解析用の入力電流 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 35 

  2.4.5 リコイル比透磁率を定数とした減磁解析結果 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 35 

  2.4.6 リコイル比透磁率を変数とした減磁解析結果 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 38 

  2.4.7 リコイル比透磁率の設定条件の違いが減磁後の特性に及ぼす影響 ꞏꞏꞏ 41 

 2.5  希土類焼結磁石適用 IPMSM との運転特性比較 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 46 

  2.5.1 減磁解析の条件 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 48 

  2.5.2 温度上昇時におけるボンド磁石適用 PMASynRM の不可逆減磁特性 ꞏ 52 

  2.5.3 モータパラメータの比較 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 54 

  2.5.4 最大トルク特性（MTPA 制御時）の比較 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 57 

  2.5.5 最大出力制御時の諸特性の比較ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 58 

  2.5.6 運転領域全体の損失・効率特性の比較 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 60 

  2.5.7 走行評価点における損失・効率特性の比較 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 64 

 2.6 結言 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 66 

第 3 章 2 層構造 PMASynRM のコギングトルク低減 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 67 

 3.1 緒言 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 67 

 3.2 コギングトルクの発生原理と低減方針 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 67 

  3.2.1 コギングトルクと磁気エネルギー ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 68 

  3.2.2 ギャップ中の磁束密度の 2 乗（Bg
2）関数 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 68 

  3.2.3 コギングトルクの定式化と低減方針 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 71 

 3.3 階段波近似を用いた Bg
2波形の最適化によるコギングトルク低減 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 72 

  3.3.1 基準モデルのコギングトルク波形と Bg
2波形 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 74 

  3.3.2 Bg
2波形の階段波による近似 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 76 

  3.3.3 溝を設けたロータにおける理想的な Bg
2波形（階段波）の導出 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 80 



ii 
 

  3.3.4 理想的な Bg
2波形（階段波）に基づく最適な溝の設計 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 82 

  3.3.5 最適な溝を設けたモデルのコギングトルク・トルク特性 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 85 

  3.3.6 ティ―ス幅・スロット開口幅の影響 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 86 

 3.4 台形波近似を用いた Bg
2波形の最適化によるコギングトルク低減 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 88 

  3.4.1  解析モデル ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 88 

  3.4.2  Bg
2波形の階段波近似と台形波近似の比較 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 89 

  3.4.3  溝を設けたロータにおける理想的な Bg
2波形（台形波）の導出 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 90 

  3.4.4 最適な溝を設けたモデルのトルク特性と Bg
2波形 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 93 

 3.5 結言 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 96 

第 4 章 同期リラクタンスモータのトルクリプル低減 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 97 

 4.1 緒言 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 97 

 4.2 トルクリプルを低減するロータ構造設計 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 98 

  4.2.1 基準モデル ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 98 

  4.2.2 トルクリプル低減のための設計プロセス ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 100 

  4.2.3 非対称モデルのトルク特性および機械特性 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 107 

 4.3 試作機を用いた実験的検証 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 109 

  4.3.1 試作機と実験装置 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 109 

  4.3.2 瞬時トルク波形の測定 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 110 

  4.3.3 基本特性の測定 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 113 

  4.4 結言 ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 116 

第 5 章 結論  ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 117 

参考文献    ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 120 

謝辞     ꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏꞏ 127 

 



iii 
 

主要記号 

 
記号 名称 単位 

P 極数  

Pn 極対数  

Ra 電機子巻線の抵抗  

Ld, Lq d, q 軸インダクタンス mH

a 永久磁石による電機子鎖交磁束 Wb 

dmin 最小 d 軸鎖交磁束 Wb 

id, iq 電機子電流の d, q 軸成分 A 

 電機子電流の q 軸からの進み角（電流位相） ° 

Ie 相電流実効値 A 

Iem 相電流実効値の制限値 A 

Ia 電機子電流の大きさ（ 2 2 3a d q eI i i I   ） A 

Iam 電機子電流の制限値 A 

Va 電機子電圧の大きさ V 

Vam 電機子電圧の制限値 V 

N ロータの 1 分間あたりの回転数 min-1 

T トルク Nm 

Tr リラクタンストルク Nm 

Tm マグネットトルク Nm 

Tc コギングトルク Nm 

Wc 銅損 W 

Wi 鉄損 W 

Pm 機械出力 kW 

 効率 % 

rec リコイル比透磁率  

Hrev 逆磁界強度 kA/m 

Bg ギャップ中の磁束密度 T 

 減磁率 % 

e ロータの回転角度（電気角） ° 

e, m ギャップ中の位置（電気角, 機械角） ° 
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第 1 章 緒論 
  

 1950 年代から現在まで，希土類焼結磁石を始めとする高性能磁石の開発やパワーエレ

クトロニクス技術の進歩を背景に，永久磁石同期モータ（PMSM : Permanent Magnet 

Synchronous Motor）は小型で高出力かつ高効率なモータとして著しい進歩を遂げてきてい

る(1)(2)。PMSM の中でも，埋込磁石同期モータ（IPMSM : Interior PMSM）は，磁石磁束によ

るマグネットトルクに加えてロータ（回転子）の磁気的突極性によるリラクタンストルクも

利用できるため，効率が高く可変速運転範囲が広いモータである。IPMSM はエアコンのコ

ンプレッサ駆動，自動車駆動，可変速油圧ポンプ駆動などの幅広い用途で使用されており

(3)~(7)，今後も環境・エネルギー問題の解決のために，高効率な IPMSM の普及が拡大してい

くと考えられる。 

しかし，IPMSM のロータに使用される希土類焼結磁石は高いエネルギー積を得るために

多くのレアアースを含んでいる。なかでも， ジスプロシウム（Dy: Dysprosium）などの重レ

アアースは世界生産量の多くが特定の地域に限定されており，今後の価格高騰や長期にわ

たる資源確保のリスクが問題視されている(8)。また，レアアースの採掘と製錬に伴いウラン

やトリウムなどの有害な廃棄物が発生することによる環境汚染も深刻な課題である(9)。その

ため，Dy などの重レアアースを使用しない省レアアースモータ，またはレアアースを一切

使用しない脱レアアースモータの開発が望まれる。 

省・脱レアアースモータの候補として，希土類焼結磁石の代わりにフェライト磁石やボン

ド磁石を適用した PMSM が注目されている。フェライト磁石は最大エネルギー積が希土類

焼結磁石の 1/10 程度であるが，レアアースを含まないため安価である。従来研究では，フ

ェライト磁石を適用した永久磁石補助型同期リラクタンスモータ（PMASynRM : Permanent 

Magnet Assisted Synchronous Reluctance Motor）が提案され，数十 kW 級の自動車駆動用モー

タへの適用が研究されている(10)~(13)。また近年では，最大エネルギー積は希土類焼結磁石と

比べて 1/4 程度であるが，Dy を含まず安価な希土類ボンド磁石を用いたモータの構造を検

討する研究も多くなされている(14)-(20)。希土類ボンド磁石は希土類粉末を樹脂で固めた磁石

であり，ロータに直接射出成型することで円弧のような複雑形状も容易に製造可能である

(21)。すなわちボンド磁石を用いた PMSM は，磁石の形状自由度を活かしたロータ構造設計

により小型化，高出力化が期待できる。従来研究では，数 kW 以下の小型 PMSM へ希土類

ボンド磁石を適用する研究が多く，適用可能性が示されている(14)(16)~(18)(20)。最近では，体格



 

2 

 

の大きい自動車駆動用モータへの適用も研究されており，希土類ボンド磁石を用いた 60kW

級のバーニアモータ(15)や 50kW 級のアウターロータ型ハルバッハモータ(19)が検討されてい

る。しかし，これらの研究はボンド磁石の不可逆減磁が考慮されていない。大電流・高温で

駆動する数十 kW 級の自動車駆動用モータに希土類ボンド磁石を適用する際，不可逆減磁

の考慮が必要不可欠である。不可逆減磁を考慮した上で，希土類焼結磁石を用いた IPMSM

と同等の出力，効率を得る希土類ボンド磁石を用いたモータの開発が望まれる。 

省・脱レアアースモータの高出力化，高効率化に加えて，低振動化も重要な課題である。

省・脱レアアースモータの中でも PMASynRM は，リラクタンストルクを最大限に活用する

ためロータに多層の磁石を埋め込んだ構造を有する(10)~(13)。そのため，PMASynRM は表面

磁石同期モータ（SPMSM：Surface PMSM）に比べてエアギャップ中に発生する磁束密度波

形に多くの空間高調波を含むという問題がある。ギャップ磁束密度の高調波によって誘起

電圧波形が歪み，コギングトルクやトルクリプルが増大する(22)(23)。このうちコギングトル

クは，低速時のモータ騒音や振動要因となるため低減する必要がある。従来のコギングトル

クの低減手法には，ステータやロータにスキューを施した構造が多く提案されている(24)(25)。

しかし，スキューは負荷時の平均トルクを減少させ，また構造を複雑化するため製造が難し

い。そのため，ロータやステータに小さな溝を設けるなどの単純な構造設計のみで，平均ト

ルクを維持したままコギングトルクを低減する方法が望ましい。 

また，永久磁石を一切用いない脱レアアースモータとして，リラクタンストルクのみで駆

動する同期リラクタンスモータ（SynRM）が研究されている。SynRM は，ロータが鉄心の

みで構成され永久磁石を使用しないため IPMSM に比べて安価で省資源なモータであり，コ

ギングトルクも発生しない。また，現在の産業用モータとして主流である誘導モータ（IM）

よりも同体格での出力密度が高く高効率であるため，IM に替わる高効率産業用モータとし

て注目されている(26)~(29)。産業用モータは，国際電気標準会議によってモータの国際高効率

規格（IE コード）が規定されており，これまで IM では成し得なかったスーパープレミアム

効率（IE4）やウルトラプレミアム効率（IE5）クラスの SynRM が研究開発されている(30)~(33)。

しかしながら，今日において IM が SynRM へ全て置き換わる状況ではない。その要因の一

つとして，SynRM はロータに多層の空気層より成る磁束障壁（フラックスバリア）を持つ

ため，通電時のトルクリプルが大きい課題がある。SynRM の出力や効率を維持したまま，

トルクリプルを低減する構造の検討が必要である。 

以上に述べた課題を考慮し，本論文では，リラクタンストルクを活用した省レアアースモ

ータである Dy を含まない希土類ボンドを用いた PMASynRM と脱レアアースモータである
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SynRM の高性能化について検討を行う。ロータ構造設計により，高出力，高効率，低振動

化を実現し，モータの省資源化を図ることを目的とした。本研究の省・脱レアアースモータ

が実現できれば，従来の希土類焼結磁石を用いた IPMSM よりも省資源化・コスト削減が期

待でき，高効率なモータを世界中に広く普及させることができる。 

本論文の第 2 章以降の概要は次の通りである。 

第 2 章では，Dy を含まない安価な希土類ボンド磁石を用いた自動車駆動用 PMASynRM

（以下，ボンド磁石適用 PMASynRM）を提案し，希土類焼結磁石を適用した IPMSM（以下，

焼結磁石適用 IPMSM）と同等以上の出力，効率特性を目指す。機械強度の制約下で希土類

ボンド磁石に適したロータ構造を有限要素法（FEM : Finite Element Method）による磁界解

析により設計する(34)(35)。また，ボンド磁石適用 PMASynRM の不可逆減磁解析手法と不可逆

減磁が運転特性に及ぼす影響を検討する(36)~(40)。ボンド磁石のリコイル比透磁率rec は，ス

テータからの逆磁界の強さと磁石温度によって変化する。そこで，リコイル曲線の測定結果

に基づいてrec を変数とした減磁解析手法を提案する。提案する減磁解析の結果を，rec を

定数とした減磁解析結果と比較し，ボンド磁石適用 PMASynRM に適した減磁解析手法を明

らかにする。さらに，不可逆減磁を考慮したボンド磁石適用 PMASynRM の出力，効率特性

を，焼結磁石適用 IPMSM と FEM 解析により比較検討する(41)(42)。 

第 3 章では，ロータに 2 層の希土類ボンド磁石を有する PMASynRM のコギングトルク低

減を目的とし，ロータ表面に設ける溝の位置と形状を，主に理論式に基づいて設計する手法

を提案する(43)~(47)。提案手法は，コギングトルクの脈動成分がモータのギャップ磁束密度の

2 乗（Bg
2）波形に依存することに着目する。FEM 解析により求めた溝の無い基準モータの

Bg
2 波形を，簡易的な波形で近似する。近似に用いる波形は，階段波形および台形波形の 2

種類検討する。次に，コギングトルクの主要成分が最小となる理想的な Bg
2波形を理論的に

導出し，得られた理想波形のパラメータから最適な溝の位置と幅を決定する。その後，磁界

解析によって最適な溝の深さを調節し，設計した溝のコギングトルク低減効果を FEM 解析

によって明らかにする。また，提案手法の汎用性を示すために，ボンド磁石適用 PMASynRM

に加えてモータ体格，構造が異なる 2 種類の焼結磁石適用 IPMSM においても最適な溝を設

計し，コギングトルクの低減効果を検証する。さらに，溝を設けたモデルの負荷時のトルク

特性を解析し，溝が平均トルクに及ぼす影響についても検討を行う。 

第 4 章では，ロータに 4 層のフラックスバリアを有する産業用 SynRM のトルクリプル低

減を目的とし，機械的強度を考慮した非対称なフラックスバリアを有するロータ構造を提

案する。提案する非対称モデルは 2 通りあり，何れも平均トルクや効率を維持したままトル

クリプルを低減できる。1 つ目は，1 枚のロータコアに 2 種類のフラックスバリア形状を組
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合せたモデルである。2 つ目は，フラックスバリア形状が異なる 2 種類のロータを積厚方向

に組合せた後，積厚比率を最適化したモデルである。これらの非対称モデルのトルクリプル

を FEM 解析により検討し，その低減効果を示す。そして，基準モデル，及び非対称モデル

の中で最もトルクリプルが小さい積厚方向に非対称なモデルの試作機を製作し，瞬時トル

ク波形および，平均トルク，効率などの基本特性を測定し，提案構造の有効性を実験的に検

証する。 

第 5 章では，結論として以上の章の総括を行う。 
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第 2 章 希土類ボンド磁石に適した PMASynRM のロータ構造設計

と特性解析 

 

2.1 緒言 

 希土類焼結磁石を用いた IPMSM に替わる省レアアースモータとして，Dy を含まない希

土類ボンド磁石を適用した自動車駆動用 PMSM が研究されている(15)(19)。ボンド磁石は焼結

磁石に比べて保磁力が低く，不可逆減磁しやすい欠点がある。ステータからの逆磁界が大き

い場合，永久磁石が不可逆減磁してモータ性能が著しく低下する可能性がある。大電流で駆

動する自動車駆動用モータにボンド磁石を適用するためには，不可逆減磁後のモータ性能

の評価が必要不可欠である。しかし，ボンド磁石は B-H 特性が曲線状であるため，希土類

焼結磁石やフェライト磁石を用いるモータと同様の減磁解析手法が適用できない。そのた

め，ボンド磁石を用いるモータに適した減磁解析手法の検討が必要である。 

本章では， Dy を含まない希土類ボンド磁石を用いた自動車駆動用 PMASynRM を提案す

る。機械強度を考慮しながらボンド磁石の形状自由度を活かしたロータ構造を設計する

(34)(35)。また，ボンド磁石のリコイル曲線の測定値を用いて，ボンド磁石適用 PMASynRM に

適した不可逆減磁解析手法と不可逆減磁が運転特性に及ぼす影響を検討する(36)~(40)。さらに，

不可逆減磁を考慮したボンド磁石適用 PMASynRM の運転特性を，希土類焼結磁石を用いた

HV 駆動用 IPMSM と磁界解析より比較検討する(41)(42)。 

 

2.2  ターゲットとする希土類焼結磁石適用 IPMSM  

 本研究では，希土類焼結磁石を用いた現行の第 4 世代プリウス駆動用モータ(7)を模した

IPMSM をターゲットとする。図 2.1 にターゲットの希土類焼結磁石適用 IPMSM（以下，

IPM_A とする）の断面図を示す。ステータは 8 極 48 スロット分布巻であり，ロータ内部に

希土類焼結磁石を使用する。図 2.1 (c)は，IPM_A の 1 層目磁石付近の拡大図を示している。

本モータは永久磁石をロータ鋼板の磁石穴に埋め込んで製造するため，磁石とロータ鋼板

の間に 0.1 mm の隙間（クリアランス）がある。表 2.1 に，IPM_A の諸元を示す。希土類焼

結磁石の型番は NMX-39EH とした。 

 なお本論文では， IPMSM および PMASynRM における永久磁石の界磁磁束の方向を d 軸，

d 軸より電気角で/2 進んだ方向を q 軸と定義している。 
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図 2.1  ターゲットとする HV 駆動用 IPMSM（IPM_A）の断面図 

(a) ロータとステータ

(c) 磁石とロータ鋼板の隙間（クリアランス）(b) ロータ（1 極分）

q-axis 

d-axis



7 

 

表 2.1  IPM_A と初期設計モデル（PMA_A）の諸元 

Item (unit) IPM_A PMA_A 

Number of poles / slots 8 / 48 

Stator diameter (mm) 215 

Rotor diameter (mm) 140.3 

Shaft diameter (mm) 47.3 

Air-gap length (mm) 0.70 

Stack length (mm) 59.5 

Number of windings per phase (turn) 64 

Winding resistance Ra (Ω)* 0.070 

Max. phase current Iem (A) 180 

Max. line voltage Vam (V) 468 

Electromagnetic steel 20JNEH1200 

Rotor weight (kg) 5.58 5.29 

Permanent magnet 
Sintered magnet 

（NMX-39EH） 

Bonded magnet 

（RNI-5610V） 

 Remanence (T)* 1.15 0.61 

Coercivity (kA/m)* 870 390 

 Max. energy product (kJ/m3) 250 64.8 

 Volume（cm3） 71.5 218.4 

*At 100°C 
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2.3  希土類ボンド磁石適用 PMASynRM のロータ設計 

2.3.1  初期モデルの設計 

 ボンド磁石の磁力（最大エネルギー積）は，希土類焼結磁石の 1/4 程度であるため，単純

にロータ内磁石をボンド磁石に変更するのみでは，磁石磁力に起因するマグネットトルク

が減少してしまう。そこで，トルク密度を維持するための構造設計が必要であり，以下の 2

点が挙げられる。 

(1) d, q 軸磁路の磁気抵抗差を増加させることで，リラクタンストルクを増加させる。 

(2) 磁石表面積（体積）を増加させることで，マグネットトルクの減少を抑制する。 

図 2.2 に，ボンド磁石の形状自由度を活かしたロータ構造の設計方針を示す。図 2.2 (a) 

は，ロータを均質な鉄心とし，ステータ巻線に q 軸電流のみ流した時の磁束線である。この

線に沿った磁石形状に設計することでリラクタンストルクを大きくする。さらに，円弧形状

によって磁石の表面積が大きくなるためマグネットトルクの減少を抑制する。また文献(48)

では，磁石層 Wmagと鋼板層 Wironの比率が 1:1 の時に最も高いトルクが得られることが報告

されている。そのため，図 2.2 (b)に示すように初期設計モデルの磁石層 Wmagと鋼板層 Wiron

の比率は 1:1 に設計した。 

図 2.3 に，設計したボンド磁石適用 PMASynRM の初期設計モデル（以下，PMA_A と呼

ぶ）のロータ構造，表 2.1 に，PMA_A の諸元を IPM_A と合わせて示す。使用したボンド磁

石の型番は，RNI-5610V である。PMA_A は IPM_A と共通の 8 極 48 スロット分布巻のステ

ータ構造（図 2.1 (a)のステータ）を用いた。PMA_A は IPM_A と同体格で同値の最大相電流

Iemおよび最大電機子電圧 Vamを用いる。また，PMA_A に使用したボンド磁石の最大エネル

ギー積は，IPM_A に使用した焼結磁石のおよそ 0.26 倍（1/4 程度）である。そのため，焼結

磁石と同量のボンド磁石で同等以上のトルクを達成することは難しい。そこで，PMA_A で

使用するボンド磁石の磁石体積は，焼結磁石のおよそ 3 倍とした。磁石体積は PMA_A が大

きいが，ロータ全体の重量は両モータでほぼ同等である。 
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図 2.2 ボンド磁石の形状自由度を活かしたロータ構造の設計方針 

(a) ロータが均質な鉄心の時の 

q 軸電流による磁束線（ = 0°） 
(b) ボンド磁石の形状

図 2.3 初期設計モデル（PMA_A）のロータ構造 
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2.3.2 初期設計モデルと希土類焼結磁石適用 IPMSM の特性比較 

本項では，市販の電磁界解析ソフトウェア JMAG-Designer を用いて PMA_A と IPM_A の

運転特性を解析する。なお，解析における巻線温度および磁石温度は 100°C とした。 

(1) モータパラメータの比較 

図 2.4 に相電流 Ie に対する永久磁石による電機子鎖交磁束a の特性を示す。a は(2-1)式

より算出した(49)。 

 0

3
a

n e

T

P I
    (2-1) 

ここで，T0 は解析より求めた瞬時トルクの平均値であり，電流位相= 0°の時の値である。

ここで，は電機子電流の q 軸からの進み角（電流位相），Pn はモータの極対数である。全

電流域におけるaは，PMA_A > IPM_A となった。これは，残留磁束密度が小さいボンド磁

石を用いた PMA_A は，磁石表面積（体積）がおよそ 3 倍大きく設計したためである。無負

荷時における PMA_A のaは，IPM_A の 1.1 倍となった。また，両モデルとも Ie < 40 A の

小電流域では，aが単調増加している。これは，センターリブやアウターブリッジ（図 2.3

参照）の磁気飽和によって，ロータ内部で短絡する磁束が減少したためである。一方，Ie > 

40 A では，両モデルともaが単調減少している。これは，大電流域ではモータのコア全体

で磁気飽和が生じたためである。 

図 2.5 に，最大相電流時（Ie = 180 A）における，電流位相に対する d, q 軸インダクタン

ス Ld, Lq の特性，図 2.6 に電流位相15°，75°における磁束密度分布および磁束線図を示

す。なお，Ld, Lqは(2-2)式を用いて算出した(49)。 

 

cos

sin

o o a
d

d

o o
q

q

L
i

L
i

  

 






  (2-2) 

ここで，o， oは解析より求めた電機子鎖交磁束の大きさと d 軸からの進み角，id, iqは d, q

軸電流である。両モデルの Ld, Lqは，電流位相の増加に伴い単調増加した。これは図 2.6 に

示すように，の増加（弱め磁束電流の増加）によってモータコア全体の磁気飽和が緩和さ

れたためである。図 2.7 に電流位相に対する突極比 Lq/Ldの特性を示す。突極比 Lq/Ld は全

電流域において PMA_A > IPM_A となり，電流位相の増加に伴い両モデルの差は大きくなっ

た。 
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 表 2.2 に，モータの高速運転特性を決定する重要なパラメータである最小 d 軸鎖交磁束

dmin を示す。dmin は，モータに最大の逆磁界（負の d 軸方向の磁束）を与えた時の d 軸

方向の鎖交磁束数である。dmin が負の値かつ 0 に近い程，出力限界速度が大きく，広範囲

で定出力運転が得られるモータとなる。dminを(2-3)式により算出する(49)。 

 mind a d amL I     (2-3) 

ここで，Ldは°の時の値を用いる。表 2.2 に示すように，両モデルのdminは負の値で

あり，PMA_A の方が IPM_A よりも 0 に近い値となった。これは，PMA_A のa が IPM_A

よりも大きく，かつ = 90°における Ldが小さいためである。この結果から，高速域におい

て PMA_A は IPM_A よりも高出力となることが予想される。 

以上の解析結果より，PMA_A は永久磁石を二層逆円弧状に設計したことで，IPM_A より

もa，Lq/Ldが大きく，dmin が 0 に近いモータであることが明らかとなった。 

 

図 2.4 相電流 Ie－永久磁石による電機子鎖交磁束a特性（ = 0°） 

 

図 2.5 電流位相－d,q 軸インダクタンス Ld, Lq特性（Ie = 180A） 
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(a-1)  = 15° (a-2) = 75° 

(a) IPM_A 

  

(b-1)  = 15° (b-2) = 75° 

(b) PMA_A 

図 2.6 磁束密度分布および磁束線図（Ie = 180 A） 

 

図 2.7 電流位相－突極比特性（Ie = 180A） 
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表 2.2 最小 d 軸鎖交磁束dmin 

Item (unit) IPM_A PMA_A 

Minimum d-axis flux linkagedmin (Wb)  -0.145 -0.118 

(2) 最大トルク特性（MTPA 制御時）の比較 

図 2.8 に，最大電流時（Ie = 180 A）における電流位相－トルク特性を示す。マグネットト

ルク Tmとリラクタンストルク Trは，(2-4)，(2-5)式よりそれぞれ算出した。 

  cosm n a aT P I    (2-4) 

      21
( ) sin 2

2

r m

n q d a

T T T

P L L I 

 

 
  (2-5) 

ここで，Iaは電機子電流の大きさ（ 2 2 3a d q eI i i I   ）である。図 2.8 (a)に示すように，

PMA_A のトルク T は，電流位相の全範囲において IPM_A を上回っている。図 2.8 (b)に示

したトルク T の内訳を見ると，マグネットトルク Tmおよびリラクタンストルク Trの両成分

において，PMA_A の方が大きい。PMA_A の Tmが大きい理由は，本項の「(1)モータパラメ

ータの比較」で示したように，PMA_A のaが大きいためである。PMA_A の Trが大きい理

由は，PMA_A の d, q 軸インダクタンス差 Lq－Ldが大きいためである。 

図 2.9 および表 2.3 に，最大トルク／電流（MTPA : Maximum Torque Per Ampere）制御時

におけるトルク特性を示す。MTPA 制御とは，モータの電機子電流 Iaに対して発生トルク T

が最大となるよう電流位相を制御する方法である(49)。MTPA 制御時における PMA_A のト

ルクは，IPM_A と比べて 8.6%大きい。また，両モデルの T に占める Trの割合（リラクタン

ストルク比 Tr/ T）は 80 %近い値であり，PMA_A の Tr /T がより大きいことから MTPA 制御

時のが若干大きくなった。 

 

(a) トータルトルク 

図 2.8 電流位相－トルク特性（Ie = 180A） 

0

30

60

90

120

150

180

210

0 15 30 45 60 75 90

T
or

qu
e 

T
(N

m
)

Current phase angle (°)

IPM_A
PMA_A



14 

 

 

(b) マグネットトルク，リラクタンストルク 

図 2.8 電流位相－トルク特性（Ie = 180A） 

 

 

図 2.9 MTPA 制御時のトルク特性（Ie = 180A） 

 

表 2.3  MTPA 制御時の諸特性（Ie = 180 A） 

Item (Unit) IPM_A PMA_A 

Current phase angle (°) 56 57 

d-axis inductance Ld (mH) 0.55 0.50 

q-axis inductance Lq (mH) 1.34 1.38 

Difference of inductances Lq－Ld (mH) 0.79 0.88 
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(3) 最大出力制御時の諸特性の比較 

 最大出力制御とは，電圧・電流制限下で最大の出力（最大のトルク）を得るための制御法

である(49)。回転速度 N の増加に応じて制御モードを， MTPA 制御から，弱め磁束（FW : Flux 

Weakening）制御，最大トルク／電圧（MTPV : Maximum Torque Per Voltage）制御へと切り替

える。FW 制御は，印加する電機子電流を制限値 Iamに保ったまま，誘起電圧を制限値 Vomに

保つよう電流位相を増加させる方法である。MTPV 制御は，モータの誘起電圧 Vo を制限

値 Vomに保ったまま，発生トルクが最大となるよう相電流値 Ieおよび電流位相を制御する

方法である。本解析において，モータの最大電流で決まる相電流制限値 Iem は 180 A（電機

子電流制限値 Iamは 312A），インバータから供給できる電機子電圧制限値 Vam は 468 V（誘

起電圧制限値 Vomは 446 V）である。 

図 2.10 に最大出力制御時の回転速度 N（1 分あたりの回転数）に対するトルク T，出力

Pm，相電流 Ieおよび電流位相 の特性を示す。全速度域において，PMA_A のトルク，出力

が IPM_A を上回った。5,000 min-1 時に得られた PMA_A の最大出力は 95.8 kW であり，

IPM_A より 14.2 %大きくなった。最高速度 17,000 min-1 時における PMA_A の出力は 61 kW

であり，IPM_A より 19.8%大きくなった。N > 5,000 min-1の高速域において，PMA_A のト

ルク，出力が IPM_A より大きくなった理由は，PMA_A の方がaが大きく MTPV 制御時の

入力電流 Ieが大きくなるためである（図 2.10 (c) 参照）。この結果は，表 2.2 に示した PMA_A

の最小 d 軸鎖交磁束dminがより 0 に近いことと一致している。 

 

 

(a) 速度－トルク特性 

図 2.10 最大出力制御時における諸特性（Iem = 180 A， Vam = 468 V） 

0

30

60

90

120

150

180

210

0 2500 5000 7500 10000 12500 15000 17500

T
or

qu
e 

T
(N

m
)

Speed N (min-1)

IPM_A
PMA_A

MTPA FW MTPV



16 

 

(b) 速度－出力特性 

 

(c) 速度－相電流特性 

 

(d) 速度－電流位相特性 

図 2.10 最大出力制御時における諸特性（Iem = 180 A， Vam = 468 V） 
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2.3.3 機械強度制約の考慮 

 モータの構造を設計する際には，高速回転時におけるモータの破損を防ぐために，機械的

強度を考慮する必要がある。本項では，PMA_A および IPM_A の機械特性を比較し，機械

強度制約を満足するよう，PMA_A のロータ構造の改良を行う。構造解析には磁界解析ソフ

ト JMAG-Designer を用い，最高回転数時（17,000 min-1）におけるミーゼス応力の最大値に

より機械強度評価を行う。 

 図 2.11 に構造解析モデルの 1 極分の断面図，表 2.4 に構造解析に用いた材料の機械特性

を示す。ただし，L 方向は圧延方向に平行な方向，M 方向は圧延方向に垂直な方向を示す。

本解析では，ヤング率，降伏点共に，小さい L 方向の値を採用した。 

表 2.5 に磁石と鋼板間の接着条件を示す。IPM_A においては，図 2.11 (a)中に示した接着

層のバネ定数を 0 Nm に設定した。ここで，バネ定数 0 Nm は接着剤で固定されていない状

態を示す。また，PMA_A は，磁石を磁石穴に射出成型するため，磁石と鋼板間にクリアラ

ンスが無い。文献(18)では，鋼板の打ち抜き時の変形により生じる隙間にボンド磁石が密着

することで，ボンド磁石と鋼板が一体化しロータ強度が向上することが報告されている。そ

のため，本解析では，PMA_A の磁石と鋼板間は固着している条件とした。 

 

 

Adhesive layer 

Adhesive layer 

(a) IPM_A (b) PMA_A 

図 2.11 構造解析モデルの断面図（1 極分）
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表 2.4 構造解析に用いた材料の機械特性 

Item (unit) IPM_A PMA_A 

Electromagnetic 

steel 

Product number 20JNEH1200 

Density (g/cm3) 7.65 

Young's modulus (MPa) 
183000（L-direction） 

198000（M-direction） 

Poisson's ratio 0.3 

Yield point (MPa) 
375（L-direction） 

388（M-direction） 

Permanent 

magnet 

Product number 
Sintered magnet 

（NMX-39EH） 

Bonded magnet 

（RNI-5610V） 

Density (g/cm3) 7.6 4.6 

Young's modulus (MPa) 160000 24.8 

Poisson's ratio 0.23 0.27 

 

表 2.5 磁石と鋼板の接着条件 

Item (unit) IPM_A PMA_A 

Spring constant of adhesive 

layer (N/m) 
0 

No setting required 

 (full adherence) 

 

図 2.12 に，ミーゼス応力分布の解析結果を示す。IPM_A の最大ミーゼス応力は，2 層目

磁石端部において 368.7 MPa（安全率 1.02）であり，用いた鋼板材料（20JNEH1500）の降

伏点を下回った。一方，PMA_A は 2 層目センターリブに応力が集中し，最大で 742.4 MPa

（安全率 0.51）と降伏点（375 MPa）を大幅に超えてしまうため，機械強度を向上させる

構造検討が必要である。 
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(a) IPM_A 

(b) PMA_A 

図 2.12 ミーゼス応力分布（17000 min-1）
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PMA_A の機械強度の向上を目的とし，応力が集中していた 2 層目磁石に 2 つのセンター

リブを設ける。図 2.13 のように，2 つのセンターリブを挿入する角度ribを定義する。なお，

リブ幅は 1.5 mm であり，リブ挿入の中心線から両側に 0.75 mm ずつ広げた。

 図 2.14 にセンターリブの挿入角ribに対するセンターリブとアウターブリッジの最大ミ

ーゼス応力を示す。rib° の時，センターリブとアウターブリッジに同等の応力がかか

ることが分かった。しかし，この時の最大ミーゼス応力は 424 MPa 程度であり，降伏点（375 

MPa）を上回るため未だ十分でない。そこで，次項よりセンターリブ挿入角をrib°とし，

更なる機械強度向上を検討する。 

図 2.13 センターリブの挿入角 rib (°)の定義 

図 2.14 センターリブの挿入角ribに対するミーゼス応力特性 
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図 2.15 に，センターリブ挿入角をrib = 18°としたモデルの構造を示す。更なる機械強度

向上のために，2 層目のセンターリブにフィレット加工を設ける。なお，フィレットの設計

方法は図 2.16 に示した 2 通り検討する。設計方法①はフィレット半径を 0.5 mm から 1.5 mm

に拡大し，設計方法②は 2 段階でフィレット加工を設けて全体的に丸みを帯びた形状に設

計する。 

図 2.17 に，センターリブにおけるミーゼス応力分布（17,000 min-1，rib = 18°）を示す。

フィレットを設けることにより最大ミーゼス応力が設計方法①では 5.2%減少し，設計方法

②では 29.5%減少した。検討結果より，2 段階でフィレット加工を設ける方法（設計方法②）

が，機械強度向上により有効であることが分かった。 

(a) 全体 

 

(b) 2 層目のセンターリブの拡大 

図 2.15 リブの挿入角 rib = 18 °としたモデルの構造 
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(a) 設計方法① フィレット径の拡大（R 0.5 mm→R 1.5 mm） 

(b) 設計方法② 2 段階フィレット 

図 2.16 機械強度向上のためのセンターリブ形状の改良設計 

図 2.17 センターリブにおけるミーゼス応力分布（17,000 min-1， rib = 18°） 

(a)フィレット設計前 (b) 設計①フィレット径拡大 (c) 設計② 2 段階フィレット
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 図 2.18 に，機械強度制約を考慮したロータ構造設計プロセスを示す。PMA_A の 2 層目に

挿入角rib °で 2 つのセンターリブを挿入した後，リブの形状・寸法を調節した構造を設

計し，モデル名を PMA_B とした。リブの形状・寸法の調節には，応力が集中していた 2 層

目センターリブに 2 段階フィレットを設け， 2 層目アウターブリッジのフィレット半径を

2.0 mm に拡大した。また，比較的応力値に余裕があった 1 層目のセンターリブ幅を 1.0 mm

に縮小した。 

 図 2.19 に，PMA_B のミーゼス応力分布（17,000 min-1）を示す。PMA_B の最大ミーゼス

応力は一層目外側の磁石端部において 335 MPa（安全率 1.12）であり，PMA_A（初期設計

モデル）に比べて 54.9 %減少したため，鋼板材料の降伏点（375 Pa）を下回ることができた。 

 表 2.6 に，本節で検討した解析モデルの最大ミーゼス応力と安全率をまとめて示した。 

 

 

表 2.6 IPM_A と PMA_B におけるミーゼス応力の最大値，安全率のまとめ 

Item (unit) IPM_A PMA_B 

Max. of von Mises Stress (MPa) 368.7 335.3 

Safety ratio 1.02 1.12 

 

 

 

 

 

PMA_A PMA_B 

図 2.18 機械強度制約を考慮したモデル PMA_B のロータ設計プロセス 
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図 2.19 PMA_B のミーゼス応力分布（17,000 min-1，rib = 18°） 
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初期設計モデル PMA_A および，機械強度の制約を満たすように設計したモデル PMA_B

のトルク特性の解析結果を比較した。図 2.20 に最大相電流時（Ie = 180 A）における電流位

相に対するトルク特性，表 2.7 に MTPA 制御時のトルク特性を示す。 

PMA_B は PMA_A に比べてマグネットトルク Tm，リラクタンストルク Tr が共に減少し

た。Tmが減少した理由は，2 層目にセンターリブを挿入したことでセンターリブへの漏れ磁

束が発生し，aが減少したためである。Trが減少した理由は，漏れ磁束によって d，q 軸イ

ンダクタンス Ld，Lq が減少し，かつ Lq の減少率の方が大きいことでインダクタンス差 Lq－

Ld が小さくなったためである。 

解析結果より，PMA_B における最大トルクは，PMA_A からの減少率を 1.7 %までに抑え

られたことから，最大トルクを維持したまま機械強度が向上したことを示した。 

図 2.20 電流位相―トルク特性（Ie = 180 A） 

 

表 2.7 MTPA 制御時における最大トルク特性（Ie = 180 A） 

Item (Unit) PMA_A PMA_B Difference (%)

Current phase angle (°) 57 56   

Torque T (Nm) 200.9 197.5 -1.7 

Magnet torque Tm (Nm) 44.7 43.5 -2.8 

Reluctance torque Tr (Nm) 156.2 154.0 -1.4 

PM flux linkagea (Wb)* 0.0658 0.0623 -5.3 

d-axis inductance Ld (mH) 0.504 0.500 -0.8 

q-axis inductance Lq (mH) 1.38 1.35 -2.1 

Difference of inductances Lq－Ld (mH) 0.88 0.85 -2.8 

*At = 0°. 
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2.4 希土類ボンド磁石適用 PMASynRM の不可逆減磁解析 

 永久磁石の不可逆減磁は，モータの出力や効率の低下を招く。不可逆減磁には，外部磁界

の影響による「外部減磁」，磁石内部の反磁界による「自己減磁」，温度変化による「熱減磁」

がある。このうち，大電流で駆動する自動車駆動用モータは，ステータ巻線から発生する逆

磁界（外部磁界）による「外部減磁」が大きい。そのため，本論文では「外部減磁」を検討

し，温度の影響も考慮するために複数の温度条件の下で「外部減磁」による不可逆減磁解析

を行う。 

ステータの巻線電流による外部磁界が強い場合，磁石が不可逆的な減磁を発生し，モータ

の性能が低下する。図 2.21 に，希土類焼結磁石と希土類ボンド磁石の B-H 特性の一例を示

す。希土類焼結磁石は B-H 特性が直線的であり，不可逆減磁の境界点であるクニック点を

持つ。そのため，磁石の動作点での磁束密度 B がクニック点を下回らないようにモータ形

状を設計することで不可逆減磁を回避することができる。従来の減磁解析手法として，永久

磁石の着磁方向磁束密度に基づいて不可逆減磁を判定する手法がある。この手法は，焼結磁

石適用 IPMSM やフェライト磁石適用 PMASynRM に用いられている(50)~(52)。 

一方で，ボンド磁石の減磁解析は他の磁石よりも複雑となるため，減磁解析手法を検討し

た研究はほとんど見られない。ボンド磁石の B-H 特性は，図 2.21 に示すように直線的でな

く明確なクニック点を持たないため，通常運転時でも磁石に逆磁界（磁石の着磁方向と逆向

きの H）を加えると必ず減磁が発生する。文献(53)では，ボンド磁石の非線形性を考慮した

減磁解析法を提案しているが，解析を簡単にするためにリコイル比透磁率recが定数と仮定

されている。しかし実際には，recは逆磁界強度 Hrevおよび磁石温度に依存する変数である。

そのため，減磁解析結果が実際の減磁特性と異なる可能性がある。 

そこで本節では，rec が逆磁界強度 Hrev と磁石温度に伴い変化すること考慮し，rec を変

数とした減磁解析手法を提案する。提案した減磁解析手法の結果を，recを簡易的に定数と

した減磁解析手法の結果と比較する。表 2.8 に，本節で検討するrec の設定条件を示す。条

件 A は，recをボンド磁石（RNI-5610V）のカタログ記載値の範囲 1.1～1.2 の間で定数に設

定する。条件 B は本節で提案する解析手法であり，ボンド磁石のリコイル曲線の測定値に

基づいてrecを変数に設定する。 
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図 2.21 焼結磁石，ボンド磁石の B-H 特性 

 

表 2.8  減磁解析におけるリコイル比透磁率recの設定条件 

Item Condition A Condition B 

rec setting
Constant number 

（Set between 1.1 and 1.2） 

Valuable number 

（Calculate from measured recoil loop） 

  

 

2.4.1  リコイル曲線の測定データ 

本研究の減磁解析には，ボンド磁石のテストピースの減磁試験結果を用いる。減磁試験で

テストピースに加える逆磁界強度 Hrevは，PMA_B のステータ巻線に減磁電流を流した時に

ボンド磁石に加わる Hrevの最大値を考慮して決定した。図 2.22 に，磁石温度 100°C，150°C

におけるボンド磁石（RNI-5610V）のリコイル曲線の測定結果を示す。図 2.22 (b)は 100°C に

おける拡大を示しており，リコイル曲線はループ状になっていることからリコイルループ

とも呼ばれる。 
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   (a) 100°C, 150°C 

(b) 100°C における拡大 

図 2.22 ボンド磁石のリコイル曲線の測定データ (型番 RNI-5610V). 
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図 2.23 に，リコイルループとリコイル直線の定義を示す。recは，測定したリコイルルー

プの平均値であるリコイル直線の傾きから(2-6)式を用いて算出する。 

 max min

0 max min

1
rec

B B

H H








  (2-6) 

ここで，Bmax，Bmin はリコイルループ上における B の最大値および最小値，Hmax，Hmin はリ

コイルループ上における H の最大値および最小値である。また，Hmin は逆磁界強度 Hrev に

等しい。図 2.24 に，リコイル曲線の測定データから算出した，逆磁界強度 Hrev に対するリ

コイル比透磁率recの特性を示す。recは Hrevと温度に依存しており，高温である 150℃の方

が Hrevに伴う recの変動が大きいことがわかる。recの最大値は温度によって異なり，100℃

で 1.13（-500 kA/m 付近），150℃で 1.185（-400 kA/m 付近）である。 

図 2.23  B-H 特性，リコイルループおよびリコイル直線（傾きrec）の模式図

図 2.24  逆磁界強度 Hrev－リコイル比透磁率rec特性 
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2.4.2  ボンド磁石の減磁動作 

 図 2.25 を用いて，ボンド磁石の減磁動作を説明する。以下の 5 ステップである。 

(1) モータが無通電状態である時の磁石内の動作点を "点 a0 "と置く。"点 a0 "の磁束密度

は B0，残留磁束密度は Br0である。 

(2) ステータの巻線に電流が流れ，外部磁界が磁石に印加されると，動作点は "点 a0 "か

ら "点 b "へ移動する。Hrev1は，"点 b "における逆磁界強度である。 

(3) 巻線への通電が止まると，動作点は B-H 特性上を戻らずに傾きrec1 のリコイル直線

に沿って "点 b "から "点 a1 "へ移動する。この時，無通電時の磁束密度は B0から B1

（残留磁束密度は Br0から Br1）へと減少する。 

(4) 再び大きな外部磁界が磁石に印加されると，動作点は"点 a1 "から "点 b"，"点 c "へ移

動していく。Hrev2は，"点 c "における逆磁界強度である。 

(5) 通電が止まると，傾きrec2（≠rec1）のリコイル直線に沿って"点 c "から"点 a2 "へ移

動し，磁束密度はさらに減少して B2（残留磁束密度は Br2）となる。 

 本研究では，減磁前の残留磁束密度 Br0から減磁後の残留磁束密度 Brx（x = 1, 2, …）の低

下率を“減磁率”と定義し，(2-7)式で算出する。なお，ステータの巻線に電流を流した時，

逆磁界強度 Hrev，動作点，および減磁率は磁石内の各位置で異なる。 

 x

0

100 (1 ) (%)r

r

B

B
   　　 　　   (2-7) 

  

図 2.25  ボンド磁石（RNI-5610V）の減磁動作 
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2.4.3  サブルーチンを用いた減磁解析手法 

 磁界解析ソフト JMAG-Designer には，磁化特性の異方性や非線形性を要素（磁石内の各

位置）ごとに定義できるサブルーチン機能 magusr がある。2.4.2 項で示したボンド磁石の減

磁動作を magusr に C++で設計する。図 2.26 に設計した magusr の処理フローを示す。任意

の解析ステップ i において，magusr は各要素の磁束密度 Biと前ステップまでの磁束密度の

最小値 Bmin, i を引き継ぎ，磁化 Mi および磁化の磁束密度による偏微分 /M B  を算出して

JMAG へ渡す処理を行う。図 2.27 に，任意のステップ i における magusr 内の磁化特性の定

義を示す。前ステップまでの磁束密度の最小値が Bmin, i（磁界強度の最小値が Hmin, i）の時，

磁化特性は B-H 曲線と傾きrec, iのリコイル直線により定義される。 

 

図 2.27 magusr 内での磁化特性の定義 

図 2.26 magusr の処理フロー 
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図 2.28 に，magusr 内のアルゴリズム を示す。まず，JMAG からステップ i における磁

束密度 Biと前ステップまでの磁束密度の最小値 Bmin,iを引き継ぎ，Bi≦Bmin,iであれば B-H

曲線，Bi＞Bmin,i であればリコイル直線上に動作点があると判定する。その後，動作点の

Hi，rec,i（リコイル直線上にある場合のみ），Mi， /M B  を算出し，JMAG へ引き渡す。

また，更新された Bmin,i は次のステップへ引き継がれる。(2-8)～(2-14)式に，magusr 内での

計算式を示す。 

 

図 2.28 magusr 内のアルゴリズム (C++で設計) 
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 動作点 Hiを求める式 

   on the - curvei iH f B B H 　（ ）  (2-8) 

  
min,

min,
0 ,

on the recoil linei i
i i

rec i

B B
H H

 


  　（ ）  (2-9) 

 リコイル比透磁率（リコイル直線の傾き）を求める式 

recの条件 A（定数に設定） 

 , 1.1 ~ 1.2 (constant number)rec i    (2-10) 

recの条件 B（変数に設定） 

  , min, (valuable number)rec i if B    (2-11) 

 磁化 M の磁束密度 B による偏微分 /M B  を求める式 

 
0

1
on the - curve

M H
B H

B B
 

 
 

（ ）  (2-12) 
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1 1
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B  
 

     
（ ）  (2-13) 

 磁化 M を求める式 
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i
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B
M H


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B-H 曲線上の動作点 Hi の算出式 (2-8)は，H-B 曲線の測定値を 5 次多項式近似して求めた。

一例として，100℃の時の測定値および近似式を図 2.29 に示す。また，条件 B におけるrec

の算出式 (2-11)は，磁束密度の最小値 Bminに対するリコイル比透磁率recの測定値を 5 次多

項式近似して求めた。一例として，100℃の時の測定値および近似式を図 2.30 に示す。 

図 2.29 H-B 曲線の測定データと解析に用いる近似曲線 

図 2.30  磁束密度の最小値 Bminに対するリコイル比透磁率recの測定データと解析に用い

る近似曲線  
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2.4.4  減磁解析用の入力電流 

2.3 節で設計した PMA_B を解析モデルとする。図 2.31 に，減磁解析における 3 相電流を

示す。ロータの回転角度e（電気角）が 2 周期目の区間に，ステータの巻線へ減磁電流が流

れる。減磁電流の条件は，通常運転中では発生しない最大の減磁電流として，相電流 Ie は

PMA_B の最大電流値である 180A，電流位相は 90°に設定した。 

  

図 2.31 減磁解析における入力 3 相電流 

 

2.4.5  リコイル比透磁率を定数とした減磁解析結果 

 リコイル比透磁率recの設定条件 A における減磁解析結果を示す。条件 A ではrecを定数

に設定する。設定するrec の範囲は，ボンド磁石 RNI-5610V のカタログに記載されている

1.1～1.2 とする。 

図 2.32 に，減磁後（e = 1080°）における無負荷時の磁石の磁束密度分布を示す。 磁石温

度は 100°C，rec はカタログ値の下限値と上限値である 1.1 と 1.2 に設定した。磁束密度は

recの設定値によって異なる。例えば，1 層目磁石の外側端部の要素 X の磁束密度は，recが

1.1 の時は 0.14 T，recが 1.2 の時は 0.23 T である。設定したrecの違いによる磁石の磁束密

度の差は，最大で約 0.1T となった。 

図 2.33 に，ボンド磁石の B-H 特性および，1 層目磁石の外側端部の要素 X における動作

点を示す。図中に示した動作点は，回転角度e（電気角）が 0°から 4°毎に回転した状態で計

算した。eが 380°のとき、要素 X には-688 kA/m の逆磁界強度 Hrevが印加され，磁束密度は

-0.8T となる。ここで Hrevは，すべての回転角度eの状態で計算した磁界 H の最小値である。
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減磁電流を流し続けている間（e = 380°～716°），動作点はロータの回転と共に磁石の外側

端部がステータティースと対面する回数だけリコイル直線を往復する。通電を停止すると

（e = 720°～1080°），図 2.32 に示した減磁後の磁束密度分布が得られる。 

図 2.34 に，recを 1.1 から 1.2 まで 0.01 刻みで設定した時の減磁による磁石磁束の減少率

Ra0を示す。磁石温度は，100°C に加えて 150°C においても検討した。Ra0はいずれの温度

条件においてもrecに比例し，recが 1.1 から 1.2 に変化した場合の Ra0の変化幅は 100℃で

約 9 pt，150℃で約 11 pt である。recの設定値によって Ra0が異なるため，減磁後の運転特

性（トルクや出力）も異なることが予想される。 

 

 

図 2.32 減磁後（e = 1080°）における無負荷時の磁石の磁束密度分布（100°C，recの設定

条件 A） 

(a)rec =1.1    (b)rec =1.2    
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図 2.33 ボンド磁石の B-H 特性および，1 層目磁石の外側端部の要素 X における動作点

（100°C，recの設定条件 A） 
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2.4.6  リコイル比透磁率を変数とした減磁解析結果 

リコイル比透磁率recの設定条件 B における減磁解析結果を示す。条件 B では，サブルー

チン magusr 内でリコイル曲線の測定結果に基づいた(2-11)式によりrecを計算する。磁石温

度は，100°C および 150°C に設定した。 

図 2.35 に，逆磁界強度 Hrev.の分布を示す。Hrevはすべての回転角度eの状態で計算した磁

界強度 H の最小値であり，磁石の要素毎に計算される。なお，要素毎に H が最小となる回

転角度eは異なる。磁石内における Hrevの絶対値は，ステータに近いアウターブリッジ付近

やセンターブリッジ付近で大きくなる。透磁率が高いブリッジには，ステータからの磁束が

集中するためである。両温度条件において，アウターブリッジ付近の Hrevはおよそ-600 kA/m

で最も絶対値が大きくなった。 

図 2.36 に, リコイル比透磁率rec の分布を示す。条件 B では，磁石の要素毎にrec が計算

されて同図の分布となる。図 2.35, 2.36 より，100°C では，Hrev の絶対値が大きい領域ほど

rec が大きく，アウターブリッジ付近で最大となる。これは，図 2.24 に示した Hrev－rec 特

性より，-600 kA/m < Hrevの領域では Hrevの絶対値の増加に対してrecが単調増加するためで

ある。一方，150°C では，アウターブリッジ付近でrecが最小となった。これは図 2.24 に示

したように，150°C におけるrecは Hrev = -400 kA/m 付近で極大点を持ち，Hrev < -400 kA/m の

領域でrecが再び減少するためである。 

図 2.37 に，磁石の要素 X,Y（図 2.36 に示した要素）における動作点を示す。要素 X と Y

のリコイル直線の傾きrecが異なる様子がわかる。図 2.38 に，減磁後（e = 1080°）における

無負荷時の磁石の磁束密度分布を示す。図 2.38(a)に示す 100°C の時における要素 X の磁束

密度は 0.14 T となり，recを 1.1 で定数に設定した結果（図 2.32 (a)）とほぼ同様の分布が得

られた。これは，図 2.24 の Hrev－rec特性が示すように，100°C ではrecの平均がおよそ 1.1

となるためである。 

条件 B の減磁による磁石磁束の減少率 Ra0 は，100°C で 12.9%，150°C で 43.3%となっ

た。次項では，条件 A，B の減磁解析結果を元に減磁後の PMA_B の諸特性を比較する。 
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図 2.35 逆磁界強度 Hrevの分布（recの設定条件 B） 

図 2.36 リコイル比透磁率recの分布（recの設定条件 B） 
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  (a) 100°C  

(b) 150°C 

図 2.37 磁石の要素 X,Y における動作点（recの設定条件 B） 

 

 

-0.8

0

0.8

-800 -600 -400 -200 0

Fl
ux

 d
en

si
ty

 B
(T

)

Magnetic field intensity H (kA/m)

B-H curve
Operating point at elem. X
Operating point at elem. Y

＠100℃
0.45

0.14

-1.2

-0.6

0

0.6

-800 -600 -400 -200 0

Fl
ux

 d
en

si
ty

 B
(T

)

Magnetic field intensity H (kA/m)

B-H curve
Operating point at elem. X
Operating point at elem. Y

＠150℃
0.23

-0.33



41 

 

2.4.7  リコイル比透磁率の設定条件の違いが減磁後の特性に及ぼす影響 

 リコイル比透磁率recの設定条件 A と B の減磁解析結果を比較する。条件 A におけるrec

の設定値は，ボンド磁石のカタログ値の範囲「1.1～1.2」の平均値である 1.15 とした。 

(1) 無負荷時の磁石磁束aの減少率 

表 2.9 に，減磁による磁石磁束の減少率 Ra0（無負荷時）を示す。Ra0は，100℃で条件 A 

> 条件 B，150℃で条件 A < 条件 B である。100℃で条件 A > 条件 B となる理由は図 2.24 を

見ると明らかであり，条件 B で算出されるrec は条件 A の設定値 1.15 より小さいためであ

る。両条件の Ra0の差は 100℃で大きくなったため，次の(2)から 100℃における解析結果を

比較する。 

 

表 2.9 不可逆減磁による磁石磁束の減少率（無負荷時） 

Temperature 

(°C) 

Decrease ratio of PM flux linkage at no load Ra0  (%) 

Condition A 

(rec = 1.15) 

Condition B 

(Calculate rec from measured recoil loop) 

100 9.5 12.9 

150 45.0 43.3 

 

 

図 2.38 減磁後（e = 1080°）における無負荷時の磁石の磁束密度分布（recの設定条件 B）

(a)°C (b)°C 
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(2) MTPA 制御時の最大トルク特性 

減磁前，条件 A での減磁後，および条件 B での減磁後の運転特性を比較する。図 2.39 に， 

MTPA 制御時における相電流－トルク特性を示す。リラクタンストルクは電流の二乗に比

例するため，Ieが大きくなるにつれて全トルク T に対するリラクタンストルク Trの割合（Tr 

/T）は高くなる。図 2.40 に，減磁による T の減少率を Tr /T を横軸にして示す。まず，減磁

前後のトルク特性を比較する。図 2.39 に示すように，不可逆減磁を考慮すると，マグネッ

トトルク Tmは磁石磁束aの減少によって全電流域で減少するが，リラクタンストルク Trは

ほぼ変化しないことが分かる。そのため，図 2.40 に示すように，Tr /T が高くなるにつれて

減磁による T の減少率は低くなった。 

次に，条件 A, B の減磁後の特性を比較する。図 2.40 に示すように，両条件の差は Tr /T が

低い領域で大きくなるが，Tr /T が最も低い 32%の時においてもその差は僅か 2 pt 程度であ

った。したがって，Tr /T の高低にかかわらず，条件 A, B 差は小さいことが明らかとなった。 

 

 

図 2.39 相電流－トルク特性（MTPA 制御時） 

 

図 2.40 リラクタンストルク比 (Tr/T) －トルク T の減少率（MTPA 制御時） 
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(3) 最大出力制御時の諸特性 

  図 2.41 に，電流制限値 Iem = 180 A，電圧制限値 Vam = 468 V とした時の，最大出力制御

時の諸特性を示す。図 2.42 に，減磁による出力の減少率を示す。まず，減磁前後を特性を

比較する。図 2.41 (a), (b)より，最大トルク(4,000 min-1 以下のトルク)および最大出力(5,000 

min-1 付近の出力)は，減磁によって若干減少したが，その減少率はおよそ 1 %と小さい。一

方で，図 2.42 に示すように，5,000 min-1以上の高速域では出力の減少が大きい。最高速度時

（N = 17,000 min-1）の出力は，減磁前と比べて条件 A で 5.9 %，条件 B で 7.6 %減少した。

これは，図 2.41 (c)に示すように，減磁による磁石磁束aの減少により，最大出力制御時に

おける高速域の入力電流が減少したためである。 

次に，条件 A,B を比較する。図 2.42 より，両条件の差は高速域で大きくなるが，最高速

度時においてもその差は僅か 1.7 pt 程度であった。したがって，減磁後における最大出力制

御時のトルク，出力特性は，条件 A, B の差が小さいことが明らかになった。 

 

(a) 速度－トルク特性 

 

(b) 速度－出力特性 

図 2.41 減磁前後における最大出力制御時の諸特性（Iem = 180 A, Vam = 468 V） 
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（c）速度－相電流特性 

 

（d）速度－電流位相特性 

図 2.41 減磁前後における最大出力制御時の諸特性（Iem = 180 A, Vam = 468 V） 

 

図 2.42 速度－減磁による出力の減少率 
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(4) 運転領域全体の効率特性  

モータの効率は，モータの回転速度m（rad/s）におけるトルク T と銅損 Wc, 鉄損 Wiか

ら(2-15)式で計算できる(49)。 

 100m i

m c

T W

T W





 


   (2-15) 

銅損 Wcは，(2-16)式で算出する。 

 
23c a eW R I   (2-16) 

ここで，Raは電機子巻線の抵抗値である。 

鉄損 Wi は，JMAG の有限要素法による鉄損解析値を用いる。有限要素法では，ロータの

回転に伴う鉄心内の磁束密度変化から(2-17)～(2-19)式で鉄損 Wi，ヒステリシス損 Wh，およ

び渦電流損 Weを算出している(49)。 

 i h eW W W    (2-17) 

     2 2

1 1

e n

h i rk i k i
i k

W m kf B kf B  
 

 
  

 
    (2-18) 

     2 22 2

1 1

e n

e i rk i k i
i k

W m kf B kf B  
 

 
  

 
    (2-19) 

ここで，i は要素番号，e は領域の要素数，miは i 番要素の質量，k は高調波次数，n は考慮

する最高の高調波次数，はヒステリシス損定数，は渦電流損定数，f は基本周波数，Brk-i

は i 番要素の半径方向磁束密度の k 次高調波の振幅，Bk-iは i 番要素の接線方向磁束密度の

k 次高調波の振幅である。 

図 2.43 に，効率マップを示す。まず，減磁前後の効率特性を比較する。減磁を考慮する

とほぼ全体の運転領域で効率が低下し，特に低中速・低トルク域（N < 9,000 min-1，T < 50 

Nm）でその影響が大きい。これは，マグネットトルクの減少により同トルクを得るため電

流値が増加し，銅損が増加したためである。一方で，低速・高トルク域（N < 3,000 min-1，T 

> 150 Nm）では減磁が効率に与える影響は比較的小さい。これは，大電流時では，減磁の影

響をほとんど受けないリラクタンストルクの割合が大きいためである。高速域（N > 9,000 

min-1）では，減磁後の 98.3％以上の高効率領域が高速側にシフトした。これは，減磁による

磁石磁束の減少によって鉄損が減少し，さらに FW 制御に必要な電流が小さくなり銅損も

減少したためである。 
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図 2.43 効率マップ（100°C，Iem = 180 A，Vam = 468 V） 

 

次に条件 A, B を比較すると，中高速領域（N > 6,000 min-1）で条件 B の高効率領域がより

高速側にある。これは，条件 B の方が減磁後のaが低く鉄損が小さいため，鉄損が支配的 

となる高速側で高効率となるためである。しかし，ほぼ全体の運転領域で条件 A,B の差は

小さかった。 

本節の検討結果より，検討した減磁条件において，rec の設定条件 A, B での減磁解析結

果に大きな差はみられなかった。したがって，リコイル比透磁率recをカタログ値の平均値

rec = 1.15 に設定すれば，recを簡易的に定数とする条件 A でもほぼ正確に減磁特性が評価

できることが明らかとなった。 

2.5 希土類焼結磁石適用 IPMSM との運転特性比較 

 本研究のターゲットは，希土類焼結磁石を用いた第 4世代HV用モータを想定した IPMSM

（IPM_A）である。本節では，HV 駆動用モータの一般的な動作温度である 100～150 °C に

おける，PMA_B の不可逆減磁特性を評価し，減磁後の PMA_B の運転特性を IPM_A と比較

する。 

 ここで，本節で PMA_B に用いるボンド磁石の B-H 特性が 2.4 節と若干異なることを補足

しておく。図 2.44 に，2.4 節と本節の解析に用いたボンド磁石の B-H 特性を示す。本節のボ

ンド磁石の型番は 2.4 節と同じ RNI-5610V であるが，解析に用いた B-H 特性の測定時期が

違うため僅かに特性が異なる。 

表 2.10 に，解析モデルの永久磁石の特性と巻線抵抗を示す。各モデルの温度条件は，ボ

ンド磁石および焼結磁石において提供されている B-H 特性で検討したため，PMA_B は 100, 
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130, 150°C，IPM_A は 100, 140, 180°C である。なお，各温度の巻線抵抗は，IPM_A の測定

値から温度換算した値である。 

 

 

 

表 2.10 解析モデルの永久磁石の特性と巻線抵抗 

PMA_B 100°C 130°C 150°C 

Bonded magnet 

(RNI-5610V) 

Remanence Br (T) 0.594 0.568 0.548 

Coercivity Hcj (kA/m) 758 589 505 

Winding resistance () 0.0701 0.0764 0.0806 

IPM_A 100°C 140°C 180°C 

Sintered magnet 

(NMX-39EH) 

Remanence Br (T) 1.15 1.08 1.02 

Coercivity Hcj (kA/m) 1137 790 493 

Winding resistance () 0.0701 0.0785 0.0869 

 

 

 

 

図 2.44 2.4 節と本節（2.5 節）の解析に用いたボンド磁石（RNI-5610V）の B-H 特性
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図 2.45 に，PMA_B に用いたボンド磁石および，IPM_A に用いた焼結磁石の温度特性を

示す。ボンド磁石の残留磁束密度 Brと保磁力 Hcj は，焼結磁石に比べて小さく，残留磁束密

度においては約半分である。また，温度上昇による影響度合いは両磁石でおよそ同等である。 

 

 

図 2.45 永久磁石の温度特性（減磁考慮無し） 

 

2.5.1 減磁解析の条件 

 2.4 節の検討結果より， recの設定条件 A（rec＝1.15 で一定）で解析してもほぼ正確に減

磁評価できることが分かった。そこで，本節では PMA_B の減磁特性をrecの設定条件 A で

解析する。 

最も厳しい減磁電流条件を明らかにするために，通常運転時の電流条件（相電流 Ieと電流

位相）による減磁解析を行う。図 2.46 に，電流制限値 Iem = 180 A，電圧制限値 Vam = 468 V

とした時の，MTPA，FW，MTPV 制御時における相電流 Ieと電流位相を示す。この電流に

よる減磁解析結果から，減磁によるaの減少率 Ra0を求めた。図 2.47 に，Ra0と d 軸減磁

電流 Id（ 3 sind ei I     ）を示す。d 軸減磁電流 Idが最大となる FW 制御時（Ie ＝ 180 A，

 = 69 °）において，Ra0が最大となった。 
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図 2.46  MTPA，FW，MTPV 制御時における相電流と電流位相（Iem = 180 A，Vam = 468 

V） 

 

図 2.47  MTPA，FW，MTPV 制御時における d 軸減磁電流と減磁によるaの減少率 
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さらに，通常運転時には無い減磁条件として，最大の負の d 軸電流（減磁電流）が流れる

時（Ie = 180 A， = 90°，以下，最大減磁電流時と呼ぶ）においても減磁解析を行った。図

2.48 に，FW 制御時および最大減磁電流時での減磁率分布および磁束線を示す。なお，減磁

率は(2-7)式より算出した。また，表 2.11 に両条件での無負荷時の永久磁石による電機子鎖

交磁束の減少率 Ra0を示す。 

図 2.48 に示すように，1, 2 層目磁石共に外側端部が最も減磁しており，特に 1 層目の減

磁が著しい。減磁率の最大値は，FW 制御時において 87.6 %，最大減磁電流時において 69.4 %

であり，FW 制御時の方が高くなった。これは，図 2.48 (a)に示すように，FW 制御時はステ

ータからの磁束方向が磁石外側端部の着磁方向と反対になるためである。一方で，減磁率 

> 10%の領域は，最大減磁電流時の方が FW 制御時よりも広くなった。その結果，表 2.11 に

示すように，最大減磁電流時で最も Ra0 が大きくなった。本検討結果から，減磁によるa

の減少は，局所的な減磁率の大きさよりも減磁領域の広さに影響を受けることが分かり，最

大減磁電流時が最も厳しい減磁条件であることが明らかとなった。 

 次項より，PMA_B の減磁特性を表 2.12 に示した減磁条件で解析する。 

 

表 2.11 無負荷時の永久磁石による電機子鎖交磁束の減少率 

Item (unit) 
Demagnetizing condition 

FW control Max. demagnetizing current 

Phase current Ie (A) 180 

Current phase angle  (°) 69 90 

Decrease ratio of PM flux 

linkage Ra0 [%] 
8.47 11.0 

 

表 2.12 本節（2.5 節）における減磁解析条件 

Item (unit) Value 

Demagnetizing 

current 

Ie (A) 180 

 (°) 90 

rec  1.15 (Condition A) 
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(a)  = 69 °（FW 制御時）

(b)  = 90 °（最大減磁電流時）

図 2.48 減磁率分布と磁束線（Ie = 180 A）
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2.5.2 温度上昇時におけるボンド磁石 PMASynRM の不可逆減磁特性 

図 2.49 に磁石温度 100，150 °C における PMA_B の減磁率分布を示す。温度上昇によりボ

ンド磁石の保磁力が小さくなるため，150 °Cでは 100 °Cに比べて減磁領域が拡大している。

また，1，2 層目磁石共に，ステータからの逆磁界が大きい外側端部で大きく減磁した。図

2.49 (b)に示した 150 °C における最大の減磁率は，1 層目外側端部で 100 %を上回った。減

磁率 100 %以上の領域は，磁石が逆向きに着磁された状態を表している。 

 図 2.50 に，無負荷時における，温度に対する永久磁石による電機子鎖交磁束の特性を示

す。図中の縦軸の最大値は，100 °C における減磁前のaであり 100%と示した。減磁を考慮

すると，温度上昇による磁石磁束aの減少が大きいことが分かる。減磁後の 150 °C におけ

るa は 100 °C の時に比べて 35 %減少したため，高温時はマグネットトルクの大幅な減少

が予想される。次項より，100～150 °C における減磁後の PMA_B の運転特性を IPM_A と比

較する。なお，IPM_A に使用する焼結磁石は，2.5.1 項で示した減磁電流を流した場合でも

不可逆減磁しないため，減磁していない焼結磁石を用いた IPM_A を解析する。 
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(a) 100 °C (b) 150 °C 

図 2.49 減磁率分布（Ie = 180 A， = 90°） 

 

 

 

図 2.50 温度－永久磁石による電機子鎖交磁束特性（無負荷時） 
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2.5.3 モータパラメータの比較 

 図 2.51 に，温度に対する永久磁石による電機子鎖交磁束aの特性比較を示す。全ての温

度において，a は PMA_B の方が IPM_A よりも小さくなった。さらに，PMA_B は減磁に

より温度上昇に伴うa の減少が大きいため，高温になるほど IPM_A との差が大きくなっ

た。 

図 2.52 に，最大電流時（Ie = 180 A）における温度に対する d, q 軸インダクタンス Ld, Lq の

特性，図 2.53 に温度に対する突極比 Lq /Ldの特性比較を示す。ここで，電流位相は = 55°

とした。図 2.52 に示すように，全ての温度における Lqは両モデルでほぼ同等であり， Ldは

PMA_B の方が小さいことが分かる。その結果，図 2.53 に示すように，Lq /Ld は全ての温度

で PMA_B の方が大きくなった。また，PMA_B は温度上昇に伴う Lq /Ldの減少が IPM_A よ

りも大きいことが分かる。この要因を，図 2.54 に示した 100 °C，150 °C における磁束密度

分布および磁束線図を用いて考察する。図 2.54 (b)に示すように，温度が上昇すると磁石外

側端部の減磁によってアウターブリッジ付近の磁束密度が小さくなっている。そのため，ア

ウターブリッジへの漏れ磁束が増加し，Ldが増加かつ Lqが減少（Lq /Ldが減少）したと考え

られる。したがって高温時では，不可逆減磁により，マグネットトルクだけでなくリラクタ

ンストルクも減少することが予想される。 

 

 

図 2.51 温度－永久磁石による電機子鎖交磁束特性（無負荷時） 
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図 2.52 温度－d, q 軸インダクタンス特性（Ie = 180A,  = 55°） 

 

 

図 2.53 温度－突極比特性（Ie = 180A,  = 55°） 
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(a-1) 100 °C (a-2) 150 °C 

(a) 全体 

 

  

(b-1) 100 °C (b-2) 150 °C 

(b) アウターブリッジ 

図 2.54 PMA_B の磁束密度分布および磁束線図（Ie = 180 A， = 55°） 



57 

 

2.5.4 最大トルク特性（MTPA 制御時）の比較 

 図 2.55 に，最大相電流時（Ie = 180 A）の MTPA 制御時における温度－トルク特性を示す。

PMA_B は，不可逆減磁のため温度上昇に伴うマグネットトルク Tmの減少率が IPM_A より

も大きく，150 °C において 100 °C よりも 28.9 %減少している。しかし，両モータはリラク

タンストルク Tr を主に用いており，かつ PMA_B の方が Tr が大きいため，最大トルク T は

140 °C 付近まで IPM_A を上回った。 

 また，PMA_B は温度上昇に伴いリラクタンストルク Trが減少した。これは，インダクタ

ンス差 Lq - Ldが小さくなったためである。 

 

 

図 2.55 MTPA 制御時の温度－トルク特性（Ie = 180 A） 
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2.5.5 最大出力制御時の諸特性の比較 

 図 2.56 に，電流制限値 Iem = 180 A，電圧制限値 Vam = 468 V の時の最大出力制御時におけ

る諸特性を示す。ここで，PMA_B は温度 100 °C および 150 °C，IPM_A は温度 100 °C およ

び 140 °C の時の特性である。 

 まず，温度 100 °C における諸特性（図 2.56 中の〇印）を比較する。PMA_B のトルク，

出力は全速度域で IPM_A を上回った。速度 5,000 min-1時の最大出力は，IPM_A より 9.6 %

大きくなった。 

次に，150 °C の PMA_B（図 2.56 中の□印）および 140 °C の IPM_A（図 2.56 中の△印）

の諸特性を比較する。温度が上昇すると，PMA_B のトルク，出力は全速度域で IPM_A を下

回り，高速域でその差が大きくなった。これは，図 2.56 (c)から分かるように，PMA_B は，

不可逆減磁によって磁石磁束aが減少し，MTPV 制御時の入力電流が減少したためである。 

PMA_B が IPM_A と同等の出力を得る温度を明らかにするため，図 2.57 に，最大出力（速

度 5,000 min-1）および最高速度時出力（速度 17,000 min-1）の温度特性を示す。最大出力は

145 °C 付近まで，最高速度時出力は 110 °C 付近まで IPM_A を上回った。 

検討結果より，環境温度が約 110 °C 以下であれば，PMA_B は IPM_A より最大出力制御

時の諸特性が優れていることが明らかとなった。 

 

 

(a) 速度－トルク特性 

図 2.56 最大出力制御時の諸特性（Iem = 180 A, Vam = 468 V） 
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(b) 速度－出力特性 

 

(c) 速度－相電流特性 

 

(d) 速度－電流位相特性 

図 2.56 最大出力制御時の諸特性（Iem = 180 A, Vam = 468 V） 
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図 2.57 温度－出力特性 

 

2.5.6 運転領域全体の損失・効率特性の比較 

  図 2.58，2.59 に，温度 100 °C における効率マップ，損失マップの比較をそれぞれ示す。

図 2.58 に示すように，PMA_B の運転可能領域は IPM_A より広く，全領域で同等以上の効

率特性が得られた。特に，低中速・高トルク域（N < 6,000 min-1, T > 100 Nm）および高

速・低トルク域（N > 12,000 min-1, T < 20 Nm）でより高効率である。その要因を，図 2.59

を用いて説明する。低速・高トルク域では，大電流時はリラクタンストルクが有効利用で

きるため，PMA_B の方がトルクを得るための電流が抑えられ銅損が小さくなった（図

2.59 (a)）。高速・低トルク域では，磁力が弱いボンド磁石を用いたことで鉄心中の磁束密

度が減少し，PMA_B の鉄損が小さくなった（図 2.59 (b)）。 

 

 

図 2.58 効率マップ 
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(a) 銅損マップ 

 

(b) 鉄損マップ 

図 2.59 100 °C における損失マップ 
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図 2.60，図 2.61 に，温度 140 °C または 150 °C（IPM_A : 140°C，PMA_B : 150°C）にお

ける効率マップ，損失マップの比較をそれぞれ示す。温度が上昇すると，ほぼ全領域で

PMA_B の効率が IPM_A より低く，特に，低中速域（N < 9,000 min-1）でその差が大きくな

った。これは，高温時の PMA_B はボンド磁石の減磁が著しくマグネットトルクが低下す

るため，PMA_B の入力電流が増加し，IPM_A よりも銅損が大きくなったことが要因であ

る（図 2.61 (a)）。一方，14,000 min-1以上の高速域では，PMA_B の方が高効率となった。

これは，図 2.61 (b)から分かるように鉄損が小さいためである。 

 

 

図 2.60 140, 150 °C における効率マップ 
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(a) 銅損マップ 

 

(b) 鉄損マップ 

図 2.61 140, 150 °C における損失マップ 

 

  



64 

 

2.5.7 走行評価点における損失・効率特性の比較 

実際の電動車両の走行時には，様々な運転状態を想定する必要がある。本項では，市街地

走行評価点（2,000 min-1, 40 Nm），高速道路走行評価点（10,000 min-1，20 Nm）および，連れ

回り走行評価点（7,000 min-1, 0 Nm）の 3 点において，最大効率制御を行った際の損失・効

率特性を評価する。 

図 2.62 に走行評価点における損失および効率の温度特性を示す。図 2.62 (a)(b)に示すよう

に，両モデルの市街地および高速道路走行時の効率は，温度 100 °C において同等であり，

100 °C を越えると PMA_B の方が低くなる。これは，2.5.6 項で説明したように，小電流時

は PMA_B の方が温度上昇による銅損増加が大きいためである。特に，銅損が支配的となる

市街地走行時において PMA_B の効率低下が顕著となった。また，図 2.62 (c)に示すように，

より，連れ回り損失は PMA_B の方が小さく，高温時ほどその差が大きいことが分かった。 

 

 

(a) 市街地走行 

図 2.62 走行評価点における損失，効率特性 
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(b) 高速道路走行 

 

(c) 連れ回り走行 

図 2.62 走行評価点における損失，効率特性 
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2.6 結言 

 本章では，Dy を含まず安価な希土類ボンド磁石を用いた自動車駆動用 PMASynRM を提

案した。現行の第 4 世代プリウス用モータを模した希土類焼結磁石適用 IPMSM をターゲッ

トとし，同体格で同等以上の出力，効率特性を目指した。以下に検討結果をまとめる。 

 

 機械強度を考慮しながらボンド磁石適用 PMASynRM のロータ構造を設計した結果，リ

ラクタンストルクを活かした磁石形状設計によって自動車駆動用モータに要求される幅

広い速度範囲での高出力特性を満足することを示した。 

 ボンド磁石のリコイル比透磁率rec が逆磁界の強さや温度に伴い変化することを考慮し，

recを変数とした減磁解析手法を提案した。提案した減磁解析の結果と，リコイル比透磁

率をカタログ値の平均である 1.15 で定数とした減磁解析結果を比較した。その結果，検

討した減磁条件においては両者に大きな差は無かったため，recを適切な値に設定すれば

定数として減磁解析しても問題ないことを明らかにした。しかし，より実際の減磁特性

に近しく評価したい場合は，recを変数とした減磁解析手法が適切であると考える。 

 不可逆減磁を考慮したボンド磁石適用 PMASynRM と希土類焼結磁石を用いた HV 駆動

用 IPMSM の運転特性を磁界解析により比較した。その結果，磁石温度 100°C において，

トルク，出力，効率特性の全てにおいて同等以上の性能を達成することを解析により明

らかにした。一方で，磁石温度 150°C では，ボンド磁石の材料特性の低下が顕著となる

ため，ボンド磁石適用 PMASynRM の方が高速域のトルク，出力が低く，ほぼ全運転領域

の効率が低いことを示した。 

 

本章で得られた成果より，不可逆減磁を考慮したボンド磁石適用 PMASynRM は，磁石温

度 100°C において焼結磁石適用 IPMSM と同体格で同等以上の出力，効率特性を達成するこ

とが明らかとなった。100°C 以上の高温環境下での使用は現状では課題があるが，将来にお

いてモータの冷却性能の向上や，より高い保磁力を有したボンド磁石が開発されれば，ボン

ド磁石適用 PMASynRM は自動車駆動用モータとして適用可能性があると言える。 
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第 3 章 2 層構造 PMASynRM のコギングトルク低減 

 

3.1 緒言 

 単純な構造設計のみで PMSM のコギングトルクが低減できるとして，ステータやロータ

に溝を設けた構造が多数報告されている(54)~(61)。コギングトルクを低減する溝を設計するた

めには，溝の位置や幅，深さなど多くの設計パラメータを決定する必要がある。これまで， 

FEM 解析を用いて，最適なパラメータの組合せを試行錯誤によって決定する手法が主に用

いられている(54)~(56)。これらの手法は，例えば単相ブラシレス DC モータ(54)，フラックスス

イッチングモータ(55)，および SPMSM(56)に適用されている。しかし，全てのパラメータを

FEM 解析より求める場合，解析時間が非常に長くなってしまう問題がある。 

解析時間を短縮するために，自動計算によって溝を設計する手法が報告されている。文献

(57)では，ラテン超方格法 (LHS : Latin hypercube sampling)，遺伝的アリゴリズム(GA : genetic 

algorithm)および FEM 解析を組み合わせた自動設計システムによって最適な溝を設計し，単

相ブラシレス DC モータのコギングトルクを低減しているが，システムの最適解を得るまで

に FEM 解析を反復する必要があるため，前述の手法（FEM 解析による試行錯誤）と比べて

大幅な時間短縮とはならない。 

他には，コギングトルクとエアギャップ中に発生する磁束密度の空間高調波分析の結果

に基づき，理論式から最適な溝の位置を計算する方法が提案されている(58)~(61)。これらの手

法は， DC モータ(58)，永久磁石ブラシレスモータ(59)(60)，ロータ内磁石を 1 層に配置した 1

層 IPMSM(61)に適用されている。しかし，溝の形状（幅や深さ）は FEM 解析による試行錯誤

で調整しているため，理論ベースで形状を決定する手法はいまだ明らかになっていない。ま

た近年では，自動車用途を中心に，ロータ内磁石を 2 層に配置した 2 層 IPMSM が提案され

ている(7)(62)。しかし，溝によるコギングトルク低減手法を 2 層構造の永久磁石モータで検討

した研究はほとんど見られない。 

 そこで本章では， ロータに 2 層の希土類ボンド磁石を有する PMASynRM のコギングト

ルク低減を目的とし，ロータ表面に設ける溝の位置，形状を，主に理論式に基づいて設計す

る手法を提案する(43) (44)。また，提案手法の汎用性を示すために，ボンド磁石適用 PMASynRM

に加えて，モータ体格や磁石形状が異なる 2 種類の IPMSM についても検討する(45)~(47)。 

 

3.2  コギングトルクの発生原理と低減方針 

本節では，モータの磁気エネルギーに基づくコギングトルクの発生原理を説明し，コギン

グトルクの低減方針を示す。 



68 

 

3.2.1 コギングトルクと磁気エネルギー 

 ステータとロータのギャップ空間に蓄えられる磁気エネルギーWg()は，モータの回転角

に応じて変動する。Wg()とコギングトルク Tc()の間には，(3-1)式が成り立つ(58)(63)。 

 
( )

( ) g
c

W
T







 


   (3-1) 

すなわち，Wg()が小さくなる方向にコギングトルクが発生する。 

図 3.1 に，モータの簡易モデル図を示す。同図において，ロータの永久磁石とステータの

スロットは省略した。ギャップ中の基準位置を点 P0 とし，ロータが点 P1 まで回転角だけ

回転した時の状態である。この時，ギャップ中の任意の位置である点 P2（点 P0 からの角度

）における，微小空間 dv に蓄えられる微小エネルギーdwgは(3-2)式で表せる。 

 

2

0

( , )
( , )

2
g

g

B
dw dv

 
 


   (3-2) 

ここで，0 は真空の透磁率， Bg (, ) はギャップ中の磁束密度である。なお，微小空間 dv

は(3-3)式で計算できる。 

 g s gdv l l r d   (3-3) 

ここで，lg はギャップ長，ls は積厚長，rg はギャップの半径である。したがって，ギャップ

空間全体の磁気エネルギーは，(3-4)式で計算できる。 

 ( , ) ( , )g g

V

W dw       (3-4) 

ただし，V はギャップ空間の全領域である。 (3-4)式に，(3-2)式と(3-3)式を代入すると(3-5)

式となる。 
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0 0

1
( , ) ( , )

2g g s g gW l l r B d


    


    (3-5) 

(3-1)式に，(3-5)式を代入すると(3-6)式となる。 
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( ) ( , )
2
g s g

c g

l l r
T B d
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 


 

    (3-6) 

すなわち，コギングトルクはギャップ中の磁束密度の 2 乗関数 Bg
2(, )を用いて定式化でき

る。 

3.2.2 ギャップ中の磁束密度の 2 乗（Bg
2）関数 

ギャップ中の磁束密度の 2 乗関数 Bg
2(, )は，起磁力分布の 2 乗関数 F2(, )とパーミア

ンス分布の 2 乗関数2 (, )の積で計算できる(58)(63)。すなわち，(3-7)式が成り立つ。 
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 2 2 2( , ) ( , ) ( , )gB F          (3-7) 

以下に，起磁力分布関数 F2(, )およびパーミアンス分布関数2 (, )について説明する。 

・起磁力分布の 2 乗関数 F2(, ) 

 コギングトルクは，無通電状態で外部からモータを回した時に発生するトルクである。す

なわち，永久磁石モータの起磁力分布の 2 乗関数 F2(, ) はロータの永久磁石（磁極）によ

って決まる。図 3.2 に，永久磁石による起磁力分布の 2 乗関数 F2(, )を示す。F2(, )は，

2 / P を周期とする周期関数となる（P :モータ極数）。したがって，(3-8)式のようにフーリ

エ級数展開できる。 

  2 2

0

( , ) ( ) cos ( )j P j P
j

F F j P f   


 


       (3-8) 

ここで， j は 0 を含めた正の整数， 2( ) j PF  ， j Pf  はそれぞれ空間 j P 次の振幅，初期位相

である。 

 

 

 

図 3.1  モータの簡易モデル（磁石とスロットは省略） 
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・パーミアンス分布の 2 乗関数2 (, ) 

 永久磁石モータのロータが凸凹型の鉄心ではない場合，ロータが作るパーミアンス分布

は， に依存せずほぼ一様となる。よって，本論文ではステータが作るパーミアンス分布の

2 乗関数2 (, )のみ考える。ステータは静止しているため，2 (, )はに依存せず，2 ()

と表せる。図 3.3 に，ステータが作るパーミアンス分布の 2 乗関数2 ()を示す。2 ()は， 

2 / S を周期とする周期関数となる（S :ステータのスロット数）。したがって，(3-9)式のよ

うにフーリエ級数展開できる。 

  2 2

0

( ) ( ) cosk S k S
k

k S    


 


      (3-9) 

ここで，k は 0 を含めた正の整数， 
2( )k S  ， k S  はそれぞれ空間 k S 次の振幅，初期位相で

ある。 

図 3.2  永久磁石による起磁力分布の 2 乗関数 F2 (, ) 

図 3.3  ステータが作るパーミアンス分布の 2 乗関数 () 

Magnetization function produced by the magnetsF(,) :
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
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3.2.3 コギングトルクの定式化と低減方針 

(3-7)式に，(3-8)式と(3-9)式を代入すると(3-10)式となる。 

   

2 2 2

2 2

0 0

( ) ( ) ( )

( ) cos ( ) ( ) cos

g

j P j P k S k S
j k

B F

F j P f k S

     

    
 

   
 

  

        
 

(3-10)

(3-6)式中の Bg
2(, ) は積分区間において連続であり， で偏微分可能である。そのため， 

(3-6)式は(3-11)式のように変形できる。（微分と積分の順序交換） 

2
2

0 0

( ) ( , )
2
g s g

c g

l l r
T B d



   
 


 

  (3-11)

 (3-11)式において，Bg
2(, )の における偏微分を計算すると，  

   

 

 

2 2 2

0 0

2 2

0 0

2 2

( , ) ( ) sin ( ) ( ) cos

( ) ( )
sin ( ) ( )

2

( ) ( )
sin ( ) ( )

2

g j P j P k S k S
j k

j P k S
j P k S

j k

j P k S
j P k S

B F j P j P f k S

F
j P j P k S j P f

F
j P j P k S j P f

      



  


  

 

   
 

 
 

 
 

 
 


         



 
            

  
 

           
 

 



0 0j k

 

 





 
(3-12)

 (3-11)式に，(3-12)式を代入すると = 0 ~ 2で積分されて(3-13)式となる。

 
2 2 2

0 00 0

( ) ( )
( ) sin ( ) ( )

2 2
g s g j P k S

c j P k S
j k

l l r F
T j P j P k S j P f d



    


 
 

 
 

  
            

  
   (3-13)

ここで，(3-12)式の第一項はの係数（空間次数）が 0j P k S    であるため， = 0 ~ 2

で積分すると 0 となり消えた。(3-13)式において，次の関係式が成り立つ。 

 

 

2

0

sin ( ) ( )

0 ( 0)

2 sin ( ) ( 0)

j P k S

j P k S

j P k S j P f d

j P k S

j P f j P k S



   

  

 

 

       

   


        


 

(3-14)

すなわち，コギングトルクの発生条件は(3-15)式となる。 

0j P k S j P k S n G          　 (3-15)

G はコギングトルクの基本次数であり，(3-16)式で計算できる 

LCM( , )G P S  (3-16)

LCM (least common multiple) は，最小公倍数である。コギングトルクは，極数 P とスロット

数 S の LCM の空間次数で発生する。 
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 (3-13)式に，(3-14)式と(3-15)式を代入して整理すると，(3-17)式となる。 

 2 2

00

( ) ( ) ( ) sin ( )
2
g s g

c n G n G n G n G
n

l l r
T n G F n G f    





   


           (3-17)

上式より，コギングトルクを小さくするための方針は以下の 3 通りである。 

(1) 起磁力分布関数の空間 nG 次成分 
2( )n GF   を小さくする。 

(2) パーミアンス分布関数の空間 nG 次成分 
2( )n G   を小さくする。 

(3) コギングトルクの基本次数を高くして，パーミアンス分布や起磁力分布の空間高調波

を高次成分にする。（合成積 
2 2( ) ( )n G n Gn G F      を小さくする） 

 本研究では，(1)の方針でコギングトルクを低減する。ここで，起磁力分布の 2 乗関数 F2

は直接解析できないため，ステータを平滑鉄心とした時のギャップ磁束密度の 2 乗関数 Bg
2

を解析する。Bg
2は永久磁石による起磁力分布の 2 乗関数 F2に加えて，ロータの永久磁石や

フラックスバリアの配置，および磁気飽和による空間高調波を含んでいる。ロータ表面に小

さな溝を設ける事で，Bg
2の空間 nG 成分を低減する。 

3.3  階段波近似を用いた Bg
2波形の最適化によるコギングトルク低減 

本節ではまず，FEM 解析により得られた溝の無い基準モデルの Bg
2 波形を階段波形によ

って近似する。次に，コギングトルクの主要成分が最小となる理想的な Bg
2波形を理論的に

導出する。得られた理想波形のパラメータから，ロータ表面に設ける最適な溝の位置と幅を

決定する。その後，FEM 解析によって最適な溝の深さを検討する。 

図 3.4 に，本節の設計対象である基準モデルの 1 極分の断面図，表 3.1 に主な諸元を示す。

基準モデルは，第 2 章で設計したボンド磁石適用 PMASynRM（モデル名：PMA_B）と，文

献(64)で提案された希土類焼結磁石適用 IPMSM（モデル名：IPM_B）であり，どちらもロー

タに 2 層の磁石が埋め込まれている。IPM_B も設計対象とする理由は，提案する溝の設計

手法の汎用性を示すためであり，PMA_B と IPM_B はモータ体格，モータ形状，および磁石

種類が異なる。IPM_B に用いた焼結磁石の残留磁束密度 Br は，PMA_B に用いたボンド磁

石の Brよりも約 2 倍高い。 
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表 3.1 基準モータの諸元 

Item (unit) PMA_B IPM_B 

Number of poles / slots 8 / 48 

Stator diameter (mm) 215 264 

Rotor diameter (mm) 140.4 160.4 

Stack length (mm) 59.5 50 

Air gap length (mm) 0.7 0.75 

Electromagnetic steel 20JNEH1200 

Permanent magnet 
Bonded magnet 

(RNI-5610V) 

Sintered magnet 

(NMX-39EH) 

 
Remanence (T)* 0.61 1.15 

Coercivity (kA/m)* 390 870 

* At 100°C 

 

 

 

 

 

図 3.4  基準モータの断面（1/8 モデル）

(a) PMA_B (b) IPM_B 
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3.3.1 基準モデルのコギングトルク波形と Bg
2波形 

図 3.5 に，PMA_B および IPM_B のコギングトルク波形，図 3.6 に高調波分析結果を示す。

図 3.6 の縦軸は，コギングトルクのピークピーク値 pk-pk (peak-to-peak) である。(3-16)式に

示したように，コギングトルクの基本次数 G はスロット数 S と極数 2Pn（Pn : 極対数）の最

小公倍数である。解析モデルはスロット数 S = 48，極数 2Pn = 8 であるため，(3-18)式に示す

ように電気角 1 周期あたり 12 の倍数次成分のコギングトルクが発生する。 

LCM( , )
12 ( 1,2,3, )n

n

S P
nG n n

P
     (3-18)

図 3.7 に，ステータがスロットを持たない平滑鉄心とした時の PMA_B の構造および，

FEM 解析より求めたギャップ磁束密度の 2 乗（Bg
2）波形を重ねて示す。図 3.7 中のe は，

ギャップ中の任意の位置（電気角）である。図 3.8 に，eを変数とした関数 Bg
2(e) を PMA_B

および IPM_B について示す。図 3.8 のように，モータの Bg
2(e) は電気角 180°を周期とする

周期関数となるため，(3-19)式のようにフーリエ級数展開できる。 

     2 0
2

1

cos 2 1,2,3,
2g e k e

k

B
B B k k 





     (3-19)

図 3.5  基準モータのコギングトルク波形

図 3.6  コギングトルク波形の高調波分析結果
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(3-19)式より，Bg
2(e) は偶数次の高調波成分（振幅 Bg_2k）を持つが，コギングトルクを低減

するためには(3-18)式で示した 12 の倍数次の振幅 Bg_12n のみ小さくすればいい。本論文で

は，コギングトルクの主要成分である第 12，24 次成分を低減する。また，PMA_B と IPM_B

はモータ形状および永久磁石の種類が異なるため，図 3.8 のように Bg
2(e) の最大値および

台形波の 1, 2 段目が立ちあがる角度が異なることが確認できる。 

 

図 3.7  基準モータ PMA_B の断面図（ステータが平滑鉄心の場合）と Bg
2波形 

図 3.8  基準モデル PMA_B，IPM_B における Bg

2
波形の解析結果 
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3.3.2  Bg
2波形の階段波による近似 

PMA_B や IPM_B に限らず，永久磁石を 2 層に配置した IPMSM の Bg
2 波形は 2 段の波形

となる。そこで，FEM 解析より求めた Bg
2(e) を図 3.9 に示す 2 段の階段波形で近似する。

なお，Bg
2(e) の最大値を 1 p.u.とした。階段波のパラメータは，a ,b , A の 3 つである。 

まず，図 3.9 に示した階段波の第 12，24 次成分の振幅 Bg_12,step, Bg_24,step は(3-20)式となる。 

  _12 ,

1
sin12 sin12 sin12 ( 1,2)

3g n stepB A nb na nb n
n

    　  (3-20)

ここで，a, b は 2 層ある磁石の外側端部の位置におよそ対応すると考えられる。すなわち，

その差 b - a は 2 層の角度間隔におよそ対応する。図 3.10 に示すように，PMA_B，IPM_B に

おける磁石外側端部の 2 層の間隔はそれぞれ電気角 31.4°, 29.9°であり，30°（/6）に近い値

である。PMA_B や IPM_B に限らず，2 層構造の IPMSM では一般に，リラクタンストルク

を大きくするため，2 層の間隔が電気角 /6 付近（電気角 /2 を 3 等分した配置）となる

(7)(62)。そこで，2 層の間隔が電気角/6 付近である，すなわち(3-21)式が成り立つと仮定する。 

6
b a


   (3-21)

すると，以下の近似式が成り立つ。 

 sin12 sin12 1, 2nb na n   　  (3-22)

(3-22)式を(3-20)式に代入すると，(3-23)式となる。 

0.0

1.0

0 90 180

B
g2 (
 e

)
(p

.u
.)

Position in the gap e (°)

a b



180-b 180-a

図 3.9  2 段の階段波形による Bg

2
波形の近似
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 _12 ,

1
sin12 ( 1,2)

3g n stepB na n
n

  　　  (3-23)

したがって，b, A が消去でき，階段波の Bg_12,step, Bg_24,stepは a の値のみで求まる。図 3.9 で示

したような，Bg
2波形の階段波近似による絶対誤差 を(3-24)式で算出する。 

12 24

2

_12 , _12 ,
1

g n FEA g n step
n

B B

  



 

  　
 

(3-24)

ここで，，は 12, 24 次成分の絶対誤差，Bg_12n,FEAは FEA より得られた Bg
2波形の 12n

次（n = 1, 2）成分の振幅である。 

図 3.10  2 層の磁石の間隔（電気角）

(a) PMA_B (b) IPM_B
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図 3.11 に PMA_B，IPM_B における，a に対する，，図に両者の和を示す。図

に示すように PMA_B，IPM_Bのが最小となるのは，それぞれ a * = 18.3 °，21.8 °の時

であった。a の最適値 a*が求まると，(3-21)式より b の最適値 b*が計算できる。なお，A の

値は第 12，24 次成分 Bg_12,step, Bg_24,stepに依存しないため任意である。図 3.13 に，PMA_B，

IPM_B における Bg
2(e)の FEA 結果および，導出した Bg

2(e) の階段波（a*, b*, A）を示す。

なお，A の値は任意であるが，図 3.13 中では，Bg
2(e) の FEA 結果における 1 段目の高さに

合わせて設定した。表 3.2 に， PMA_B, IPM_B における階段波近似のパラメータをまとめ

た。モータによって a, b の最適値（a*, b*）が異なることが確認できる。 

図 3.11  12, 24 次成分の近似誤差 12, 24

(a) PMA_B (b) IPM_B 

図 3.12  12, 24 次成分の近似誤差の和 

(a) PMA_B (b) IPM_B 
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表 3.2 近似波形（2 段の階段波）のパラメータ 

Item (Unit) PMA_B IPM_B 

a * (°) 18.3 21.8 

b* (°) 48.3 51.8 

A (p.u.) 0.167 0.580 

 

図 3.13  Bg
2波形の解析結果と階段波による近似波形 
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3.3.3  溝を設けたロータにおける理想的な Bg
2波形（階段波）の導出 

 図 3.14に，溝を設けたロータ表面の模式図およびBg
2(e)の階段波による近似波形を示す。

ロータ表面の溝を，1 極あたり d 軸対称に 2 つ設ける。3.3.2 項で導出した Bg
2(e)の階段波

をもとに，溝を設けることで，Bg
2波形が 2 段の階段波（図 3.9）から 3 段の階段波（図 3.14）

へ変形すると想定し，溝の幅に対応した変形部分を W，溝の深さに対応した変形部分をと

する。なお，A の値は任意である。溝を設けたモデルの Bg
2(e)の第 12，24 次成分の振幅は

(3-25)式で表せる。 

_12

1
sin12 2 cos12 ( ) sin12 ( 1, 2)

3 2 2g n

W W
B na n a n n

n



       

 
 (3-25)

ここで，第 2 項が溝に関する項である。 

図 3.14  溝を設けたロータ表面の模式図と Bg

2
 (e)の階段波よる近似波形 
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図 3.15 に，PMA_B と IPM_B における，W, に対する第 12，24 次成分の振幅の二乗和 

(Bg_12)2
 + (Bg_24)2を示す。PMA_Bにおいて， * = 0.5 p.u. かつ W * = 23.4° の時に二乗和が

最小となった。 *, W *を式に代入すると Bg_12 = Bg_24 = 0 となり，第 12, 24 次成分が 0 とな

る Bg
2(e)の理想波形が導出できた。IPM_B においても同様に，図 3.15 (b)から *, W *を求め

た。表 3.3 に，導出した溝のパラメータをまとめる。 

表 3.3  理想的な Bg
2波形のパラメータ 

Item (unit) PMA_B IPM_B 

W* (°) 23.4 16.4 

* (p.u.) 0.5 

図 3.15  W, d に対する第 12，24 次成分の振幅の二乗和 (Bg_12)2
 + (Bg_24)2 

(b) IPM_B

(a) PMA_B
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3.3.4  理想的な Bg
2波形（階段波）に基づく最適な溝の設計 

3.3.3 項で導出した理想的な（第 12, 24 次成分が 0 となる）Bg
2波形に基づいて最適な溝を

設計する。図 3.16 に，PMA_B および IPM_B に設ける位置 am*，幅 Wm*，深さ D の台形の

溝の構造，表 3.4 に溝の設計パラメータを示す。位置 am*，幅 Wm*の添え字 m は機械角表記

を意味する。表に示すように，am* (°)は 3.3.2 項で導出した a* (°)より，Wm* (°)は 3.3.3 項で

導出した W* (°)より決定できる。しかし，実機での溝の深さ D (mm)は，3.3.3 項で導出した

* (p.u.)に対応するものの単位が異なるため直接導出できない。そこで，溝の深さ D を 0.1 

mm ずつ変化させたモデルを FEM 解析し，Bg
2(e)およびコギングトルクを求めた。図 3.17

に，PMA_B および IPM_B における溝の深さ D に対するコギングトルクの pk-pk 値および，

第 12，24 次成分の pk-pk 値を示す。溝によって第 12，24 次成分が小さくなり，両モデル共

に D* = 0.5 mm の時に総和が最小となった。 

表 3.4  溝の設計パラメータ 

Item (Unit) PMA_B IPM_B 

Notch position am*(=a*/Pn) (°) 4.575 5.45 

Notch width Wm*(=W*/Pn) (°) 5.85 4.10 

Pn : number of pole pairs (Pn = 4) 

図 3.16  位置 am*，幅 Wm*，深さ D の台形の溝の構造

(a) PMA_B

(b) IPM_B
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図 3.18 に，PMA_B における D = 0（溝無し）, 0.1, 0.3, 0.5 mm の時の Bg
2(e)を示す。溝を

設けた箇所が窪んでゆく様子と，溝が深くなるほど Bg
2(e)の最大値も大きくなる様子が分

かる。これは，磁石磁束が溝を避けて，磁極中心（e = 90°）付近に集まるためである。図

3.19 に，PMA_B，IPM_B における 3.3.3 項で導出した Bg
2(e)の理想波形と，コギングトルク

が最小となった D* = 0.5 mm の時の Bg
2(e)の解析結果を重ねて示す。なお，A の値は任意で

あるが図 3.19 (a), (b) 中でそれぞれ 0.8 p.u，0.72 p.u に設定した。同図より，両モデル共に

理想波形（a*, W*および *）とほぼ同等に設計できた。図 3.20 に， PMA_B，IPM_B の最

適化した溝の構造を示す。本手法は，溝の無い基準モデル（D = 0 mm）と，深さ D を変化

させたモデルを合わせた計 6 ケース（1 種類のモータにつき）の FEM 解析により最適設計

ができた。 
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図 3.18  PMA_B における溝の深さ D が変化した時の Bg
2(e) 

図 3.19  理想波形と最適な溝を設けたモータの Bg
2波形の解析結果 

0

0.05

0.1

0.15

0.2

0 30 60 90 120 150 180

B
g2 (
 e

) 
(T

2 )

Position in the gap e (°)

D = 0 mm
D = 0.1 mm
D = 0.3 mm
D = 0.5 mm

PMA_B

D
D
D
D

0.0

0.2

0.4

0.6

0.8

1.0

1.2

0 30 60 90 120 150 180

B
g2 (
 e

) 
(p

.u
.)

Position in the gap e (°)
a* b*

W*

*

PMA_B
A

Ideal wave
FEA result (D* = 0.5 mm )



85 

 

3.3.5 最適な溝を設けたモデルのコギングトルク・トルク特性 

 PMA_B および IPM_B について，図 3.21 に溝無しおよび最適化した溝（位置 am*，幅 Wm*，

深さ D*）を設けたモデルのコギングトルク波形，図 3.22 にコギングトルク波形の pk-pk 値

および第 12，24 次成分の pk-pk 値を示す。溝を設けた PMA_B および IPM_B は，コギング

トルク波形の pk-pk 値がそれぞれ 91.7%, 81.0%低減した。これは図 3.22 に示すように，主

要成分である第 12，24 次成分が大幅に低減できたためである。 

(a) PMA_B

(a) PMA_B 

(b) IPM_B 

(b) IPM_B 

図 3.21  基準モータと最適な溝を設けたモータのコギングトルク波形 

図 3.22  コギングトルク波形の pk-pk 値
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溝が負荷時のトルク特性へ及ぼす影響を明らかにするために，最大電流時（Ie = 180 A）に

おける PMA_B，IPM_B のトルク特性を解析した。表 3.5 に，解析結果を示す。なお，電流

位相は MTPA 制御時の位相である。溝を設けた PMA_B，IPM_B は，最大トルクがそれぞれ

1.5 %，0.4 %減少した。これは，大電流時において主要なトルク成分である，リラクタンス

トルクが溝によって若干減少したためである。しかし，その影響は僅かであるため，本手法

は平均トルクを維持したままコギングトルクを低減できることが明らかとなった。また，溝

を設けた PMA_B，IPM_B は，トルクリプル率がそれぞれ 20 pt, 13.8 pt 減少した。 

 

表 3.5 MTPA 制御時のトルク特性 

Item (Unit) 
PMA_B IPM_B 

Without Notch With Notch Without Notch With Notch

Max. phase current (A) 180 180 180 180 

Current phase angle (°) 56 54 53 52 

Average Torque (Nm) 199.0 196.1 205.3 204.4 

Torque ripple ratio (%) 55.1 35.1 32.7 18.9 

 

3.3.6 ティース幅・スロット開口幅の影響 

 提案手法は，ティース幅やスロット開口幅などのステータ形状の設計要素に関係なく，ス

テータがスロットを持たない平滑鉄心とした時の Bg
2 波形に基づいて最適な溝を設計する

手法である。これは，3.2 節で述べたように，モータのコギングトルクの高調波成分は，起

磁力分布の二乗波形（ステータを平滑鉄心としたモータの Bg
2波形に相当）の高調波成分に

依存するためである。しかし，提案手法の適用範囲を明らかにするためには，ステータ形状

を変更した場合についても検討する必要がある。そこで本項では，ステータのティース幅お

よびスロット開口幅を変更した場合について検討する。 

図 3.23，3.24 に，PMA_B のステータ構造および，本項で解析する簡易ステータ構造をそ

れぞれ示す。図 3.24 において，ティース幅が LT，スロット開口幅が LSであり，基準モデル

の LT / LSは 2.79 である。簡易ステータ構造に，溝無しおよび最適な溝を設けたロータ構造

（図 3.20 (a)）をそれぞれ適用したモデルを FEM 解析した。図 3.25 に， LT / LSが 2.79 から

1 まで変化（LS を拡大）した時の，溝によるコギングトルクの低減率を示す。LT / LS を変更

した場合においても，最適な溝を設けたロータ構造を適用することで，コギングトルクが

80%以上低減できた。したがって，提案手法は，スロット開口幅やティース幅などのステー

タ形状に関わらず適用可能であることが確認できた。 
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図 3.23  PMA_B のステータ構造 

図 3.24  簡易ステータ構造（LT/LS = 2.79, PMA_B） 

図 3.25  LT/LSに対するコギングトルクの低減率（簡易ステータの PMA_B） 
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3.4  台形波近似を用いた Bg
2波形の最適化によるコギングトルク低減 

 3.3 節で提案したコギングトルク低減手法は， Bg
2 波形を階段波に近似する際に，磁石配

置の条件式（2 層の間隔が電気角 30°付近）を導入していた。そのため，磁石配置が条件式

に当てはまらないモータには適用できない課題があった。そこで本節では， Bg
2波形を実波

形に近い台形波で近似することで，一般的な二層構造のモータであれば磁石配置に制限な

く適用可能な溝の設計手法を示す。 

3.4.1  解析モデル 

図 3.26 に，本節の解析モデルである IPM_C の構造，表 3.6 に主な仕様を示す。IPM_C は

文献(65)で提案された自動車駆動用 IPMSM である。図 3.27 に， IPM_C の 2 層の磁石配置

を示す。2 層の磁石間隔は電気角で 38.5°あり，IPM_B に比べて広い。そのため，前節にお

ける階段波近似の方法では，磁石配置の条件式(3-21)に当てはまらない。 

表 3.6  IPM_C の諸元 

Item (unit) IPM_C 

Stator diameter (mm) 210 

Rotor diameter (mm) 128 

Stack length (mm) 60 

Air-gap length (mm) 0.75 

Electrical steel 10JNEX900 

Permanent 

magnet 

Product number NMX-S49CH 

Remanence (T) 1.39 

Coercivity (kA/m) 1050 

図 3.26  IPM_C の断面（1/8 モデル） 図 3.27  IPM_C の 2 層の磁石間隔（電気角）
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3.4.2  Bg
2波形の階段波近似と台形波近似の比較 

図 3.28 に，FEM 解析より得られた IPM_C の Bg 波形，および 2 種類の近似波形（2 段の

階段波，2 段の台形波）を示す．図中の近似波形は，式で算出した 12, 24 次成分の近

似誤差（絶対誤差）の和が最小となるように決定した。表 3.7 に，両方の近似波形のを示

す。台形波近似のは，階段波近似よりも 66%低減した。図 3.29 に，それぞれの波形の 12

次成分と 24 次成分を示す。Bg
2(e)を 2 段の階段波で近似すると 24 次成分の近似誤差を小さ

くすることが難しいが，2 段の台形波では 12, 24 次成分の近似誤差が共に小さくなる。台形

波近似の台形波の近似パラメータ a*，b*，c*，d*，A*は，台形波の頂点の角度および高さ

であり，その値を表 3.8 に示す。

表 3.7 12，24 次成分の近似誤差（絶対誤差）の和 
 

Two-step staircase wave Two-step trapezoidal wave Difference(%) 

 (p.u.) 0.033 0.011 -65.8 

表 3.8  近似波形（2 段の台形波）のパラメータ 

Parameter (unit) Value 

a* (°) 20.5 

b* (°) 26.0 

c* (°) 51.5 

d* (°) 67.4 

A* (p.u.) 0.364 
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図 3.28  FEM 解析より得られた IPM_C の Bg
2波形， 

および 2 種類の近似波形（2 段の階段波，2 段の台形波）
図 3.29  FEM 波形および

近似波形の 12, 24 次成分
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3.4.3  溝を設けたロータにおける理想的な Bg
2波形（台形波）の導出 

図 3.30 に，溝を設けたロータ表面の模式図および Bg
2 波形を示す．溝を設けることで，2

段の台形波が，3 段の台形波に変形すると考えられる．3 段の台形波の 12, 24 次成分は(3-26)

式で計算でき，波形の頂点である 6 つのパラメータ b, e, f, g, h, i を最適化する必要がある。 
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(3-26)

 パラメータの数を減らすために，任意の溝を設けた IPM_C の Bg
2波形を解析した．図 3.31

に，任意の溝（幅 Wm = 5°，深さ D = 0.3 mm）を設けた IPM_C の Bg
2波形を示す．ここで，

Wmの添え字 m は機械角表記を意味する．そして，図中で新しく溝の形状に相当するパラメ

ータ W, を定義する．階段波形近似を用いた方法（3.3 節）と同様に，W は溝の幅に対応，

は溝の深さに対応している。 
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図 3.30  溝を設けたロータ表面の模式図および Bg
2波形
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ここで図 3.32 のように，溝の深さは溝無しの近似波形の一段目高さ A*からの下がり幅

と，上り幅 xに分けられる。すなわち，(3-27)式が成り立つ。 

(1 )x    (3-27)

解析結果（図 3.31）より，パラメータ b, e, f, g, h, i に関する以下の近似式が得られた。 

 

*

2
*

3
*

*
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* *
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b b
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g c
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x
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




 

 
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
 
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
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図 3.31  任意の溝 (Wm = 5°，D = 0.3 mm)を設けた Bg

2
波形の FEM 解析結果 

図 3.32  溝による Bg

2
波形の下がり幅と，上り幅 x  
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(3-26)式に(3-28)式を代入して整理すると，(3-29)式となる。 

 

 

    
 

   

12 1,2

2

,

*
cos 12 * cos 12 *

* *
6 1 0.454 1 5
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6 612
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* * 1 *

n n
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A
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d cA
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d c A










 

 
   

                 
       

                  

 
(3-29)

結果として，3 段の台形波で示した Bg
2波形のパラメータが W, の二つまで減少した。 

図 3.33 に， W, に対する 12，24 次成分の二乗和の計算結果を示す。二乗和が最小とな

ったのは， W* = 19.4°かつ * = 0.157 p.u.の時であった。表 3.9 に，理想波形（3 段の台形

波）のパラメータ W*,  *を示す。表中の *は(3-27)式より *を用いて計算した。 

表 3.9 理想的な Bg
2波形（3 段の台形波）のパラメータ 

Item (Unit) IPM_B 

W* (°) 19.4 

* (p.u.) 0.228 

 

図 3.33  W, 対する第 12，24 次成分の振幅の二乗和 (Bg_12)2
 + (Bg_24)2 
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3.4.4 最適な溝を設けたモデルのトルク特性と Bg
2波形 

図 3.34 に，最適な溝を設けた IPM_C のロータ構造，表 3.10 に溝のパラメータを示す。

3.3 節と同様に，溝の位置 am*と幅 Wm*は a*と W*からそれぞれ計算し，溝の深さ D*は解析

によって求めた。図 3.35 に初期モデルと最適なノッチ（D* = 0.38 mm）を設けたモデルの

コギングトルク波形，図 3.36 にコギングトルクの pk-pk 値，12 次および 24 次成分の pk-pk

値を示す。最適設計された溝によって，コギングトルクの pk-pk 値は 83.2％減少した。図

3.36 に示すように，特に 12 次成分が減少していることが分かる。 

表 3.10 溝の設計パラメータ 

Item (Unit) IPM_C 

Notch position am* (= a*/Pn) (°) 5.13 

Notch width Wm* (= W*/Pn) (°) 4.85 

Notch depth D* (mm) 0.38 

Pn : number of pole pairs (Pn = 4) 

図 3.34  最適な溝を設けた IPM_C

図 3.35  基準 IPM_C と最適な溝を設けた

IPM_C のコギングトルク波形 

図 3.36  コギングトルク波形の pk-pk
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また，最適な溝を設けた IPM_C における Bg
2(e)の FEM 結果を図 3.37 に示す。この FEM

波形は，導出した理想波形（3 段の台形波）とほぼ同等である。 

表 3.11 に，IPM_C の最大電流時（Ie = 134 A）における MTPA 制御時のトルク特性を示す。

溝による平均トルクの低下を 1%以下に抑えることができ，トルクリプルも 6.8 pt低減した。  

 

表 3.11 IPM_C のトルク特性（MTPA 制御時） 

Item (Unit) 
IPM_C 

(Without notch) 

IPM_C 

(With notch) 

Phase current Ie (A) 134 

Current phase angle  (°) 48 47 

Average torque T (Nm) 123.0 121.9 

Torque ripple ratio (%) 18.5 11.7 
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図 3.37  理想波形と最適な溝を設けた IPM_C の Bg

2
波形の解析結果 
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3.3 節で検討したモデル PMA_B，IPM_B についても，本節の方法（台形波近似を用いた

方法）で最適な溝を再設計した。表 3.12 に，PMA_B，IPM_B，IPM_C における最適な溝の

構造パラメータ（位置 am*，幅 Wm*，深さ D*）とコギングトルク，および溝無しモデルか

らのコギングトルクの低減率をまとめて示す。どのモデルにおいても最適な溝を設けるこ

とでコギングトルクが 80%以上低減している。本節で用いた台形波近似は， 2 層構造のモ

ータであれば磁石配置に関わらず高精度に近似することができる。すなわち，本節の提案手

法（台形波近似を用いた方法）は磁石の配置に制限なく一般的な 2 層構造の PMASynRM お

よび IPMSM に適用することができる。 

 

表 3.12 最適な溝を設けたモデルのまとめ（台形波近似を用いた方法） 

 
Item (unit) 

PMA_B 
(With notch)  

IPM_B 
(With notch)  

IPM_C 
(With notch)  

Optimal 

Notch 

Position am
* (°) 4.38 5.63 5.13 

Width Wm
* (°) 5.75 3.78 4.85 

Depth D* (mm) 0.48 0.5 0.38 

Cogging 

torque 

pk-pk (Nm) 0.17 0.23 0.23 

Decrease ratio (%) 87.6 85.9 83.2 

 

  



96 

 

3.5 結言 

 本章では， ロータに 2 層の希土類ボンド磁石を有する PMASynRM のコギングトルク低

減を目的とし，ロータ表面に溝を設けた。溝の新しい設計手法として，時間がかかる FEM

解析を必要最小限に抑え，主に理論式に基づいて最適設計する手法を提案した。なお，提案

手法の汎用性を示すために，ボンド磁石適用 PMASynRM に加えて，モータ体格や磁石形状

が異なる 2 種類の IPMSM のコギングトルク低減についても検討した。以下に，検討結果を

まとめる。 

 

 ステータを平滑鉄心とした時のギャップ中の磁束密度分布の 2 乗波形（以下，Bg
2 波形）

の脈動成分のうち，コギングトルク次数成分を低減することでコギングトルクが低減で

きることを示した。 

 FEM 解析より求めた溝の無い基準モデルの Bg
2 波形を簡易的な波形で近似した。階段波

形と台形波形の 2 通りの近似波形を検討した結果，台形波近似の方が磁石配置に関係な

く高精度に近似できることを示した。 

 ロータ表面に溝を設けたモデルの Bg
2 波形を台形波で定義し，コギングトルク次数が最

小となる理想的な Bg
2波形を理論的に導出することで，最適な溝の位置と幅を決定した。

その後，溝の深さを FEM 解析により調節した。 

 最適な溝の構造が得られるまでに FEM 解析したケース数は僅か 6 ケース程であり，数

百から数千ケースにも及ぶ従来法（FEM 解析のみによる試行錯誤）に比べて大幅な時間

短縮ができた。 

 磁石配置が異なるモデル（1 種類の PMASynRM と 2 種類の IPMSM）に最適な溝を設計

した結果，溝によってコギングトルクが 80%以上低減することを解析により示した。ま

た，溝による平均トルクの低下はほとんど無く，トルクリプルも減少した。 

 

本章での検討結果から，コギングトルクを 80%以上低減するロータ表面の溝を主に理論

式に基づいて設計可能であることを解析的に明らかにした。提案手法は，磁石種類や磁石配

置に制限なく 2 層構造 PMSM に適用可能である。 
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第 4 章 同期リラクタンスモータのトルクリプル低減 

 

4.1 緒言 

SynRM の先行研究において，平均トルクを維持したままトルクリプルが低減できるとし

て，ロータのフラックスバリア形状を非対称に設計した構造が多く報告されている。非対称

なロータを設計する方法は主に 2 つある。1 つ目は，1 枚のロータコアに数種類のフラック

スバリア形状を組み合わせて積層する方法である(66)~(70)。文献(66)では，全てのフラックス

バリアとティースの相対的な位置が一致しないように設計することで，2 層構造の IPMSM

と SynRM のトルクリプルを低減した。文献(67)と(68)では，2 層および 3 層の SynRM と 

PMASynRM において，隣接する極間のフラックスバリアの角度と幅が異なるロータ構造を

設計し，検証した。また，文献(69)では，磁極中心に対してフラックスバリアの位置と幅が

異なるロータ構造を設計し，3 層 SynRM に適用した。非対称なロータを設計する 2 つ目の

方法は，2 つの異なるロータを積層方向に組み合わせる方法である(71)~(73)。文献(71)と(72)で

は，2 つの異なるフラックスバリアを持つロータ構造を 1 層または 2 層の SynRM に適用し

た。これら多くの研究では，比較的少ない数のフラックスバリアを持つ 1～3 層の SynRM で

検討されてきた。 

しかし最近では IE4 や IE5 効率クラスの産業用モータとして，比較的層数が多い 4～5 層

構造の SynRM が研究開発されている(30)~(33)。しかし，4～5 層の SynRM を対象にトルクリ

プル低減構造を検討した研究はほとんど見られない。過去に，文献 (70)で 4 層構造の SynRM

のトルクリプルを低減するロータ構造が提案されているが，有限要素解析を用いた最適化

ソフトウェアパッケージを用いて設計されたため，提案構造の設計プロセスが不明瞭であ

った。 

そこで文献(73)では，平均トルクを低下させずにトルクリプルを低減するための体系的か

つシンプルな設計手法が提案された。提案された非対称なロータ構造は，2 つの異なるロー

タを積厚方向に組み合わせ，積厚長の比率を最適化されていた。しかし，機械的強度を考慮

していない 6 層構造の SynRM に対して解析的に検討したのみで，実験的な検証は行われて

いなかった。設計手法の汎用性を評価するためには，産業用モータとして実用化されている

4 層構造を持つ SynRM で実験的に検証する必要がある。 

本章では，回転子に 4 層のフラックスバリアを有する産業用 SynRM のトルクリプル低減

を目的とし，機械的強度を考慮した非対称なフラックスバリアを有するロータ構造を提案

する。提案する非対称モデルの設計過程と，そのトルクリプル低減効果を FEM 解析により
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明らかにする。そして，基準モデル，及び非対称モデルの試作機を製作し，瞬時トルク波形

および，トルク，効率などの基本特性を測定し，提案構造の有効性を実験的に検証する。 

 

4.2  トルクリプルを低減するロータ構造設計 

4.2.1  基準モデル 

 図 4.1 に，基準モデルである SynRM_A の断面図，表 4.1 に本章のモータの共通仕様を示

す。図 4.1 に示すように，磁束が通りやすい方向（磁気抵抗が最小の方向）を SynRM の d

軸と定義する。SynRM_A は産業用モータであり，ロータに 4 層のフラックスバリアを持つ。

フラックスバリアの形状は，高トルクが得られるように設計されている。また，フラックス

バリアの 2 層目から 4 層目には，機械的強度を確保するためのセンターブリッジが設けら

れている。相電流 Ieの定格値は 16.4 A，定格速度は 3,000 min-1である。 なお，SynRM_A の

トルクリプル率は 19.5%である。本章の目的は，SynRM_A の平均トルクを維持しながら，

トルクリプルを最小化するロータ構造を設計することである。 

 

 

(b) 1/4 モデル（1 極分）

図 4.1  基準モデル（SynRM_A）の断面図

(a) フルモデル 
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表 4.1 共通のモータ諸元 

Item (unit) Value 

Number of poles/slots 4/36 

Stator diameter (mm) 204 

Rotor diameter (mm) 126 

Air gap length (mm) 0.5 

Shaft diameter (mm) 48 

Stack length (mm) 90 

Electromagnetic steel 50H470 

Winding resistance Ra ()* 0.268* 

Rated phase current Ie (A) 16.4 

Rated speed N (min-1) 3,000 

*At 20°C 
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4.2.2  トルクリプル低減のための設計プロセス 

本節では有限要素法解析を用いて，基準モデル SynRM_A のトルクリプルを低減するロー

タ構造を検討する。瞬時トルク波形を解析する際，相電流 Ieは定格値の 16.4 A，電流位相 

は 55°（MTPA 制御時の位相）に設定した。以下に，設計プロセスを示す。 

(1) フラックスバリア位置の検討 

図 4.2 のように，基準モデル SynRM_A のフラックスバリア全体の位置を平行移動させた

モデルを解析する。フラックスバリアの位置を x (mm)とし，基準位置（SynRM_A の位置）

からの移動距離で表す。x は，移動方向がシャフト側の時に正の値，ステータ側の時に負の

値とした。図 4.3 に，x に対する平均トルクおよびトルクリプル率を示す。x は-1.4～+1.4 mm

まで 0.7 mm 刻みで解析した。同図に示すように，フラックスバリア位置は平均トルクにほ

とんど影響せず，その変化率は 0.5% 以下であった。また，トルクリプル率の変化幅（最大

値－最小値）は 9.7 pt であった。x ＝ 0.7 mm とした時のトルクリプル率が最小となったの

で，このモデルを採用し，モデル名を SynRM_B とした（図 4.2 参照）。 

図 4.2  SynRM_A のフラックスバリア位置変更

図 4.3  バリア位置 x に対する平均トルク，トルクリプル率 
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図 4.4 に，SynRM_A と SynRM_B の瞬時トルク波形を示す。SynRM_A，SynRM_B のトル

クリプル率はそれぞれ 19.5%，17.1%であり，フラックスバリア位置の平行移動によって 2.4 

pt 低減できた。 

(2) フラックスバリア角度の検討 

図 4.5 に示すように，(1)で設計したモデル SynRM_B のフラックスバリア全体の角度を移

動させたモデルを解析する。SynRM_B+は，SynRM_B のフラックスバリア角度を（°）移

動させたモデルである。この角度（°）は，q 軸中心への移動方向を正と定義した。は-2.5° 

から+2.5°まで 0.5° 刻みで解析した。図 4.6 に，に対する平均トルク，トルクリプル率を示

す。で検討したフラックスバリア位置 x に比べて，フラックスバリア角度が平均トルク

図 4.4  SynRM_A，SynRM_B の瞬時トルク波形

図 4.5  SynRM_B のフラックスバリア角度の変更
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に与える影響は大きく，°の時は平均トルクが減少した。また，トルクリプル率

の変化幅（最大値－最小値）は 23.2 pt であり，°とした時にトルクリプル率が最小

（12.2%）となった。一例として図 4.7 に，SynRM_B，および平均トルクが最小となった

SynRM_B+2.5（°）の瞬時トルク波形を示す。フラックスバリア角度によってトル

ク波形の振幅と位相が異なる様子が分かる。SynRM_B+2.5 の平均トルクは SynRM_B に比

べて減少した。同図に示すように，ロータの回転角e がの時に SynRM_B+2.5 の

瞬時トルクが小さい。図に，eが 6°，34°の時の両モデルの磁束線および磁束密度分布を

図 4.7  SynRM_B，SynRM_B + 2.5 の瞬時トルク波形 

（フラックスバリア角度が波形に及ぼす影響の一例） 

図 4.6  フラックスバリア角度  に対する平均トルク，トルクリプル率 
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示す。SynRM_B+2.5 はフラックスバリアの開きが小さいためステータからの磁束が 4 層目

後ろ方向に流れてしまう。そのため，d 軸インダクタンスが小さくなりトルクが減少したと

考えられる。また，図に示したトルクリプル率に着目すると，その変化幅（最大値－最小

値）はpt であり，「フラックスバリア位置の検討」に比べて大きい。すなわち，トル

クリプルはフラックスバリア外側端部の角度が最も影響すると考えられる。 







図 4.8  磁束線および磁束密度分布

(a-1) SynRM_B (e = 6°) (a-2) SynRM_B +2.5 (e = 6°)

(b-1) SynRM_B (e = 34°) (b-2) SynRM_B +2.5 (e = 34°) 
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(3) 1 つのロータコアに 2 種類のフラックスバリア形状を組み合わせた非対称モデルの検

討 

図 4.9 に示すように 1 つのロータコアにが異なる種類のフラックスバリアを組み合わ

せた非対称モデルを検討する。ここで，，は組み合わせるフラックスバリア角である。

組み合わせた後の瞬時トルク波形は，それぞれの瞬時値の平均値から算出できる。図に，

，の組合せに対する非対称モデルのトルクリプル率を示す。，の範囲は-2.5° から

図 4.10  1 つのロータコアに SynRM_B +1 と SynRM_B +2 を組み合わせた非対

称モデルのトルクリプル率 

図 4.9  1 つのロータコアにが異なる種類のフラックスバリアを組み合わせた非対

称モデル 
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+2.5°とした。同図に示すように，SynRM_B -0.5（= -0.5）と SynRM_B +1.0（= 1.0）を

組み合わせたモデルのトルクリプル率が 6.4%と最小になったため，この非対称モデルを採

用し，モデル名を SynRM_C とする。図 4.11 に，SynRM_B -0.5， SynRM_B +1.0 およびそ

れらを組み合わせた SynRM_C の瞬時トルク波形を示す。SynRM_B -0.5 と SynRM_B +1.0 の

波形が逆位相となることから，SynRM_C のトルクリプルが減少したことがわかる。

(4) フラックスバリア形状が異なる 2 種類のロータを積厚方向に組み合わせた非対称モデ

ル 

図 4.12 に示すように，SynRM_B-0.5 と SynRM_B+1.0 を積厚方向に組み合わせた非対称

モデルを検討する。積厚の全長に占める SynRM_B-0.5 の割合を DS (%)とし，最適な積厚比

図 4.11  SynRM_B -0.5，SynRM_B +1.0，SynRM_C の瞬時トルク波形 
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図 4.12  SynRM_B -0.5 と SynRM_B +1.0 を積厚方向に組み合わせた非対称モデル 
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を検討する。図 4.13 に，DS に対する非対称モデルのトルクリプル率を示す。同図に示すよ

うに，DSが 40%の時（SynRM_B-0.5：SynRM_B+1.0 = 40%：60%）トルクリプル率は 4.9%

と最も小さくなったため，この非対称モデルを採用し，モデル名を SynRM_D とする。 

SynRM_D のトルクリプル率が最も小さくなった原因を分析する。図 4.14 に，SynRM_B -

0.5，SynRM_B+1.0，SynRM_C，および SynRM_D の瞬時トルク波形において，主要な 18，

36，56 次高調波のベクトル図を示す。SynRM_B-0.5 と SynRM_B+1.0 の高調波は，位相がほ

ぼ逆で，合成すると互いに打消し合っている。特に，18 次と 36 次の成分は，積厚比を最適

化した SynRM_D で最小となった。 

 

図 4.13  積厚の全長に占める SynRM_B -0.5 の割合に対するトルクリプル率

（SynRM_B -0.5 と SynRM_B +1.0 の積厚比最適化） 
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4.2.3  非対称モデルのトルク特性および機械特性 

図 4.15 に，基準モデル SynRM_A と設計した 2 種類の非対称モデル SynRM_C，SynRM_D

の瞬間トルク波形，表 4.2 に平均トルクとトルクリプル率を示す。SynRM_C と SynRM_D の

平均トルクは，基準モデル SynRM_A からの減少率が 0.5%以下であり，ほとんど減少しな

かった。また， SynRM_C および SynRM_D のトルクリプル率は，SynRM_A と比べてそれ

ぞれ 13.1 pt，14.6 pt 低減した。図 4.16 に，瞬時トルク波形の高調波成分を示す。本章の解

析対象である SynRM では，ステータの起磁力高調波である 6 の倍数次高調波と，スロット

図 4.15  基準モデル SynRM_A，および非対称モデル SynRM_C，SynRM_D の

瞬時トルク波形 

図 4.16  SynRM_A，SynRM_C，SynRM_D の瞬時トルク波形の高調波成分 
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表 4.2 SynRM_A，SynRM_C，SynRM_D の平均トルクとトルクリプル率 

Item (unit) SynRM_A SynRM_C SynRM_D 

Average torque (Nm) 25.0 24.9 24.9 

Torque ripple ratio (%) 19.5 6.4 4.9 
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高調波である 18 の倍数次高調波が発生する。同図に示すように，提案した非対称モデル

SynRM_C および SynRM_D は，トルクリプルのスロット高調波次数成分が大きく低減でき

ていることが分かった。 

非対称モデル SynRM_C および SynRM_D が，機械強度制約を満足することを確認する。

SynRM_C および SynRM_D を構成するロータ 2 種類（SynRM_B-0.5 と SynRM_B+1.0）のミ

ーゼス応力分布を構造解析した。図 4.17 に，定格回転数 3,000 min-1 におけるミーゼス応力

分布を示す。応力の最大値は，第 4 層のアウターブリッジ付近で約 55 MPa であった。使用

する電磁鋼板 50H470 の降伏強度が 314 MPa であるため，安全係数は約 5.7 となる。SynRM_C

の機械的信頼性が確認された。 

以上の検討結果より，機械強度を十分有する非対称モデル SynRM_C および SynRM_D は，

平均トルクを維持したままトルクリプルが低減することが解析によって明らかとなった。 

 

 

図 4.17  SynRM_B -0.5，SynRM_B +1.0 のミーゼス応力分布（N = 3,000 min-1） 

(a) SynRM_B-0.5 (b) SynRM_B+1.0 
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4.3  試作機を用いた実験的検証 

基準モデル SynRM_A と，前節で設計した非対称モデルのうち，最もトルクリプルが小さ

くなった SynRM_D の試作機を製作し，実験評価を行う。 

4.3.1 試作機と実験装置  

図 4.18 に，試作機のロータの電磁鋼板の写真を示す。図 4.18 (a)は，SynRM_A の電磁鋼

板である。SynRM_D の試作機は， SynRM_B-0.5 と SynRM_B+1.0 のロータを積厚方向へ組

み合わせて構成されている。図 4.18 (b)は， SynRM_B-0.5 と SynRM_B+1.0 のロータの電磁

鋼板を重ねた写真である。SynRM_A と SynRM_D の試作機の仕様は，表 4.1 に示した解析

モデルの仕様と同じである。 図 4.19 に実験装置の写真（一部）を示す。本実験では負荷側

に 16 kW 誘導電動機を接続し，負荷側から速度制御する。 

図 4.18  試作 SynRM におけるロータの電磁鋼板の写真

図 4.19  実験装置の写真（一部）

(b) SynRM_B - 0.5 と SynRM_B + 1.0 を重ねた写真 (a) SynRM_A 
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図 4.20 に実験システムのブロック図，下記に使用した実験装置を示す。 

・トルク検出器：SS-500（小野測器株式会社） 

・トルク演算表示器：TS-3200A（小野測器株式会社） 

・負荷：16kW 誘導電動機（富士電機株式会社） 

・直流電源：N8935A（Keysight） 

・PWM インバータ：MWINV-5044-SIC（マイウェイプラス株式会社） 

・パワーメータ：WT-3000E (横河計測株式会社) 

・デジタル制御システム： PE-Expert4（マイウェイプラス株式会社） 

 

4.3.2 瞬時トルク波形の測定 

トルク検出器を用いて回転軸にかかるトルクを直接測定し，オシロスコープで観測する。

モータの回転速度 N (min-1)は，誘導電動機で制御する。 

ここで N は，使用したトルク演算表示器のアナログ出力の応答性を考慮して決定しなけ

ればならない。測定したい瞬時トルク波形の高調波次数を n とすると，n 次高調波の周波数

fnは，(5-1)式で求まる。 

 
60

n
n

NP
f n   (5-1) 

図 4.20  実験システムのブロック図
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測定に用いるトルク演算表示器のアナログ出力の時定数を とすると，カットオフ周波数 fc

は(5-2)式で求まる。 

 
1

2cf 
   (5-2) 

観測したい信号の周波数＜カットオフ周波数（fn < fc）であれば良いので， 

 

1

60 2
30
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NP
n

N
n P


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

 
  (5-3) 

となり，回転数には制限がある。なお，回転数はできるだけ小さいことが望ましい。 

本実験では，瞬時トルク波形の 36 次成分までを測定したい（n = 36）。また，使用するト

ルク演算表示器（小野測器 TS3200A）の時定数 は 16ms である。したがって，(5-4)式に示

す瞬時トルク測定時の回転数の条件が得られる。 

 
30

8.29
n

N
n P

    (5-4) 

すなわち， N が 8.29 min-1以下で測定すれば良い。 

表 4.3 に，測定条件を示す。本実験では，N を約 6 min-1 に設定した。相電流 Ieは定格値の

75％である 12.3 A とした。電流位相 は，MTPA 制御時の位相である 50°とした。相電流 Ie

が定格電流ではない理由は，誘導機側で極低速（約 6 min-1）に制御しているため大きなトル

クを発生することができないためである。 

 

表 4.3 瞬時トルク波形の測定条件 

Item (unit) Value 

Rotational speed N (min-1) 6 

Phase current Ie (A) 12.3 

Current phase angle  (°) 50 
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図 4.21 に，SynRM_A と SynRM_D における瞬時トルク波形の解析値と実験値を示す。両

モデルの実験結果を見ると，解析値と同様の波形が測定できている。実験値の直流成分は解

析値よりも 10％程小さい。これは，本研究では 2 次元 FEM 解析を使用しており，解析値に

は軸方向の漏れ磁束やコイルエンドの影響，および機械的損失が考慮されていないためで

ある。図 4.22 に，瞬時トルク波形の解析値と実験値における 18，36 次高調波成分を示す。

実験結果より，SynRM_D の 18，36 次成分はタイプ A に比べて 60%以上低減しており，解

析結果とほぼ同等の低減効果が確認できた。 

図 4.21  SynRM_A，SynRM_D における瞬時トルクの解析結果と実験結果 

図 4.22  瞬時トルク波形の解析値と実験値における 18, 36 次成分
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4.3.3 基本特性の測定 

前項では，SynRM_D のトルクリプルが SynRM_A に比べて大幅に低減することを示した。

しかし，提案モデルの実用性を明らかにするためには，基本特性（平均トルクや効率）が劣

化しないことを実験的に検証する必要がある。そこで，本節では SynRM_A と SynRM_D の

基本特性を測定した。測定時の相電流値 Ie は定格値である 16.4 A，回転数 N は定格の半分

である 1,500 min-1 とした。図 4.23～4.26 に，電流位相角に対する d，q 軸インダクタンス Ld, 

Lq，トルク T，出力 Pm，および効率特性を示す。同図に示すように，全ての基本特性は両

モータでほぼ同等であった。例えば，電流位相 50°の時のトルク，出力は SynRM_D が僅か

に増加したが，両モデルの差は 1%程度であった。 

図 4.23  試作機の d，q 軸インダクタンス測定結果（N = 1,500 min-1） 

図 4.24  試作機の平均トルク測定結果（N = 1,500 min-1）
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図 4.26  試作機の効率測定結果（N = 1,500 min-1）

図 4.25 試作機の出力測定結果（N = 1,500 min-1）
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図 4.27 に， MTPA 制御時の平均トルクと効率を示す。回転数 N は，定格速度の半分 1,500 

min-1 と定格速度 3,000 min-1の両条件で測定した。SynRM_D の平均トルクは，SynRM_A に

比べて 1,500 min-1で 0.33 Nm 増加し，3,000 min-1で 0.15 Nm 減少した。測定に用いたトルク

メータ（小野測器 SS-500）の測定精度は±0.1Nm であるため，測定誤差を考慮すると両モ

デルの差は非常に小さい。また，SynRM_D の効率は，SynRM_A に比べて、1,500 min-1 で

0.81 pt 増加し、3,000 min-1 で 0.55 pt 減少した。効率の増減は，平均トルクの増減によるも

のである。 

本節の検討結果より，本研究で提案した構造 SynRM_D は，基本特性を維持しながらトル

クリプルを低減することが実験的に明らかとなった。 

  

図 4.27  試作機の MTPA 制御時の基本特性（Ie = 16.4 A,  = 55°）

(a) 平均トルク (b) 効率
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4.4 結言 

本章では， 4 層のフラックスバリアを有する SynRM のトルクリプル低減を目的とし，非

対称なロータ構造を有するモデルを提案した。なお，定格出力 7kW の産業用 SynRM を基

準モデルとし，そのトルクリプル率は 19.5%であった。以下に検討結果をまとめる。 

 

 提案した非対称モデルは 2 通りである。1 つ目は， 1 つのロータコアに 2 種類のフラッ

クスバリア形状を組合せたモデルであり，トルクリプルが 6.4%まで低減することを解析

により示した。このモデルは，ロータコアの金型が 1 種類で済むため製造コストが基準

モデルとほぼ変わらない利点がある。2 つ目は，フラックスバリア形状が異なる 2 種類

のロータを積厚方向に組み合わせて積厚比率を最適化したモデルであり，トルクリプル

が 4.9%まで低減することを解析により示した。2 種類のロータコアの金型が必要となる

が，積厚比率を最適化することでトルクリプル低減効果がより大きいことが明らかとな

った。 

 基準モデルとトルクリプルが最小となった積厚方向に非対称なモデルの試作機を製作し，

その瞬時トルク波形および平均トルク，効率などの基本特性を測定した。実験結果より，

瞬時トルクのスロット高調波次数である 18，36 次を 60%以上低減することを示した。ま

た，積厚方向に非対称なモデルは平均トルクや効率にほぼ影響しないことを示した。 

 

本章で得られた成果より，積厚方向に非対称なモデルは平均トルクや効率などの基本特

性を維持しながらトルクリプルを低減できることを解析と実験の両面で明らかにした。本

章で検討した SynRM の定格出力は 7 kW であるが，提案したトルクリプル低減構造は定格

出力の値に関係なく産業用 SynRM に適用できると考える。 
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第 5 章 結論 
 

 本論文は，リラクタンストルクを活用した省・脱レアアースモータであるボンド磁石適

用 PMASynRM と SynRM を対象に，高出力，高効率，低振動化を達成する構造設計に関す

る研究をまとめた。以下に，各章で得られた結果を要約する。 

第 2 章では，Dy を含まず安価な希土類ボンド磁石を用いた自動車駆動用 PMASynRM を

提案した。機械強度の制約下でボンド磁石適用 PMASynRM の回転子構造を設計した結果，

リラクタンストルクを活かした磁石形状の最適設計によって自動車駆動用モータに要求さ

れる幅広い速度範囲での高出力特性を満足することを示した。また，ボンド磁石のリコイ

ルループの測定値を用い，リコイル比透磁率recが逆磁界の強さと磁石温度に伴い変化する

ことを考慮した減磁解析手法を提案した。提案した減磁解析の結果と，リコイル透磁率を

定数とした減磁解析結果を比較した結果，検討した減磁条件においては両者に大きな差は

無いことを示した。したがって，検討した減磁条件においては，簡易的にrecを定数とした

減磁解析でも問題ないことを明らかにした。さらに，不可逆減磁を考慮したボンド磁石適

用 PMASynRMと希土類焼結磁石を用いたHV駆動用 IPMSMの運転特性を有限要素法（FEM）

解析により比較した。その結果，ボンド磁石適用 PMASynRM は磁石温度 100°C において，

トルク，出力，効率特性の全てにおいて同等以上の性能を達成することを明らかにした。

一方で，磁石温度 150°C においては，ボンド磁石適用 PMASynRM の方が高速域のトルク，

出力が低く，ほぼ全運転領域の効率が低くなることを示した。 

第 3 章では，回転子に 2 層の希土類ボンド磁石を有する PMASynRM のコギングトルク低

減を目的とし，ロータ表面に溝を設けたロータ構造を検討した。溝の新しい設計手法とし

て，時間がかかる FEM 解析を必要最小限に抑え，主に理論式に基づいて最適設計する手法

を提案した。FEM 解析より求めた溝の無い基準モデルのギャップ中の磁束密度分布の 2 乗

波形（以下，Bg
2波形）を近似した。階段波形と台形波形の 2 通りの近似波形を検討した結

果，台形波近似の方が磁石配置に関係なく高精度に近似できることを示した。ロータ表面

に溝を設けたモデルの Bg
2波形を定義し，コギングトルク次数が最小となる理想的な Bg

2波

形を理論的に導出することで，最適な溝の位置と幅を決定した。その後，溝の深さの最適

値を FEM 解析により求めた。最適な溝の構造が得られるまでに FEM 解析したケース数は

僅か 6 ケース程であり，数百，数千ケースにも及ぶ従来法（FEM 解析のみによる試行錯誤）

に比べて大幅な時間短縮ができた。提案手法の汎用性を示すために，ボンド磁石適用

PMASynRM に加えて，モータ体格や磁石形状が異なる 2 種類の IPMSM に最適な溝を設計

した結果，全てのモデルにおいてコギングトルクが 80%以上低減することを解析により示
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した。また，溝による平均トルクの低下は 1%以下であり，平均トルクをほぼ維持できるこ

とを示した。 

第 4 章では， 回転子に 4 層のフラックスバリアを有する SynRM のトルクリプル低減を

目的とし，機械的強度を考慮した非対称なロータ構造を有するモデルを提案した。なお，

定格出力 7kW の産業用 SynRM を基準モデルとし，そのトルクリプル率は 19.5%であった。

提案した非対称モデルは 2 通りある。1 つ目は， 1 つのロータコアに 2 種類のフラックス

バリア形状を組合せたモデルであり，トルクリプルが 6.4%まで低減することを解析により

示した。1 つ目のモデルは，ロータコアの金型が 1 種類で済むため製造コストが基準モデル

とほぼ変わらない利点がある。2 つ目は，フラックスバリア形状が異なる 2 種類のロータを

積厚方向に組み合わせて積厚比率を最適化したモデルであり，トルクリプルが 4.9%まで低

減することを解析により示した。2 つ目のモデルは，2 種類のロータコアの金型が必要とな

るが，積厚比率を最適化することでトルクリプル低減効果がより大きいことを明らかにし

た。また，基準モデルとトルクリプルが最小となった積厚方向に非対称なモデル（2 つ目の

非対称モデル）の試作機を製作し，その瞬時トルク波形および平均トルク，効率などの基

本特性を測定した。実験結果より，積厚方向に非対称なモデルは基本特性を維持しながら

トルクリプルを低減できることを明らかにした。 

今後の課題として，第 2 章で提案したボンド磁石適用 PMASynRM は，ボンド磁石が均一

に磁化された理想状態を仮定している。しかし実際には，100%磁化できずに部分的に不完

全となる不完全着磁が生じる可能性がある。磁石の着磁状態はモータ特性に影響するため，

着磁に用いる磁場配向金型の設計および着磁解析を行い，ボンド磁石の着磁状態を評価す

る必要がある。着磁率が不完全となる場合は，着磁率を向上するボンド磁石適用 PMASynRM

の構造検討（磁石厚や埋め込み深さの最適化など）が望まれる。  

最後に，現在までに様々な研究機関で Dy を使用せず，あるいは使用量を削減しながら，

高いエネルギー積を有する磁石の研究開発が活発に行われている(74)。また，従来までブロ

ック形状が基本であった希土類焼結磁石を，薄型や円弧形状に製造できる技術も研究され

ている(75)(76)。そのため，第 3，4 章で得られた希土類ボンド適用 PMASynRM に関する成果

は，希土類ボンド磁石だけではなく，今後開発されると予想される高いエネルギー積と形

状自由度を兼ね備えた磁石を用いたモータの解析・設計に利用できると考える。さらにボ

ンド磁石適用 PMASynRM は幅広い運転領域で高出力・高効率を満たすことから自動車以外

のアプリケーション（例えば，家電用や産業用）にも展開可能である。また，第 5 章で検

討した SynRM の低トルクリプル化に関する成果は，定格出力の値に関係なく産業用 SynRM
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に適用できる他，リラクタンストルクを主に用いる PMASynRM にも応用可能であると考え

る。 

将来において，本研究の成果が安価で高性能な省・脱レアアースモータの普及拡大に貢

献できれば幸いである。 
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