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1. はじめに 
電気鉄道では，架空電線であるトロリ線と車両設備であるパンタグラフのすり板を接触・しゅう動させることで，

車両へ電力供給（集電）を行っている．トロリ線やすり板は集電材料とよばれ，集電時にしゅう動することで摩耗し，

その摩耗率によって交換頻度が決定されている．そのため，メンテナンスコスト削減のため集電材料の摩耗抑制が望

まれている． 
従来，集電材料の摩耗について，離線時のアーク放電が主要因とされる電気的摩耗と，凝着摩耗が主要因とされる

機械的摩耗に大別されてきた 1) - 4)．しかし現場の摩耗現象は，パンタグラフの押上げ力，列車速度や通電電流などの

変化によって複雑に摩耗しており，従来の考え方では説明できていない現象も残されている．そのため，集電材料の

摩耗に関する研究の深度化が求められている． 
近年，集電材料の摩耗について，摩耗形態の関係に着目し，摩耗メカニズムの深度化を進める研究が行われている．

山下らは，電気的摩耗について，電気的摩耗形態は 3 種類存在することを明らかにし，ジュール熱による接点の温度

解析をすることで，電気的摩耗形態は材料の溶融により遷移することを明らかにした 5)．さらに，接点の温度上昇を定

式化し，電気的摩耗形態のマップ化を行った 6)． 
機械的摩耗について，筆者らは，しゅう動中の接点温度を測定可能な試験機を用いて，銅円盤と鉄系焼結合金すり

板との摩耗実験をした結果，機械的摩耗形態は 4 種類存在し，摩擦熱起因の接点温度上昇による材料の軟化によって

機械的摩耗形態が遷移することを明らかにした 7)．しかし，一部摩耗形態の遷移現象は材料の軟化では説明できないと

いう課題があった．軟化では説明できなかった現象は，凝着摩耗と焼付きの間の遷移であり，いずれの摩耗形態にお

いてもトロリ線およびすり板ともに軟化しない条件であった．焼付きの発生メカニズムとして，片当たりや摩耗粉の

噛みこみなどによる接点数の減少が一つの要因だと報告されている 8)．しかし，しゅう動中の接点数を正確に測定・推

定することは非常に困難なため，前報告 7)の焼付きと凝着摩耗の遷移現象が接点数の減少によるものかは不明であっ

た． 
そこで，本論文では，回転摩耗試験機で測定された接点温度を活かし，接点数を考慮した接点温度上昇解析を構築

し，実際に測定された接点温度と解析上の接点温度を比較することで，しゅう動中の接点数を間接的に推定した．そ

して，凝着摩耗と焼付きの遷移条件について検討したので報告する． 
 

2. 接点温度上昇の解析手法 

2.1 解析モデル 
本論文で用いる解析モデルについて検討する． 
従来の摩擦熱による接点温度上昇を解析した報告 9) - 11)では，接点を

円柱と仮定した解析モデルが用いられている．本論文もこれらにならい

円柱接点モデルとした． 
2 つのしゅう動材料への摩擦熱の分配について，摩擦熱を半々に分配

した報告 10)や熱伝導率などの物性値によって分配率を決定し分配した

報告 9), 12)など一意に定まってはいない．そこで本論文では，銅円盤とす

り板の接触境界に，銅円盤とすり板の混合物を接触境界層として作成

し，摩擦熱を接触境界層に入力することで，銅円盤とすり板の熱分配を

考慮しなくてよいモデルとした． 
Figure 1 に本論文で使用するモデルの概略図を示す．ここで，銅円盤

接点を模擬した円柱（Fig. 1 中オレンジ部）およびすり板接点を模擬し

た円柱（Fig. 1 中灰色部）の接触境界層ではない部分を，以降バルクと

表現する． 
前報告 7)で測定された接点温度は，真実接触点の平均温度が算出され

たものであるため，本論文で解析結果として算出する接点温度は，接触

境界層の平均温度とした． 
 

 
Fig. 1 Schematic diagram of the analysis 
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2.2 解析条件 
 境界層に発生させる摩擦熱 Q は式(1)で求めた． 

𝑄𝑄 =  𝜂𝜂
𝜇𝜇𝜇𝜇𝜇𝜇
𝑛𝑛   (1） 

ここで，µ は摩擦係数，N は接触力[N]，v はしゅう動速度で

あり[m/s]，前報告 7)の実験値（Fig. 2）を用いた．図中の色分

けされた摩耗形態については，前報告で分類した機械的摩耗

形態であり 3.1 節で説明する．ηは係数である．n は接点数で

あり，接点数は Rim, Ashby によって提唱されている式(2)9)を

用いて推定を行った． 

𝑛𝑛 =  �
𝑟𝑟0
𝑟𝑟𝑎𝑎
�
2
�
𝑁𝑁

𝐴𝐴0𝐻𝐻0
� �1 −

𝑁𝑁
𝐴𝐴𝑛𝑛𝐻𝐻0

� + 1  (2） 

ここで，𝑟𝑟𝑎𝑎は真実接触点の半径，𝑟𝑟0は見掛けの接触半径，𝐴𝐴0
は見掛けの接触面積，𝑁𝑁は接触力，𝐻𝐻0は軟らかい方の材料の

硬さである．𝑟𝑟𝑎𝑎は模擬トロリ線の表面粗さの凹凸波長から算

出し，𝑟𝑟0はすり板試験片の見掛けの接触面積𝐴𝐴0 = 100 mm2 を

円と仮定した場合の半径として算出している． 
 解析時間は接点同士の接触時間とし，式(3)のように算出し

た． 

𝑡𝑡 =
2𝑟𝑟𝑎𝑎
𝑣𝑣   (3） 

 境界条件は，バルクの上端および下端の温度を外気温である 25℃とし，その他の面は断熱とした．解析パラメータ

をまとめたものを Table 1 に，解析に用いた銅円盤，すり板および接触境界層の物性値を Table 2 に示す．接触境界層

の物性値は銅円盤とすり板の平均値を用いた．上記の解析を解析ソフト（Femtet）の熱伝導過渡解析を用いて行った． 
 

Table 1 Analysis conditions 
Frictional heat Q Formula(1 

Friction coefficient μ Experimental value 
Normal load N Experimental value 
Sliding speed v Experimental value 

Number of contact point n Formula(2 
Real contact radius 𝑟𝑟𝑎𝑎, µm 64 
Apparent contact area 𝐴𝐴0, 

mm2 100 

Apparent contact radius 
𝑟𝑟0, mm 5.6 

Hardness H0, MPa 980 
Analysis time t Formula(3 

 
 
2.3 解析モデルのバルク高さ・接点境界層厚さ・接点境界層メッシュサイズの検討 
 バルクの大きさ（高さ），接点境界層厚さ，接点境界層メ

ッシュサイズなどの解析モデルパラメータは，解析精度に

影響するため，それぞれ変化させ解析を行った．バルク高さ

は 10 ~ 500 µm，境界層厚さ は 0.1 ~ 5.0 µm，境界層メッシ

ュサイズは 0.02 ~ 0.50 µm で変化させた．解析条件は，前報

告 7)の回転摩耗試験機の試験で最も接点温度が高くなる条

件と考えられる，しゅう動速度 100 km/h，荷重 80 N，摩擦

係数 0.5，解析時間 4.6×10-6 s で行った．それぞれの解析モ

デルパラメータを変化させた時の接点温度を Fig. 3 ~ Fig. 5
に示す．Fig. 3 より，バルク高さが増加するにつれて温度は

上昇する傾向を示し，50 µm 以上の条件ではほぼ一定となっ

た．これは，バルク高さが小さいと境界条件でバルク端の温

度を外気温の 25℃で一定としているため，その影響を受け

てしまうためと考えられる．Fig. 4 より，接点境界層厚さが

減少するにつれて接点温度は減少する傾向を示し，0.3 µm
以下の条件でほぼ一定となった．これは，発熱する接点境界

層厚さが増加すると，熱容量が大きくなり接点境界層がバ

Table 2 Physical properties 
 Copper plate Contact strip Bound layer 

Density, 
kg/m3 8910 6910 7925 

Thermal 
conductivity, 
W/(m・K) 

373(25℃)， 
322(300℃)， 
307(600℃)， 
295(900℃) 

20.0(25℃)， 
19.5(200℃)， 
19.1(400℃)， 
19.3(600℃)， 
17.9(800℃) 

37.9(25℃)， 
36.5(300℃)， 
34.9(600℃)， 
33.3(900℃) 

Specific 
heat, 

kJ/(kg・K) 

0.381 (25℃)， 
0.416(300℃)， 
0.435(600℃)， 
0.461(900℃) 

0.496(25℃)， 
0.547(200℃)， 
0.617(400℃)， 
0.790(600℃)， 
0.745(800℃) 

0.443(25℃)， 
0.496(300℃)， 
0.553(600℃)， 
0.610(900℃) 
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Fig. 2 Relationship between friction coefficient 
and sliding conditions7) 
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ルクの温度の影響を受けづらくなるためと考えられる．Fig. 5 より，メッシュの大きさによらず接点温度は一定であっ

た． 
以上より，解析モデルパラメータの影響を排除するためには，バルク高さはなるべく大きく，接点境界層厚さは極

力小さくする必要があると考えられる．しかし，バルクの大きさを不必要に大きくしたり，接点境界層厚さを薄くし

たりすると，計算負荷が大きくなり解析時間が長くなってしまう．そのため，本論文では，解析モデルの精度向上およ

び解析時間の短縮の観点から，バルク高さを 100 µm，境界層厚さを 0.2 µm，境界層メッシュ長さ 0.1 µm として計算を

行った． 
 

 
3. 解析結果および考察 
3.1 解析結果 
 前報告 7)で測定された接点温度を Fig. 6 に示す．この接

点温度は，摩擦試験中に熱起電力を測定して算出したもの

である．また，色分けされた摩耗形態Ⅰ～Ⅳは，前報告に

おいてしゅう動面や摩耗粉観察などにより分類した機械

的摩耗形態で，摩耗形態Ⅰは凝着摩耗，摩耗形態Ⅱは焼き

付き，摩耗形態Ⅲはアブレシブ摩耗，摩耗形態Ⅳは軟化流

動およびデラミネーション摩耗と考察している．測定され

た接点温度を，接点 1 点当たりの摩擦仕事で整理したもの

を Fig. 7 に示す．この図より，接点 1 点当たりの摩擦仕事

が大きくなると，接点温度も増加する傾向を示した． 
Figure 8 に 2 章のモデルを用いた解析結果を示す．ここ

で，測定結果と解析結果の差が小さくなるよう係数 η を

60%とした．η の妥当性を検証するために，しゅう動中に

測定した接点温度と本論文で解析した接点温度の誤差 δを
以下の式(4)で算出した． 

𝛿𝛿 = �(|𝑇𝑇𝐴𝐴 − 𝑇𝑇𝑇𝑇|/𝑇𝑇𝑇𝑇) /𝐷𝐷 ∗ 100  （4） 

  
Fig. 4 Relationship between contact temperature and 

boundary layer thickness 
Fig. 5 Relationship between contact temperature and 

boundary layer mesh length 

  
Fig. 7 Relationship between contact temperature and 

frictional work7) 
Fig. 8 Analysis results 
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ここで，TA は解析による接点温度[℃]，TT は実験による接点温度[℃]，D はデータ数である．η=60%で解析値の誤差を

算出した結果，摩耗形態Ⅰで 11.7%，摩耗形態Ⅱで 27.17%，摩耗形態Ⅲで 16.1%，摩耗形態Ⅳで 12.9%となり，ηの値

は概ね妥当であると考える．η は式(1)において摩擦仕事と摩擦熱の関係で用いられる係数であり，摩擦仕事が摩擦熱

に変換される効率といえる．また，Fig. 8 の結果より，接点数や摩擦条件によらず一律 η=60%で解析値が測定値と概ね

整合したことからも，ηは摩擦仕事が摩擦熱に変換される効率として働いたと考えられる．従来，熱変換率は 100%と

仮定して解析されることもあるが，本論文では 60%となり，摩擦仕事は摩擦熱以外にも接点の破壊や音などにも消費

されたものと考えられる． 
摩耗形態Ⅰ，ⅢおよびⅣでは誤差が約 15%程度の精度で接点温度を推定することができた．一方，摩耗形態Ⅱにつ

いて誤差が大きくなっており，Fig. 7 と Fig. 8 を比較すると，測定された接点温度の方が高い温度になっている．その

理由として考えられる原因として，摩耗形態Ⅱにおいても η=60%と仮定すると，実際の接点数が式(2)で推定した数よ

りも少なくなり，接点 1 点当たりの摩擦熱が解析より大きくなったもとのと考えられる．  
 
3.2 摩耗形態Ⅰおよび摩耗形態Ⅱの接点数の推定 
  作成した解析モデルを用いて接点数を推定し，摩耗形態

Ⅰと摩耗形態Ⅱの遷移条件について考察する．Figure 8 の

ように，解析による接点温度と一点当たりの摩擦仕事の関

係を累乗の形で最小二乗法を用いて近似した．近似の結果，

式(5)と近似され，決定係数は 0.95 であった． 

𝑇𝑇𝐴𝐴 = 33.74 × �
µ𝑁𝑁𝑁𝑁
𝑛𝑛 �

0.45
  （5） 

熱変換率 ηを一律 60％とし，式(5)が妥当であるとすれば，

実験から測定された摩擦仕事と温度に対して，実際の接点

数は式(6)で求められる．  

𝑛𝑛 =  µ𝑁𝑁𝑁𝑁/ �
𝑇𝑇𝐴𝐴

33.74�
1

0.45
  （6） 

 解析結果と実験値をもとに式(6)で改めて推定した接点

数を Fig. 9 に示す．なお，推定対象とする摩耗形態は，摩

耗形態ⅠとⅡとした．また，計算された接点数を用いて接

点 1 点当たりの面圧を算出したものを Fig. 10 に示す．この

図より，面圧約 1000 MPa を境に，摩耗形態Ⅰと摩耗形態Ⅱ

がわけられることがわかる．Goddard らの報告 13)では，焼

付き摩耗形態の発生条件を，式(7)で示している． 

ここで，𝐴𝐴𝑟𝑟は真実接触面積，𝐻𝐻は材料の硬さであり，真実接

触点の面圧が材料の硬さを超えた時に塑性流動し焼付きが

発生することを意味する． 
本実験で用いた銅円盤の硬さは 980 MPa であり，Fig. 10

で摩耗形態Ⅰと摩耗形態Ⅱの境界となる面圧 1000 MPa と

ほぼ一致する．以上より，摩耗形態Ⅱの遷移条件は，接点

数の減少に起因して面圧が材料の硬さを超えることであ

り，摩耗形態Ⅱのメカニズムは接点の焼付きであると考え

られる． 
 
4. まとめ 
 本論文では，前報告で未解明であった，摩耗形態Ⅰと摩耗形態Ⅱの遷移条件を明らかにするため，接点数を考慮した

接点温度解析モデルを作成し，解析結果と測定結果を比較した．その結果を以下に示す． 
(1) トロリ線とすり板への熱分配を考慮しなくてよいモデルとして，接触面境界に銅円盤とすり板の混合物である接

触境界層を作製したモデルを構築した．また，摩擦仕事の熱変換率を 60%としたときの解析結果は，摩耗形態Ⅱ

以外の摩耗形態での誤差は 15%程度と実験での測定結果とおおむね一致する結果となった． 
(2) 実験で測定した接点温度と解析による接点温度が整合するように接点数を改めて推定すると，摩耗形態Ⅱの発現

時において接点数が減少していることが明らかになった．また，摩耗形態Ⅱへの遷移条件は，1 点当たりの面圧

が銅円盤の硬さを超えることであり，摩耗形態Ⅱのメカニズムは接点の焼付きであることを明らかにした． 
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