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圧縮機の吐出用リード弁における開き遅れ挙動の計算＊ 
（弁変形-ガス流れ-油膜流れ連成計算のためのモデル化） 
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Calculation for the Opening Delay of a Discharge Reed Valve in Compressors 
(Coupled Calculation Model of Valve Deformation-Gas Flow-Oil Film Flow) 
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 Shinji TAMANO and Yohei MORINISHI 
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The opening delay of a discharge reed valve for compressors caused by the oil film in the clearance between the 

reed and the valve seat is investigated. The coupling calculation model which consists of the reed deformation, the gas 

flow and the oil film flow is developed. The two-dimensional reed deformation is expressed by expanding natural 

modes that are obtained by the finite element method using shell elements. The gas flow is expressed by the 

thermodynamic model under the assumption of the internal reversible process. The two-dimensional oil film pressure is 

obtained by solving numerically the Reynolds’ equation through the finite volume method. In addition to the case in 

which cavitation in the oil film is not taken into account, two cavitation models are tested; the static cavitation model 

(Reynolds’ condition) in which the minimum oil pressure is set to absolute zero and the dynamic cavitation model in 

which the bubble expansion is directly simulated. Comparisons between calculation results and the experimental result 

show that the dynamic cavitation model in which the oil film pressure can fall to the absolute negative (tensile in the 

liquid) is required to reproduce accurately the opening delay time in the experiment. 
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1. 緒   言 

近年，燃費規制の強化とともに，自動車の空調機用圧縮機においても効率向上が強く望まれており，その損失
低減が課題となっている．自動車の空調機で広く用いられる容積型圧縮機の損失は，ボア内の冷媒ガス圧力が吐
出圧力より高くなる状態（以下，「過圧縮」）によって大きく増長される．過圧縮の原因は，吐出用リード弁の開
き遅れおよび弁絞り部における冷媒ガスの流動抵抗である．中でも，前者の開き遅れは過大な過圧縮を引き起こ
す恐れがあり，損失低減のためには，まず開き遅れを小さくすることが重要である．開き遅れが小さい弁諸元を
設計するには，弁諸元と開き遅れの関係およびそのメカニズムを明らかにする必要がある． 

開き遅れは，主としてリード（弁体）と弁座の狭いすき間に形成される冷凍機油の油膜のスクイズ作用（ここ
では，二面が離れる負のスクイズ作用）により生じる．著者らは，開き遅れを対象としたモデル実験により，油
膜の可視化とリード変形の計測を同時に行った(1)．その結果，リードの二次元の弾性変形による油膜厚さの増加，
および油膜内にキャビテーションと推定される気泡の発生を観察し，これらが油膜破壊すなわち開弁の契機であ
ると推定した．しかし，計測自体が開弁挙動に影響を及ぼす懸念から，油膜圧力までは計測していない．開き遅
れ挙動のメカニズムをさらに明確に理解するには，油膜圧力を含めて計算で現象を予測する手法が望まれる． 
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 弁の開き遅れ挙動は油膜圧力とリードの運動（弾性変形）との連成問題となり，油膜圧力は油膜厚さおよびそ
の時間変化率に依存するスクイズ作用に支配される．負のスクイズ作用においては，油膜圧力が低下してキャビ
テーションが発生することがあり(2) ～ (4)，その発生前に油膜圧は絶対負圧となることが報告されている(2)．計算モ
デルを構築するにあたっては，これらリードの弾性変形－油膜圧力間の連成挙動および油膜内に発生するキャビ
テーションの影響を考慮する必要がある． 

リードの弾性変形－油膜圧力間の連成挙動のモデル化に関しては，リードの弾性変形を梁モデルで扱い，油膜
圧力を解析解等に基づく簡便なモデルで扱った計算例(5) ～ (11)がある．このうち，実機を用いた実験と比較を行っ
た例では，複数の運転条件の下でボア内の過圧縮量について実験と対応する計算結果を得ている(6)(11)．しかし，
リード－弁座間の接触面形状等の弁諸元および圧縮機の回転数等の動作条件に対する開き遅れ挙動をリードの弾
性変形－油膜圧力間の連成挙動に関連付けて予測するには，板としてのリードの二次元変形と，油膜圧力の二次
元分布が得られるより詳細なモデルが望まれる． 

油膜に発生するキャビテーションのモデル化に関しては，すべり軸受を対象として，ギュンベル条件やレイノ
ルズ条件（Swift-Stieber 条件）と呼ばれる大気圧や油の蒸気圧を圧力下限値とするモデルを始め，キャビテーシ
ョン領域の周方向上下流の両側で質量保存を満たすように油膜の圧力分布を決定するモデル(12) ～ (14)などが提案
されている．また，二面の相対すべりがない純粋なスクイズ油膜に生じるキャビテーションについて，離れる二
円盤を対象として圧力が最も下がる円盤中心に生じる空洞を考慮したモデル(3)(15)がある．以上のモデルではキャ
ビテーション領域の圧力をある一定値に仮定するが，キャビテーションで生じる気泡（以下，「キャビテーション
気泡」あるいは「気泡」）の成長を直接考慮して圧力を求めた計算例もある(16)(17)．Natsumedaら(16)はすべり軸受の
油膜を対象に，Geike ら(17)は二面が離れる純粋なスクイズ油膜を対象に，それぞれ気泡成長と油膜圧力を連成さ
せた計算を行い，油膜内における絶対負圧の発生を表現している．このように，質量の連続性あるいは気泡成長
を考慮することでキャビテーションを含む油膜の圧力分布を求めるモデルが提案されている．しかし，いずれの
モデルの計算例においても，油膜を挟む二面については剛体面を仮定しており，面の弾性変形までは考慮されて
いない．また，扱われている油膜の厚さは最小でも 10 μm以上であり，表面粗さに接近するような薄い油膜（本
報では 1 μm前後）ではない． 

本研究では，キャビテーションの発生を考慮した 1 μm前後の油膜の二次元の圧力分布，リードの二次元の弾
性変形，およびボア内のガス圧力を連成させて開き遅れ現象を予測する時刻歴計算を試みる．とくに，キャビテ
ーションについては，油膜に発生する絶対負圧に関連して，一定の圧力下限値を仮定するモデル（＝レイノルズ
条件，以下，「静的キャビテーションモデル」と呼ぶ）とキャビテーション気泡の成長を直接考慮するモデル（以
下，「動的キャビテーションモデル」と呼ぶ）を比較する．本報では，試みた連成計算モデルの詳細，ならびに計
算結果としてボア圧力，弁変位，およびシール部油膜圧力の時刻歴を示す．油膜圧力の二次元分布やリード変形
等の結果の詳細については続報(18)で述べる． 

 

記   号 

Ac：薄い油膜を介してリードと弁座が接触する面（以
下，「接触面」）の面積（以下，「接触面積」） 

Ap：リード弁の開口面積 

Ap1：電磁弁のポート面積 

Ap2：中間チャンバー－ボア間絞りの断面積 

[C]：リードの減衰マトリックス 

Cd：リード弁の流量係数 

Cd0：電磁弁の低圧源側ポートの流量係数 

Cd1：電磁弁の高圧源側ポートの流量係数 

Cd2：中間チャンバー－ボア間絞りの流量係数 

cg：油中の溶存ガスの比熱 

coil：油の比熱 

Dp：リード弁のポート径 

Fg：リードに作用するガス力（Fg = Fgp + Fgsteady + 

Fgunsteady，{Fg}は離散化した力ベクトル．） 

Fg j
*：リードのモード jに作用する一般化ガス力 

Fgp：リードに作用するポート部差圧による力 

Fgsteady：リードに作用する定常ガス力 

Fgunsteady：リードに作用する非定常ガス力 

{Foil}：接触面に発生する油膜力[圧力差(Poil − Po)によ
る力]を離散化した力ベクトル 

Foil j
*：リードのモード jに作用する一般化油膜力 

fQ(Λp)：弁および絞りにおける上下流圧力比の関数 

fQ'(Λp) = dfQ(Λp)/dΛp 
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fr(zr)：接触二面の各粗さ曲線の和の確率密度関数 

H：リードの板厚 

h：接触二面の各粗さの平均線の間の距離（以下，「油
膜厚さ」，h = h0 + δ ） 

h0：初期油膜厚さ 

Th ：局所平均油膜厚さ 

J：リードの採用モード総数 

j：リードのモード番号 

[K]：リードの剛性マトリックス 

ld：リードに作用する非定常ガス力の減衰長 

[M]：リードの質量マトリックス 

Mj
*：リードのモード jの一般化質量 

0m ：中間チャンバーから低圧源に流れるガス流れ

の質量流量 

1m ：高圧源から中間チャンバーに流れるガス流れの

質量流量 

2m ：中間チャンバーからボアに流れるガス流れの

質量流量 

mg：気泡 1個あたりの気泡内のガス質量 

gm ：mgの時間変化率 

mg0：気泡 1個あたりの気泡内の初期ガス質量 

vm ：ボアから吐出側に流れるガス流れの質量流量 

N：接触面の単位面積あたりの気泡個数 

P1：中間チャンバー内圧力 

Pb：ボア内圧力 

Pb0：ボア内初期圧力（低圧源圧力） 

Pcav：レイノルズ条件で用いるキャビテーション域の
油膜圧力 

Pcav onset：気泡成長が始まる油膜圧力 

Pg：気泡内ガス圧力 

Pg0：気泡内ガス初期圧力 

PH：Plesset-Heishの条件式 

Po：吐出圧力 

Poil：油膜圧力 

Psup：高圧源圧力 

Pv：油の飽和蒸気圧 

Qr：ポート中心を中心とする極座標の半径方向の油
の体積流量 

{q}：リードの一般化変位ベクトル 

qj：リードのモード jの一般化変位 

Rg：ガスの気体定数 

r：ポート中心を中心とする極座標の半径方向座標 

rb：気泡半径（気泡と同体積の球の半径） 

rb0：気泡初期半径 

rbmin：気泡半径の下限値 

T1：中間チャンバー内温度 

Tb：ボア内温度 

Tg：気泡内ガス温度 

Tg0：気泡内ガス初期温度 

t：時間（Pb = Poの時点を原点とする．） 

tbonset：気泡成長が始まる時刻（Poil|t = tbonset
 = Pcav onset） 

tvop：3ポート電磁弁のポート切り替えに要する時間 

tvs：3ポート電磁弁のポート切り替えの開始時刻 

uv：リード弁縮流部の非粘性ガス流速 

V1：中間チャンバーの容積 

Vb：ボアの容積 

Veoil：初期にポート縁に付着した油の総体積 

Vg：気泡 1個の体積 

frb
v = bfr ：ローパスフィルター処理後の気泡半径の

時間変化率 

{X}：リードの変位ベクトル 

x：リードの長手方向座標 

y：リードの幅方向座標 

z：リードの面外方向座標 

zr：接触二面の各粗さ曲線高さ（平均線高さを 0，谷 

方向を正）の和 

α：油膜ボイド率 

αmax：油膜ボイド率の上限値 

β：油膜体積変化の液体分率 

Γ：油中の溶存ガスの拡散係数 

γ：ガスの比熱比 

Δt：計算における時間刻み 

δ：リードの面外（z方向）変形量（t = 0でδ = 0．） 

δp：ポート中心域で平均したリードの面外変形量（ポ
ート中心を中心とする径φ 5 mm範囲の平均） 

єr：接触二面の各粗さ曲線の標準偏差の二乗和平方
根（合成表面粗さ） 

ζf：ローパスフィルターの減衰比 

ζj：リードのモード jのモード減衰比 

η：油の粘度 

Θv：リード弁から吐出するガス流れの角度（弁リフ
トの方向：0，弁座面の方向：π /2） 

κb：気泡の表面膨張粘性係数 

Λp：弁および絞りにおける上下流圧力比 
Λva：電磁弁のポート切り替わり率 
λoil：油の熱伝導率 

νgb：気泡内ガスのポリトロープ指数 

ξv：リード弁の速度係数 

ρ：液相と気相を合わせた油膜の平均密度 

ρ1：中間チャンバーのガス密度 

ρb：ボアのガス密度 

ρg：気泡内のガス密度 
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ρg0：気泡内の初期ガス密度 

ρo：吐出側のガス密度 

ρoil：油の密度 

ρsup：高圧源のガス密度 ϱg0：油中の溶存ガスの初期濃度 ϱgs：気泡表面における溶存ガスの濃度 

σ：油－ガス界面の表面張力 

[Φ]：リードのモーダルマトリックス（[Φ] = [{Φ1},  

{Φ2}, …, {ΦJ}]） 

{Φj}：リードのモード jのモードベクトル 

 

φx：粗さを考慮した油膜の x方向の圧力流量係数 

φy：粗さを考慮した油膜の y方向の圧力流量係数 

χg：油中に溶存するガス体積割合（溶存ガスを摘出 

した際のガスの油に対する体積比） 

ψ：ポート中心を中心とする極座標の周方向座標 

ω f：ローパスフィルターの角周波数 

ω j：リードのモード jの固有角振動数 

[  ]T：転置行列を表す． 
・ ：時間微分を表す（実質微分）．  

'：関数の微分（導関数）を表す． 

 
2. 計算モデルと計算手法 

既報のモデル実験(1)との比較検証のため，実験装置系を対象に連成モデルを構築する．計算モデルの全体図，
および連成状況を図 1に示す．リード変形，ガス管路流れ，および油膜流れの各系についてそれぞれモデル化を
行い，それら三つの系を連成させた時刻歴応答計算を行う．以下に各系のモデル化と連成手法を示す． 

 

2・1 リード変形のモデル化 
従来の研究(5) ～ (11)ではリードが梁要素でモデル化されていたが，著者らのモデル実験により板としての変形挙
動が認められた(1)．そのため，本研究では，板としての二次元変形を表現するため，リードを有限要素法のシェ
ル要素でモデル化する．境界条件として，図 1に示すように根元側固定端の条件を与える．離散化されたリード
の運動方程式は以下[式(1)]のように表され，計算負荷軽減のため，これにモード法を適用する[式(2)]． 

 
[ ]{ } { } [ ]{ } { } { }oilg FFXKXCXM +=++  ][                                                            (1) 

{ } [ ]{ }qX Φ= ,  { } [ ]{ }qX  Φ= ,  { } [ ]{ }qX  Φ=                                                         (2) 

 
モード法を採用するため，変形について線形性を仮定することになるが，本研究で対象とする開弁前の開き遅れ
挙動における変形量はリード長さの 1/100程度であり，線形性がほぼ成立すると考えられる．式(2)を式(1)に代入
して左から[Φ]Tをかけると，モードの直交性より式(1)は，以下のような固有モードごとに独立した運動方程式に
分解される．ただし，減衰マトリックス[C]についても直交性が近似的に成り立つものとした． 
 

***2** 2 joiljgjjjjjjjjj FFqMqMqM +=++ ωωζ    (j = 1, 2, 3, ..., J)                                 (3) 

{ } [ ]{ }j
T

jj MM ΦΦ=*
,
 

{ } { } { }( )oilg
T

jjoiljg FFFF +=+ Φ**

   (j = 1, 2, 3, ..., J)                          (4) 
 
式(3)の時間積分法については，一般化α 法(19)(20)を用い，数値減衰の強さを表すパラメータであるΔt/Tn→∞（Tn：
系の固有周期）のときのスペクトル半径ρ s

∞をρ s
∞ = 0とする．式(3)で求められた各モードの一般化変位 qj，一般

化速度 jq ，および一般化加速度 jq を式(2)に代入して実変位，実速度，および実加速度を求める． 

 

2・2 ガス管路流れおよびガス力のモデル化 
2・2・1 ガス管路流れのモデル化 
 開弁後の流動損失を精度良く予測するには，三次元流れ解析(7)(10)(11)が適している．しかし，本研究では開弁前
のボア圧力上昇を再現できればよいので，計算負荷の小さい熱力学モデル（集中定数モデル）を適用する．既報
の実験装置で用いた図 1の空圧管路系について，中間チャンバー内とボア内についてそれぞれ内部可逆過程を仮
定し，かつ空圧管路系全体について断熱変化（すなわち等エントロピー変化）を仮定する．これにより，各部の
圧力と密度の関係が以下[式(5)]のように表される．また，状態方程式[式(6)]を考慮する． 

 
.//// 11 constPPPP oobbsupsup ==== γγγγ ρρρρ                                                 (5) 



5 

 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

111 TRP gρ= , bgbb TRP ρ=                                                                      (6) 
 
式(5)と式(6)の各微分から，中間チャンバー内とボア内の各圧力変化率 1P ， bP について以下の方程式が得られる． 
 

( )[ ]( )0121111 mmmVPP  +−−= ργ                                                                 (7) 

( )[ ]( )2mmVPP vbbbb  −−= ργ                                                                    (8) 
 
式(7)と式(8)の時間積分法については，クランク・ニコルソン法を用いる．式(8)において，ボア体積は，厳密には，
ボア壁，弁座，リード，および油膜で囲まれた体積であるため，元のボア体積 Vbに加え，弁変形および油膜破壊
直前の油膜内へのガス流入に伴う体積増分を考慮する必要がある．しかし，今回の実験装置では，これらの体積
増分は元のボア体積 Vb（5.2 cc）に対して 1%以下と小さいため，本研究ではボア体積を一定として扱う．各絞り
部を通過する質量流量は，流量係数を用いて以下のように表される．この中で，リード弁の開口面積 Ap [式(12)]

の求め方については，第 2・3・2項で述べる． 
 

( ) ( )1011100 21 PPfPACm bQvapd ρΛ−=                                                           (9) 

( )supQsupsupvapd PPfPACm 1111 2ρΛ=
                                                          (10) 

( )111222 2 PPfPACm bQpd ρ=                                                                 (11) 

( )boQbbpdv PPfPACm ρ2=                                                                  (12) 
 
ただし，fQは，ガスの圧縮性が流量に及ぼす影響を表す以下のような上下流圧力比Λpの関数である(21)． 
 

( ) ( )[ ] ( ) ( )[ ] ( )

( )[ ] ( )[ ] ( ) ( )[ ] ( )





+≤≤++

≤≤+−−
=

−−

−+

γγγ

γγγγγ

γΛγγγ

ΛγΛΛγγ
Λ

11/2

1/1/2

210121

121][1

p

ppp
pQf




                         (13) 

 
式(9)と式(10)における 3ポート電磁弁の切り替わり率Λvaは，時間に比例するものと仮定する． 
 

( )




−≤⋅⋅⋅⋅⋅⋅
≤−≤⋅⋅⋅⋅⋅⋅−

=
vsvop

vopvsvopvs
va ttt

tttttt

1

0/
Λ                                                        (14) 

Fig. 1  The whole model of the experimental setup and the coupling relation among phases.
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各部のガス密度は，式(5)より吐出側の密度ρoを用いて以下のように表される． 
 

( ) oosupsup PP ρρ γ/1= ,  ( ) ooPP ρρ γ/1
11 = ,  ( ) oobb PP ρρ γ/1=                                    (15) 

 
 

2・2・2 ガス力のモデル化 
リードに作用するガス力については，ポペット弁に作用する流体力の定式化(22)にならい以下のように表現する． 
 

gunsteadygsteadygpg FFFF ++=                                                                    (16) 

( )( )obpgp PPDF −= 4/2π                                                                      (17) 

vvvvgsteady umF Θξ cos−=                                                                       (18) 

vdgunsteady mF l−=                                                                             (19) 
 
ただし，縮流部の非粘性ガス流速 uvは以下のように表される(21)． 
 

( ) ( )[ ] ( )( ) ( )[ ] ( )

( ) ( )[ ] ( )[ ] ( )





+≤≤+
≤≤+−−=
−

−−

γγ

γγγγ

γγγρ
γγγρ

1

1/1

21012

121]1[12

bobb

bobobb
v

PPP

PPPPP
u




                   (20) 

 
また， vm は式(12)より以下のようになる． 
 









+




















−
















+==

b

o
Qbbpdb

b

o
Q

b

b

b

o

b

o
Q

b

b
pd

v
v P

P
fPACP

P

P
'f

PP

P

P

P
f

P
AC

dt

md
m ρ

ρρ
γ

2
2

2
1

1 


             
(21) 

 

( )
( ) ( )[ ] ( ) ( )( ) ( )[ ] ( )

( )[ ] ( )





+≤≤

≤≤+



 −−+−

=
−

−+−

γγ

γγγγγγγ

γΛ

ΛγΛΛγγΛγΛ
Λ

1

1/1/2/11/2

2100

1211212

p

ppppp
pQ'f




      (22) 

 
Fgp，Fgsteady，および Fgunsteadyの各ガス力の方向は+z 方向であり，各力を，ポート上にあるリードの各要素に対し
要素の面積に比例配分して作用させる． 

 
2・3 油膜流れのモデル化 
2・3・1 油膜圧力のモデル化 

(1) 基礎方程式 

油膜内流れの方程式については，非圧縮流体の層流を仮定したレイノルズ方程式を用い，これにキャビテーシ
ョン気泡の影響を考慮する．レイノルズ方程式の適用に関して，流速と油膜の厚さが最大となる油膜破壊直前に
おけるレイノルズ数 Vr・(2h)/(η /ρoil) = 40（半径方向流速 Vr = 8 m/s，h = 200 μm，η /ρoil = 8.6 × 10−5 m2/s）より油の
流れは層流と考えられる．さらに，油膜破壊直前の油膜厚さ hは油膜幅（シール幅）の 1/5程度であることから，
レイノルズ方程式の仮定（流れが層流で厚さ方向の圧力変化を無視でき，面内方向流速の厚さ方向分布が放物線
である）がほぼ成立すると考えられる．一方，気泡が生じてボイド率が大きくなった油膜に対して同様の仮定が
成立するかどうかは明らかでないが，今回の計算の結果，ボイド率が大きい場所では油の流れがあまり生じない
[後の式(31)においてβ ≒ 0]ため，結果的に，厚さ方向の圧力変化や流速分布に関する仮定が計算結果に及ぼす影
響は小さいと推定される． 

本研究では，とくに，油膜（隙間）体積変化の液体分率β を定義し，これにより気泡成長が油膜圧力に及ぼす
影響を定量的に評価できるようにする．リード－弁座間の油膜モデルを図 2に，油膜圧力方程式におけるキャビ
テーション気泡の扱いを図 3に示す．実際の状態として予想される図 3(a)の気泡分布の状態に対して，図 3(b)に
示すように気泡はまとめて気相として扱い，残りの液相部分の圧力（油膜圧力 Poil）を以下に示すレイノルズ方
程式により求める．また，レイノルズ方程式において，接触二面の表面粗さの影響を考慮した平均流モデル(23)(24)

を考慮する．気相（気泡）部分のモデルについては第 2・3・3項で述べる． 
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











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∂

∂
∂+











∂
∂

∂
∂ ρ

η
ρφ

η
ρφ

1212

33

                                                     
(23) 

( ) ( )
∞
− +=

h rrrrT dzzfzhh                                                                       (24) 
 
各方向の圧力流量係数φxとφyは，本報で用いる等方性粗さの場合，以下の近似式で求められる(23)． 
 

φx = φy = 1 － 0.90e －0.56(h / єr)   (h / єr > 0.5)                                                      (25) 
 
局所平均油膜厚さ Th については，表面粗さについて正規分布を仮定した以下の近似式(25)を用いる． 
 

( )( ) ( )






>⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅
≤⋅⋅⋅⋅⋅⋅=−+−++≅

r

rrrrrrrrr
T

hh

hhhhhhhh
h

3

33,5287014012835256/3 8642

          (26) 

 
ここで，式(23)と式(26)における油膜厚さ hは以下のように表される． 
 

δ+= 0hh                                                                                    (27) 
 
δ は第 2・1節で求められるリード変位[式(2)]の z方向成分である．また，式(23)における油膜の平均密度ρは以下
のように表される．ただし，ρoil >> ρgを考慮した． 
 

( ) ( ) oilgoil ρααρραρ −≅+−= 11                                                                 (28) 
 
ここで，ボイド率α は，接触面の単位面積当たりの気泡個数 Nを用いて以下のように表される． 
 

( ) hrN b
33/4 πα =                                                                           (29) 

 
本報では，スクイズ油膜の圧力低下をもたらす油膜の体積変化において気泡が果たす役割を明確にするため，式 

(23)の右辺を以下のように変形する．まず，式(28)を式(23)の右辺に代入して，以下のように近似する． 
 



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






∂
∂

∂
∂−

∂
∂
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





















∂
∂

∂
∂

−
∂

∂
=

∂
∂

t

h

t

h

t

h

t

h

t

h

t

h

t

h T
oil

TTT
oil

T αραρρ
11

                                    
(30)

 
 
式(30)の第二式の近似誤差は，式(26)と後の式(33)を考慮すると，1.5 ≦ h / єr ≦ 2の範囲で最大 8.5%，2 ≦ h / єr 

≦ 2.5の範囲で最大 1.9%，2.5 ≦ h / єrの範囲（本報での計算条件）で最大 0.1%である．この式(30)を式(23)に代
入して式(29)を考慮すると，以下のように気泡の成長の影響を考慮したレイノルズ方程式が得られる． 
 

(b) Volume fraction model of the liquid phase
and the gas-vapor phase.
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( ) ( )
t

h

y

Ph

yx

Ph

x
Toilyoilx

∂
∂=













∂
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∂
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











∂
∂−

∂
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η
αφ

η
αφ

12

1

12

1
33

                                             
(31) 

 
( )hrrN bb

 /41 2πβ −=                                                                          (32)  
ここで，β は体積変化の液体分率である．また，式(31)右辺の thT ∂∂ / は，式(26)より以下のようになる． 
 

( )( ) ( )






>⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅⋅
≤⋅⋅⋅⋅⋅⋅=−+−+≅

∂
∂

r

rrrrrrrT

hh

hhhhhhhh

t

h

3

33,52135351632/ 753




                       (33) 

 
ここで，hは，第 2・1節で求められるリード速度[式(2)]の z方向成分（ δ =h ）である． 

β は，図 3(b)に示すように，油膜の体積変化の中で油の流出入が占める割合である．また，式(31)の右辺は，ス
クイズ油膜圧力 Poilを発生させる油の体積変化率であり，これが膜厚変化率 thT ∂∂ / にβ が掛かった形で表されて
いる．式(31)において，α = 0，β = 1とすると，気泡の影響を考慮しない通常のレイノルズ方程式に帰着する．逆
に，α > 0，β = 0の状態は，油膜の体積変化がすべて気泡成長で占められている状態に対応する．このことから，
β は気泡成長によるスクイズ効果の低減度合を表している，と解釈できる． 

なお，計算において，ボイド率α には上限αmaxを設け，α がαmaxに達している間はβ を 0とする． 
 

maxαα ≤                                                                                     (34) 
 

maxααβ == at0                                                                        (35) 
 
キャビテーションモデルなし，および静的キャビテーションモデルの場合には，式(31)において，α = 0，β = 1

とした通常のレイノルズ方程式を用いる．また，静的キャビテーションモデルの場合には，キャビテーション発
生領域の圧力として一定の圧力 Pcav（以下，「定常キャビテーション圧力」）を油膜圧力の下限値として設定する． 

動的キャビテーションモデルの場合には，Poil ≧ Pcav onsetではα = 0，β = 1の通常のレイノルズ方程式であり，
一旦 Poil < Pcav onsetになると，以後α > 0，β ≠ 1（開弁直前までほとんどの領域でβ < 1）となる．静的キャビテーシ
ョンモデルと異なり，Poilが低下して Pcav onsetに到達しても，Poilは Pcav onsetに留まらず，気泡成長の影響を受けな
がらさらに低下する． 

(2) 有限体積法による離散化 

油膜圧力の分布については，これまですべり軸受等を対象に構造格子を用いて二次元分布が求められているが，
リード弁のような任意の形状領域を構造格子で正確に表現することは難しい．そこで，本研究では，弁の境界形
状を正確に表現するために非構造格子を用い，それに有限体積法を適用する．次項で油膜の吹き飛び判定法を示
すが，そこで用いる積算流量を精度よく求める上でも，質量保存性に優れた有限体積法は適していると考えられ
る．図 4 に離散化した物理量の配置を示す．圧力 Poil，ボイド率α ，体積変化の液体分率β はセル中心値であり，
油膜厚さ（h， Th ）および圧力流量係数（φx，φy）は節点値である．ガウスの発散定理を用いて，式(31)は，セル
（要素）ごとに以下のように離散化される．  

    

( ) 








∂
∂=∇⋅− 

i
f

fffff S
T

i
l

lioillilililni dS
t

h
PAh βαφ

η


3)1(
12

1

                                           
(36)

 

    
22 )()( nylyinxlxilni ee

fff
φφφ +=

                                                                 (37) 
 
ここで，iはセル番号，lfはセルの辺番号であり，添え字 i lfはセル番号 iのセル（以下，「セル i」）の辺番号 lfの
辺の値であることを示す．φni lfは辺 lfの法線方向の圧力流量係数であり， φxi lf，φyi lfは辺 lf上の圧力流量係数，(enx, 

eny)は辺の法線方向の単位ベクトルである．本報で扱う等方性粗さでは，φn = φx = φyとなる．αi lfは辺 lf上のボイド
率，

fliA

はセルの辺 lfの長さを大きさとする辺 lfにおける外向き法線ベクトルである．Sは油膜面の面積，Siはセ

ル iの面積であり，式(36)右辺の積分については，セルを底面としセルの各節点の thT ∂∂ / を長さとする辺を底面
に垂直に立てて形成される立体（セルが四角形なら六面体）の体積を数値的に求める．hi lf [式(36)]，φxi lf，φyi lf [式
(37)]については，辺 lf両端の 2節点のそれぞれの hおよびφx，φyの平均値を用いる．非構造格子では， fliA


は一

般にセル中心間を結ぶ線に平行とはならず（以下，このことを「格子の非直交性」と呼ぶ），セル中心間を結ぶ線 

є є

є
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(a) Plane view.                       (b) Bird’s view. 

Fig. 5  Quantities and circumference sections for the blow-by calculation. 

 
 
に平行な成分

fliD

と辺に平行な成分

flik

に分けられ（

fff lilili kDA


+= ）(26)，式(36)は以下のように表される． 
 

    

( ) ( ) ∇⋅−−









∂
∂

=
−

−
f

fffffi
f

ffff
l

lioillilililniS
T

i
l im

ioilmoil
lilililni PkhdS

t

h

l

PP
Dh


33 )1(

12

1
)1(

12

1 αφ
η

βαφ
η

  

(38)
 

 
ただし，mは辺 lfを共有する隣接セルのセル番号，limはセル iとセル mのセル中心間距離であり，右辺第 2項が
格子の非直交性に起因する成分である．αi lf，辺 lf上の油膜圧力の勾配である ( )

flioilP∇ は，以下のように辺 lfを共
有する二つのセルの中心値からセル中心と辺の中点との距離（ςi，ςm）に応じた重み付けにより求める． 
 

    ( ) ( )mimiimli f
ςςαςαςα ++= , 

( ) ( ) ( ) ( )mimoiliioilmlioil PPP
f

ςςςς +∇+∇=∇ ][
                      (39) 

 
セル中心における油膜圧力の勾配 ( )ioilP∇ はガウスの定理より以下のように求める． 

( )
f

f
f lioil

l
li

i
ioil PA

S
P =∇

1
, ( ) ( )mimoiliioilmlioil PPP

f
ςςςς ++=                                     (40) 

計算格子として，リードの有限要素法のシェルモデルと同一の格子を用いる（油膜圧力 Poilを求める領域を，
後の図 7において着色して示している）．Poilの境界条件については，ポート縁線上の圧力をボア圧 Pb，リードの
外側の縁線上の圧力を吐出圧 Poとする．各縁線上の節点を二重節点として元の節点とともにダミー要素を構成し，
それに境界圧力を与える．式(38)は右辺を定数としてセル中心圧力 Poil iを求める連立一次方程式であり，その求
解には SOR 法を用いる．SOR 法の反復計算における初期値には前の時間ステップの解を用いる．また，式(38)

の右辺第 2項は，SOR法の反復計算過程の中で更新する．静的キャビテーションモデルを用いる場合には，反復
計算過程において定常キャビテーション圧力 Pcav以下となるセル中心圧力を随時 Pcavに置換する．連立一次方程
式の求解の際には，桁落ち防止のためにすべて無次元量（無次元圧力の最大と最小の差が 10以下）を用いる． 

 

2・3・2 油膜吹き飛び範囲のモデルとリード弁の開口面積の計算 
 可視化実験(1)では，開弁時にシール面の油膜が半径方向に吹き飛び，その範囲がポート円周に沿って拡がる様
子が観察された．その拡がりに伴って，ボア内から吐出側に流出するガスの流路の断面積（開口面積 Ap）も順に
増加すると考えられる（油膜が破壊し吹き飛ぶ前は Ap = 0）．そこで，本研究では，下記に示すモデルにより油膜
の吹き飛び範囲を求め，それに基づき開口面積の変化を考慮できるようにする． 

 油膜吹き飛び範囲を計算するための諸量と周方向分割状況を図 5に示す．ポート中心を中心とした極座標を設
定し，各セルを通過した半径方向流量を時間積分して積算流量を求め，積算流量がある閾値を越えたセルを油膜
が吹き飛んだセルと判定する．なお，流量については，可視化実験で支配的であった半径方向流れのみを考慮し，
周方向流れは考慮しない．各セル（セル番号 i）の積算流量は以下のように求められる． 

Port edge

ir


Cell i

Flood oil (Veoil)

Contact area
(Seal area)

z

Fig. 4  Discretization in the finite
volume method for oil film flow.

(enx, eny)

Poil i, αi, βi

Poil m, αm, βm

Cell i

Cell m

fliA


flik
 fliD



ςi

ςm

lim

The lf th edge
of the cell i

zArea Si

h = h0 + δ

ψie min = ψie-1 max

Δψie

(Section ie)

ψie+1 min = ψie max

r = Dp /2

Apie

If not all cells (r≧ Dp /2) in Section ie
are under blow-by, Apie is set to 0.

z

Qr Oil

Port edge
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( )( )
−

=
+== −+≅

+

1

0
10 12

1N

n
nnttrittri

t
ri ttQQdtQ

nn                                                        
(41)

 

( ) ( ) iiioil
ii

ri rP
h

Q ψΔ
η

α 
⋅∇

−
−=

12

1 3

                                                                
(42)

 
 
ただし，Qriはセル iを通過する半径方向の油の体積流量，t0 = 0， tN = tであり， ir


はポート中心からセル iの中

心に向かうベクトル， Δψi（単位：rad）は極座標におけるセル iの周方向範囲である．hiは，セル iの平均油膜厚
さであり，セルを底面としセルの各節点の油膜厚さ hを長さとする辺を底面に垂直に立てて形成される立体（セ
ルが四角形なら六面体）の体積をセルの面積で割って求める．式(41)では大きな h（> 10 єr）における流量Qriが
支配的なため，式(42)では圧力流量係数（φx，φy）を 1とした．吹き飛び判定の閾値として，初期状態におけるポ
ート縁（ポート周囲）に付着した油の量 Veoilを仮定して，以下のように判定する． 
 

eoil
it

ri VdtQ 






> π
ψΔ

20  → Cell i is under blow-by.
                                                   

(43) 

 
リードの開口面積 Apについては，以下のように，ポート周りシール部のポート側 1層目（ポート縁に面した層） 
のセルで区切られた周方向範囲 ie（図 5「Section ie」）ごとにガスの流出の可否を判断して求める． 

1) 周方向範囲 ieに存在するすべての接触面セルの油膜の吹き飛びを式(43)で調べる． 

2) 上記 1)で調べたすべてのセルで油膜が吹き飛んでいる場合には，周方向範囲 ieではガスが通過できるものとし
て，その周方向範囲でリフト量（h0 + δ）をポート縁に沿って積分して面積を求める．逆に一つでも油膜が吹き飛
んでいないセルがある場合には，周方向範囲 ieにガスが通過できないものとして面積は 0とする[式(45)]． 

3) 上記 2)で求めた面積 Apieをポート周方向に沿って合算して開口面積 Apとする[式(44)]． 

以上の手続きを下式に示す． 
 

=
e

e

i

pip AA                                                                                 (44) 

( )( )






≤≤⋅⋅⋅⋅⋅⋅

≤≤⋅⋅⋅⋅⋅⋅+
=


by.-blowunderarerangetheincellsallNot0

by.-blowunderarerangetheincellsAll2/

maxmin

maxmin0
max

min

ee

ei

ei ee

e

ii

iip
ip

dDh
A

ψψψ

ψψψψδψ
ψ (45) 

 

2・3・3 気泡のモデル化 
 水中のキャビテーションは蒸気性キャビテーションとして考えることが多いが，油中のキャビテーションは溶
存ガスの析出であるガスキャビテーションとしての性格を併せ持つ．そこで，本研究では，通常扱われる気泡の
動的釣り合いの方程式に加えて，溶存ガスの拡散方程式を連立させる．可視化観察(1)を基に，気泡は流動せずに
その場で成長すると仮定し，気泡の物理量は，第 2・3・1(2)項で示した有限体積法の一つのセル内では均一とす
る．気泡形状に関しては，油膜厚さを高さとする扁球（h ＜ 2rbの場合）もしくは球（h ≧ 2rbの場合）を想定
して，扁球の場合は同体積の球に近似し，ともに，その運動を球形気泡の方程式で表現する．気泡の大きさとし
ては，油膜厚さのオーダーを仮定し，気泡個数 Nは油膜の体積ではなく油膜面積当たりの個数として与える．さ
らに，従来の研究(16)(17)と同様に合体・分裂は考慮せず，Nは時間によらず一定とする． 

(1) 気泡の動的釣り合い式 

球形気泡の運動は以下の Rayleigh-Plessetの式で表される．ただし，粘性力として，気泡周囲の油の運動による
粘性（右辺第 5項）の他に，液の自由表面の変形に抵抗する粘性効果である表面膨張粘性（右辺第 6項）(27)(28)(16)

を考慮する．表面膨張粘性は，直径 1 mm以下の気泡では影響が大きいことが指摘されており(28)，気泡径の小さ
い初期の段階からの気泡成長を考える本報のケースではその影響が大きいことが予想される． 











−−−−+=






+

2
2 4421

2

3

b

bb

b

b

b
oilvg

oil
bbb

r

r

r

r

r
PPPrrr




κησ
ρ

                                            
(46)
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一方，式(46)の左辺は気泡周囲の油の慣性力であるが，右辺の粘性力（[(4η br / rb)+ (4κb br / rb
2)]/ρoil）に比較して小

さい（10−5以下のオーダー）ため，省略する．その結果，気泡半径の成長率 br は以下のように表される． 

( )[ ] 







−−+

+
=

b
oilvg

bb

b
b r

PPP
r

r
r

σ
κη

2

4
                                                          (47) 

また，計算の安定性を確保するため，式(32)のβ を求める際の br については，式(47)で求めた br に対し以下の 2

次のローパスフィルター（時間積分法はNigam-Jennings法(29)）を施して求めた bfr (= frb
v )を用いる． 

 

bffrffrfffr rvvv
bbb

 222 ωωωζ =++                                                              (48) 
 
 油の蒸気圧 Pvについては，一定値を仮定する． 

 
.constPv =                                                                                   (49) 

 
ボイド率α がαmaxに達している間は，rbはα = αmaxのときの気相の体積から以下のように求め，前ステップから
の rbの変化分を時間刻みΔtで割ることで br を逆算する．また，rbには下限値 rbminを設ける． 

( ) max
max

b N

h
r αα

π
α

== at
3/4

3
                                                               

(50) 

bminbbbminb rrrrr ≤=≤ at0,                                                                 (51) 

 
(2) 油中溶存ガス析出（拡散）の方程式 

油中の溶存ガスが気泡内に拡散することによる球形気泡内ガス質量の変化率 gm は以下のように表される(30)． 
 

( )( )[ ] ( )( ) ( )[ ]{ }bonsetbonsetgsgbgsgbg tttrtrm −−+−= ΓπΓπ 00
24                               (52) ϱgs ( ) gggggg TRP ρχχ == / , ϱg0 ( ) 000 / gggggg TRP ρχχ ==                                           (53) 

 
ここでは，油中のガス濃度の初期状態 ϱg0としてガス拡散が開始する時点の状態を考え，また，気泡成長が開始
する時刻 tbonsetも同じくガス拡散が開始する時点とし，ϱg0 = ϱgs (tbonset)とする．また，式(53)を用いて式(52)におけ
るガス濃度を気泡内ガス圧力で表現すると， gm は以下のように表される． 
 

( )[ ] ( ) ( )[ ]ggggbggbg TPTPrRrm −= 00
24 χΓπ

                                                   (54) 
 
ガス拡散開始時点（＝気泡成長が開始する時点）における気泡内ガス圧力 Pg0は，定常な圧力の釣り合い[式(46)

ないし式(47)で時間微分項を消去したもの]においてガス拡散開始時点の油膜圧力 Poil|t = tbonset
（= Pcav onset），気泡半径

rb0を用いることで以下のように表される． 
 

( ) ( )000 22 bvonsetcavbvttoilg rPPrPPP
bonset

σσ +−=+−= =                                           (55) 
 
状態方程式[後の式(60)]と体積－半径の関係式[後の式(62)]から，式(54)における Tgは以下のように表される． 
 

( ) ( ) ( ) ( )gggbgggggggg RmPrRmPVRPT 33/4 πρ ===                                           (56) 
 
また，同様に，初期状態の気泡内ガス質量mg0は Tg0を用いて以下のように表される． 
 

( ) ( )gggbg RTPrm 00
3

00 3/4 π=                                                                  (57) 
 
rbが下限値 rbminに達している間は， gm は 0とする． 
 

minbbg rrm == at0                                                                         (58) 
 
(3) 気泡内圧力の方程式 

ϱ ϱ ϱ ϱ
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気泡内に拡散したガスの圧力 Pgについては，ポリトロープ変化を仮定しこれと状態方程式を考慮して求める． 
 

./ constP gb
gg =νρ                                                                             (59) 

gggg TRP ρ=                                                                                 (60) 
 
これらの各微分から，Pgの時間変化率の方程式 gP が以下のように得られる． 
 

( ) ( ) ggggbggggbg mmPVVPP  νν +−=                                                           (61) 
 
これに，さらに気泡体積－半径の関係式[式(62)]を代入すると， gP が最終的に式(63)のように表される． 
 

( ) 33/4 bg rV π=                                                                                (62) 

( ) ( ) ggggbbbggbg mmPrrPP  νν +−= 3                                                           (63) 
 
rbが下限値 rbminに達している間は， gP は 0とする． 
 

minbbg rrP == at0
                                                                        (64) 

 
ポリトロープ指数νgbについては，以下の Plesset-Heishの条件式(31)で判定する． 
 

( )[ ]
adiabatic1

isothermal1//
3

0 ⋅⋅⋅⋅⋅⋅<<
⋅⋅⋅⋅⋅⋅>>

=
b

oiloiloil

gg

oiloil

r

c

c

c
PH

ωρλ
ρ

ρ
π

                                     
(65)

 
 
ただし，ω は気泡運動の角振動数である．今回の計算対象である実験の条件に対応する油とガス（空気）の物性
値を用い，開き遅れ時間（10 msオーダー）に基づいてωを仮定（100 Hz×2π）すると，PHは 105のオーダーと
なり，気泡内ガスは等温変化とみなせる．このため，ν gb = 1とする． 

式(47)，式(54)，式(63)の時間積分法については，オイラー陽解法を用いる． 

 
2・4 連成アルゴリズム 
安定した時間進行が得られるように，分離型反復解法による漸近的強連成法を用いて，リードの各モードの運
動方程式をガス力，および油膜圧力の方程式と連成させる．時刻歴連成計算のアルゴリズムを図 6に示す．反復
解法のループでは，リードの動的釣り合いの残差を基に予想したリード加速度・変位・速度の下でガス力と油膜
圧力を求めて，再びリードの動的釣り合いを検査する．なお，釣り合いの残差に応じてΔtを適宜小さくする． 

 

3. 計算条件 

計算で用いた諸元を表 1 に示す．既報の実験(1)に対応する諸元であり，リード素材については鋼材，ガスにつ
いては空気の物性値を用いた． 

ガス流れに関しては，開弁前のボア圧力上昇率 dPb/dtが実験と合うように Cd2を，ポペット弁の計測例(22)を参
考に Cdをそれぞれ設定した．また，別途行った流れ計算(10)(11)よりΘv = 90° （Fgsteady = 0）とし， ldをリードとボ
ア底面の距離に等しくした． 

初期油膜厚さ h0に関して，ポート上の初期差圧（Po − Pb0 = 0.013 MPa)と固定端の面圧（約 0.5 MPa）を基に，
接触モデル(32)（n єr β r = 0.05，єr / β r = 0.0009，Ereed = 2.1×1011Pa，Eglass = 6.3×1010Pa，νreed = 0.3，νglass = 0.2，n：
単位面積当たりの突起数，β r：突起頂部の曲率半径，Ereed，Eglass：リード，ガラス弁座の縦弾性係数，νreed，νglass：
同ポアソン比）を用いて変形計算を行うと，初期油膜厚さは 0.3 μm ～ 0.9 μmの範囲の分布となった．一方，続
報(18)で示すように，h0 ≦ 1 μmの範囲では h0が開き遅れ時間に及ぼす影響が小さい．これらのことと，h0が小さ
いほど計算時間が増加することを踏まえ，h0 = 1 μmを標準値として用いた． 

 動的キャビテーションモデルで用いる気泡の諸元に関しては，h0 = 1 μmの条件で開き遅れ時間が実験と対応す
る値を設定し（表 1中「assumed」），このうち表面膨張粘性係数κbについては過去の検討例(16)(28)における値から
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Fig. 6  Flow chart of the iterative  partitioned  coupling  algorithm.

Solve the Reynolds equation
to get Poil n+1 [eq. (38)]※.

n: the last step 
n+1: the present step

Go to
next step.
n+1 → n

OK

NG

trrr nbfnbnb Δ+=+1

tPPP ngngng Δ+=+1

tmmm ngngng Δ+=+1

Check the modal equation balance
[eq. (3)].

Calculate P1 and Pb by
Crank-Nicolson method
(iterative calculation)

[eqs. (7) and (8)].

1+nhGet        and hn+1

[eq. (2) and eq. (27)].

Adjust Δt and predict      . jq

Get      and qj based on 
the generalized-α method.

jq

( )
1

3
1

1

3/4

+

+
+ =

n

nb
n h

rNπ
α











−=

+
++

1

2
11 41

n

nbf
nbn

h

r
rN




πβ

[eq. (29)]

[eq. (32)]

Calculate          [eq. (47) or (51)],
[eq. (54) or (58)] and         [eq. (63) or (64)].

Check cells under blow-by [eq. (43)].

1+nbr

1+ngP1+ngm
1+nbfr [eq. (48)]

Calculate Fg j
*
n+1 + Foil j

*
n+1 [eq. (4)].

※ In “no cavitation model” and “static cavitation 
model”,  Eq. (38) is solved under α = 0, β = 1 and 
Poil ≧ Pcav (Pcav = −∞ in “no cavitation model ”).

Calculate Ap

[eq. (44)].

 
 

Table 1  Parameter values in the calculation. 

C d 0.64 T g 293 K

H 0.38 mm D p 8 mm h 0 1 μm* α max 0.99

J 6 ld 16 mm P cav −∞ (n ) Γ 1×10−
9
 m

2
/s***

E reed  2.1×10
11

 Pa P b 0.088 MPa-abs P cav 0 MPa-abs (s ) κ b 7.85×10−
5
 kg/s**

ν reed 0.3 P o 0.101 MPa-abs ϵ r 0.2 μm ν gb 1

ρ reed  7.8×10
3
 kg/m

3
P sup 0.32 MPa-abs η 0.085 Pa・s ρ oil 9.9×10

2
 kg/m

3

ζj 0.001 t vop 2 ms σ 0.03 N/m

V 1 7.1 cm
3

N 1×10
10

m−2
** χ g 0.1***

A p 8.5 mm
2 V b 5.15 cm

3
P cav onset 0 MPa-abs**

A p 0.785 mm
2
 (φ1) V eoil 5 mm

3
** P v 0 MPa-abs Δ t    ≦   1×10−

7
 s  (n )(s )

C d 0.7 γ 1.4 R g 288.7 J/(kg・K) Δ t    ≦   1×10−
9
 s  (d )

C d 1 Θ v 90 ° r b 1.25 μm** ζf 0.707

C d 1 ρ o 1.2 kg/m
3

r bmin r b   − 0.001 μm ω f /(2π) 10 kHz

E reed , ν reed  and ρ reed  are the Young' s modulus, the Poisson' s ratio and the density of the reed respectively.
*: initial oil film thickness in the inside part (see Fig. 2).  **: assumed.  ***: assumed based on mineral oils.
(n ): no cavitation model, (s ): static cavitation model, (d ): dynamic cavitation model.

Reed Oil film

Gas flow

Cavitation bubble (d )

Others1

2

0

1

2

0

0

0

0

 

 

決定した．気泡半径と気泡個数の組み合わせについては，表 1（rb0 = 1.25 μm，N = 1 × 1010 m−2，初期ボイド率 0.082）
以外にも実験の開き遅れが再現され（例えば，rb0 = 0.625 μm，N = 1 × 109 m−2，初期ボイド率 0.001），任意性があ
る．ここでは，一つの目安として，初期のガス総量が，油中の溶存ガス総量（大気圧下の体積割合で 2 ～ 5 %）
程度になるように設定した[h0 = 1 μmでは Pg0 = 0.048 MPa-absで初期ボイド率 8.2 %より，大気圧（0.101 MPa-abs）
下の油中のガス体積割合としては 3.9 %]．油の蒸気圧は水の値（20℃で 2.3 kPa-abs）と比較して非常に低く真空
圧付近であることから，Pv = 0 MPa-absとした．Pcav onsetに関連して，今回の計算では油膜圧力が数msで蒸気圧ま 
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Fig. 8  Natural modes and natural frequencies [ωj/(2π)] obtained by FEM eigenvalue analysis.

1st 1.08 kHz 2nd 6.45 kHz 3rd 16.9 kHz 4th 21.5 kHz 5th 30.4 kHz 6th 35.2 kHz

 

 
で低下するため，溶存ガスが析出して気泡が初生するまでに（10 ms程度(33)とされる），油膜圧力が蒸気圧付近ま
で低下していると考えられる．このため，Pcav onset = 0 MPa-abs（蒸気圧相当）とした．静的キャビテーションモデ
ル（レイノルズ条件）における Pcavについても，最低値として設定し得る Pcav = 0 MPa-abs（蒸気圧相当）とした．
また，キャビテーションモデルなし（Pcav = −∞）の条件についても計算した． 

リードの有限要素モデルにおける要素分割（兼，油膜の有限体積法における計算格子）を図 7に示す．リード
の周辺エッジには図 2に示したように丸みがあり（図 2「Edge part」），この丸みエッジ部（幅H / 2）で 2層を設
けている．丸みエッジ部の初期油膜厚さは内部（図 2「Inside part」）の初期油膜厚さ（表 1「h0」の値）にエッジ
の丸み分を加算する．また，実験装置ではリードと固定治具の間（図 1 の「Reed」と「Clamp」の間）にゴムが
挟まれており，その弾性変形を考慮して固定端位置を根元側（−x側）に 1 mmずらしている（固定端とポート中
心の距離が 13 mm）． 

 固有振動解析には Nastran 2008r1を使用した．採用するモードに関しては，対称形であるため，面外対称モー
ドのみとした．また，高次のモード（面外対称 8次[ω 8/(2π) = 55.3 kHz]まで）を採用しても，開き遅れ時間への影
響は最大で 0.1 msであり大きな差異が無かったため，計算時間の短縮化のため図 8に示す 6モードとした． 

動的キャビテーションモデルでは，油膜圧力が中心線（y = 0）に関して非対称となる不安定な挙動が生じた．
このため，以下のように中心線に関して+y側と−y側とで油膜圧力を平均化した（下式の Poilaveを採用）． 
 

    ( ) ( ) ( ) ( )( )yxPyxPyxPyxP oiloiloilaveoilave −+=−= ,,
2

1
,,                                                (66) 

 
また，弁変位が急増する開弁時には，根元側の油膜圧力がとくに不安定になる挙動が生じた．このため，シール
部のいずれかのセルが式(43)を満たした時点（油膜の吹き飛びが始まる時点であり，今回の計算条件では17.03 ms）
以降については，シール部以外の領域（r > 5.5 mm）において Pcav onset（0 MPa-abs）を最低圧とする静的キャビテ
ーションモデルに切り替えた．モデル切り替えの影響としては，根元部の油膜圧力を絶対圧 0まで強制的に回復
させることから，開弁直後のリードの最大変位が大きくなる影響が考えられるが，油膜破壊開始直後に最大値と
なるボア圧力に対しては影響が小さいと考えられる． 

収束判定条件については，リードの運動方程式については釣り合い誤差が 0.1%以下，P1と Pbについては反復
間の変化率が 0.001 %以下，Poilについては無次元化した方程式（対角項の係数が 1）の残差が 10−6以下とした． 

計算時間（CPU: Intel Core i7 960，倍精度，1 CPU）については，静的キャビテーションモデルで約 1日，動的
キャビテーションモデルで t = 0 msから開弁するまでは約 7日であり，開弁後 t = 25 msまでは約 1日である． 

 

Fig. 7  Mesh model of the reed for FEM eigenvalue analysis and FVM oil film analysis.
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Fig. 9  Time series of the bore pressure and the reed displacement on the port. (h0 = 1 μm) 
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Fig. 10  Time series of the oil film pressure in the seal area. (h0 = 1 μm, r = 4.75 mm, ψ = 0° and ψ = 90°) 

 

4. 計算結果 

計算の結果，キャビテーションのモデルによって，開き遅れ時間および発生する油膜圧力に違いが見られた．
ボア圧力 Pbとリード変位δpの計算結果を，実験結果(1)とともに図 9に示す．油膜圧力 Poilの計算結果の一例とし
て，シール部（ψ = 0°および 90°の各シール幅中央位置）の結果を図 10に示す．キャビテーションモデルなし，
静的キャビテーションモデル，および動的キャビテーションモデルの各モデルについて，順に結果を述べる．な
お，リードの固定位置を 1 mm前後（固定端とポート中心の距離は 13 mm ± 1 mm）させた計算も行ったが，開
き遅れ時間に及ぼす影響は最大でも 0.15 msであり，キャビテーションのモデルによる開き遅れの違いは下記と
同様である． 

・キャビテーションモデルなしでは，図 9に示すように，計算した時間域（0 ms ≦ t ≦ 25 ms）では開弁せず，
実験結果よりも大幅に開弁が遅れる．油膜圧力は，図 10に示すように単調に低下を続ける．  

・静的キャビテーションモデルでは，図 9に示すように，実験よりも開き遅れ時間が短く，早く開弁する．油膜
圧力については，キャビテーション域の油膜圧力を Pcav = 0 MPa-absに設定しているため，図 10に示すように範
囲が Poil ≧ 0 MPa-absとなる． 

・動的キャビテーションモデルでは，実験に近い開き遅れ時間が得られるように，気泡の諸元（κb，rb0，N ）を 
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決定している．その結果得られた油膜圧力を見てみると，図 10に示すように絶対負圧（絶対圧 0以下）が発生し
ている．発生する絶対負圧の大きさは，気泡の成長を直接考慮する連成計算の中で結果的に決まるものである． な
お，続報(18)で述べるが，その気泡諸元を共用した計算により，溝のある弁座(1)でも，実験に近い開き遅れ時間が
得られることから，今回用いた気泡諸元にはある程度の汎用性が期待される． 

以上の結果から，実験における開き遅れ時間を計算で再現するには，まず，キャビテーションのモデルが必要
なこと，そして，そのモデルは油膜圧力の絶対負圧を表現できることが必要であることが分かる． 

キャビテーションのモデルは，圧力低下量とともに圧力分布のパターンにも影響する．キャビテーションモデ
ルなしでは，図 10に示すようにψ = 0°よりもψ = 90°の方で圧力が低く，図示していないがψ = 180°ではさらに低
くなり，圧力が低下する領域は局所的である．一方，静的キャビテーションモデルと動的キャビテーションモデ
ルでは図 10に示すように低圧の領域がシール部全体に拡がる傾向にある．このように圧力が低下する範囲が異な
るため，ψ = 0°とψ = 90°ではキャビテーションモデルありの方の圧力が早く低下する．しかし，その後はキャビ
テーションモデルありでは圧力の低下が鈍りやがて回復する一方，キャビテーションモデルなしでは圧力が低下
し続ける．静的キャビテーションモデルと動的キャビテーションモデルの違いに関して，静的キャビテーション
モデルでは P = Pcav（一定値）の領域が拡がるが，動的キャビテーションモデルでは発生する絶対負圧は接触面全
体で必ずしも均一ではなく（例えば図 10の t = 15 ms）ボア圧力の上昇とともに圧力分布のパターンが変化する． 
図 10に示す油膜圧力のうち，動的キャビテーションモデルでは，圧力が回復する前に減圧（張力の増加）が生
じている．この減圧の発生は，キャビテーション領域の拡がり方と関連している．すなわち，ボア圧力の上昇に
伴い，最初，キャビテーション領域がシール幅方向に拡がる過程では，キャビテーション領域以外（圧力が絶対
圧 0以上）の油膜圧力が低下し，すでにキャビテーション領域となった位置では圧力はほぼ一定に推移する（図
10のψ = 0°では，9 ms ≦ t ≦ 13 ms）．そして，キャビテーション領域がシールの両端を残してシール幅いっぱ
いに拡がった後は，そのキャビテーション領域の圧力自体が低下して減圧挙動が生じる（ψ = 0°では，13 ms ≦ t 

≦ 15 ms）． 

油膜圧力の分布は，第 2・3節のモデルに示したようにリード変形およびキャビテーション気泡の発生状況に依
存するため，それらの関係について続報(18)で詳述する． 

 

5. 結   言 

 リード弁の開き遅れ挙動を計算で予測する試みとして，リード変形―ガス流れ―油膜流れの連成計算モデルを
構成し，キャビテーションのモデルが開き遅れ挙動に及ぼす影響を調査した． 

(1) 以下の特徴を有する連成時刻歴計算法を構成した． 

・有限要素法のシェル要素を用いて二次元のリード変形を表現する． 

・熱力学モデルによりボア圧力変化を表現する． 

・非構造格子を用いた有限体積法により二次元の油膜圧力分布を求める． 

・気泡成長を直接考慮する「動的キャビテーションモデル」により油膜圧力の絶対負圧を表現するとともに，体 

 積変化の液体分率を導入して気泡成長が油膜圧力に及ぼす影響を定量化する． 

・油膜吹き飛びモデルを導入し，吹き飛びに伴うガス流路断面積の変化を考慮する． 

・分離型反復法による漸近的強連成法により各方程式を連成させる． 

(2) キャビテーションモデルなし，油膜の最低圧力を絶対圧 0 とする「静的キャビテーションモデル」および上
記の「動的キャビテーションモデル」の 3モデルを比較した．その結果，開き遅れ時間を計算で再現するには，
まず，キャビテーションのモデルが必要なこと，そして，そのモデルは「動的キャビテーションモデル」のよう
に油膜圧力の絶対負圧を表現できる必要があることを確認した．また，モデルの違いが油膜圧力分布のパターン
にも影響することを確認した． 
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