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I 緒 論

1.研究背景

サブソイラは，耕土改良用作業機として重要なも

のであり，心土破砕・弾丸暗渠造成等によって，根

群域を広げ，排水を良好にし，作物の生育環境を改

善する。

振動式サブソイラにおいては，その切削刃を強制

的に加振する事によって，けん引抵抗の低減が図ら

れる。そのため，従来大型トラクタやクローラトラ

クタで行なわれて来た心土破砕等の重けん引作業が

小・中型トラクタによっても可能となり，これらの

作業が営農段階できめ細かく行なえる様になった事

は実用上大きな意義がある。この事から，小・中型

トラクタをその適用トラクタとする振動式サブソイ

ラに関して，利用学的な面に重点を置いた試験・研

究がこの数年わが国において，盛んに行なわれてき

た1)-8)。

サブソイラだけにとどまらず，プラウ・カルチ

ベータなどの耕うん器具の切削刃を振動させる事に

よって，けん引抵抗を低減させうる事は19世紀後

半から認識されており，この現象を利用して数々の

振動耕うん器具が実際に，作製・市販されてきた。

同時に，けん引抵抗低減の問題を主要な対象としな

がら，所要動力・砕土性等の付随する諸問題に関し

ても，基礎的・利用学的な数多くの研究が行なわれ，

土壌の振動切削もしくは，土壌の振動耕うんに関す

る研究分野が形成されてきた9)→九

これらの研究は，大別すると，サブソイラの様に

心土や下層土を切自1)・破壊するものと，プラウや傾

斜平板の様に表土を破壊するものの 2種類のものに

ついてなされている。その結果，振動耕うんにおけ

るけん引抵抗低減の主要因として， r間欠切削状態
下における切削抵抗の時間平均化Jとし、う事項が，
共通して認められている。また，振幅 a，振動数

J，作業速度凡などのパラメータがけん引抵抗低

減や所要動力の増大に対して， どの様な影響を与え

るかも明らかになってきた。その過程で，振幅 d・

振動数/・作業速度九を構成因子とする無次元数

である，速度比 λや接触比αによって，けん引抵

抗低減特性や所要動力特性を記述する方法が定着し

た。そして，各研究者毎に，種々の切削抵抗モテ。ル

を用いる事によって，理論的にけん引抵抗低減量や

所要動力の増加量を予測する事が試みられている。

2. 研究目的

以上の様に，振動耕うんに関する研究は内外で数

多く行なわれている現状にあるが，各研究者の提示

した理論モデルが実験結果と十分に一致していると

は言い難し、。この事は，けん引抵抗低減の要因が，

上記の主要因だけでなく，他の要因が存在している

ためと考えられる。換言すれば，速度比 λ・接触比
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α以外にも重要なパラメータが存在しているためと

も言える。

土壌の振動切削は，その振動形態を前後方向振

動・上下方向振動・振動方向角が正の前後上下合成

方向振動および振動方向角が負の前後上下合成方向

振動の 4種類に分類しうるが，従来の研究において

は，これらのうち一部を研究対象としているのみで

ある。そのため，各研究成果相互間の比較対象が行

ない難い場合もある。

これらの理由から，本研究においては 4種類す

べての振動形態を研究対象に設定し，それらのけん

引抵抗低減機構の相違を明らかにしたうえで，従来

の考え方の妥当性を検討し，他の要因の存在を追求

する。また，けん引抵抗低減や所要動力増大に対し

て，従来，それほど重視されて来なかった振動方向

角の重要性についても明確にする。更に，振幅，振

動数の影響度の相違を調べる事によって，けん引抵

抗と所要動力の面から評価した場合の，適正振動条

件決定指針を得る。

また，振動式サブソイラをトラクタに直装した場

合には， トラクタ各部に大きな振動が発生し，乗心

地が劣化する。特に，小・中型トラクタを使用する

場合には，振動式サブソイラの利用上大きな障害と

なっている。そのため，わが国では，座席振動低減

のための試験・研究が行なわれ5LMM8L 一定の成

果を得ている。しかし，この場合に最も基本的な問

題である， トラグター振動式サブソイラ系の動的挙

動の力学的解明が行なわれないまま放置されている

現状にある37)この事に鑑み，本研究では， トラク

ター振動式サプソイラ系の動的挙動を，理論的・実

験的に把握し，その結果を基に座席振動低減の方策

を探る。

11 振動形態の分類とけん引抵抗低減機構

1.概説

本章では，切削抵抗波形の観察から，振動式サブ

ソイラの振動形態をその振動方向によって，前後方

向，上下方向，前後上下合成方向 l及び2の4種に

分類することを試み，それぞれの振動形態下におけ

るけん引抵抗低減機構の比較を行った30)，31)。

また， GUNNll)， SMITH叫らの切削抵抗のモデ

ルに修正を加えた切削抵抗のモデルを提案し，従来

の方法に従って加振時けん引抵抗の理論解析を行っ

た。その上で，振動式サブソイラのけん引抵抗低減

機構を理論的・実験的に明らかにし，振動式サブソ

イラ設計上重要なパラメータと認められる振動方向

角の適正値についての知見を得た。更に，けん引抵

抗低減の要因について従来の考え方を追証するとと

もに，新たな要因の存在を示唆した。

2. けん引抵抗低減に関する理論的考察

1) 振動方向による振動形態の分類

振動式サブソイラの振動形態は図 2-1A~D に示

すように，振動方向によって 4種に分類される。こ

れらを，つぎのように呼称する。

振動式サブソイラにおいてはシャンクとチゼルが

振動するが，チゼルによる土壌破壊が心土破砕の本

質な機能であることから，本章での理論解析におい

ては，チゼノレの運動を中心に取扱う。

A:前後方向
B:上下方向

c:前後上下合成方向 1
D:前後上下合成方向2

Aでは，チゼルはトラクタの進行方向軸上を前

後に振動し，上下方向には運動しない。これと反対

にBでは，チゼルは垂直方向のみに振動し，前後

方向には振動しなし、。 Cは，上記のAとBが合成

されたものであり，かつ，チゼノレは原点を中心に図

中x-z平面の第 l象限と第3象限を運動する。こ

の時図示のβを振動方向角と呼ぶ事とし，この振

動形態における βの符号を正と定める。 Dも， A

とBが合成されたものであるが，チゼルは原点を

A : Back to forward motion C : Mixed motion 1 
Z. Z 

日 x

B:Upanddα"n motion D; Mixed motion 2 
z. z 

x 

Fig. 2-1 Classification of vibrating soil cutting 
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中心にx-z平面の第 2象限と第 4象限を運動する。

この場合のβの符号は負である。

2) チゼル刃先の運動

チゼルはトラクタの進行方向及び垂直方向に対し

て，近似的な正弦運動を行う。チゼノレのトラクタに

対する水平方向の相対変位Xc(t)及び垂直方向の

相対変位Zc(めはそれぞれ次式で表される。この

時，チゼルの後退速度が最大となる時刻を t=Oと

する。

x.戸(t)=-asinωt 

Zc(t) =:t b sin wt 

但し.a チゼルの水平振幅

b:チゼルの垂直振幅

f:振動数

[m] (2-1) 

[m] (2-2) 

[m] 

[m] 

[Hz] 

ω=27[f・クランク軸の角速度 [rad/s]

前後上下合成方向 1の時.Zcは負号

前後上下合成方向2の時.Zcは正号

前後方向の時.b=O 

上下方向の時， α=0かっzは正号
更に，チゼルが振動している状態でトラクタを一

定の作業速度%で進行させた時の，チゼルの運動

軌跡を図 2-2A~D に示す。この時の原点は，任

意サイグルにおいてチゼルの後退速度が最大となっ

ている地点である。

チゼルの水平方向の絶対変位X(t)及び垂直変位

Z(t)はそれぞれ次式で表される。

X (t) = Vot-a sin wt [m] (2-3) 

Z(t) =:t b sin wt [m] (2-4) 

但し，前後上下合成方向1の時.Zcは負号

前後上下合成方向2の時.Zcは正号

前後方向の時.b=O 

上下方向の時.a=Oかっzは正号

(xm.z(t)) 
Jぜ

Fig. 2-2 Trajectory of chisel for 4 types of vibtat-
ing typ巴s

(2-3)・(2-4)式によって 4種類すべての振動形

態におけるチゼルの運動を表現できる。

従来，けん引抵抗低減機構の理論解析の対象と

なってきたのは，本論文で言う前後方向・前後上下

合成方向 1・前後上下合成方向2の3者である。こ

の場合に，チゼルの前後方向の運動を詳細に，考え

ておく必要がある。

作業速度目，チゼルの最大速度 αω とすると，

九<aωの時にはチゼルは土壌中を後退する区間が
ある。 Vo>αω の時には，チゼルは常に土壌を切削
している。このように，日と aω の大小関係で振

動切削の状態が二つに区分される。そこで，日と

αω の比を速度比λなるパラメータとして次式のよ

うにを定義しておく。

λ=九/aω (2-5) 

この場合， λが1より大きいか小さいかにより切削

状態が2つに区別される。 λ>1.0(日>aω〕にお

ける，チゼノレの水平方向の絶対変位X(t)と絶対速
度X(t)の時間変化を図2-3に示す。なお.X(t) 

は (2-3)式で与えられ.X(t)は次式で与えられ
る。

X(t)=九 awcos ω[m/s]  (2-6) 

この時，チゼルの切削速度は正弦的に変動しながら

も常に正である。そのために，チゼルは土壌中で、後

退運動を行うことなく，常に未耕土切削状態にあ

る。

λ<1.0(九<αω〕におけるチゼルの水平方向の

絶対変位X(t)と絶対速度X(t)の時間変化を図

2-4に示す。 1サイクルの周期は Tで表してい

る。

任意サイクルの開始時刻 t=Oは，チゼルの後退

旬

加

。
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Fig. 2-5 
速度が最大となる時刻である。この時チゼルは，①

既耕土後退区間にあり，既耕土中を後方に運動して

いる。そして，t=んにおいてチゼルは後退運動か

ら前進運動へと転じ，②既耕土前進区間へと進む。 [mJ (2-7) X(t1+T)=X(ら〉
ゆえに，

X(t1 + T)-a sin ωt1 = Vo T， -a sin 白色
[mJ (2-8) 

これを整理して，

t1一与sin叫 =C
• D 

その後，既耕土中を更に前進すると t=t1において

未耕土に達し，t1かららまで③未耕土切削区間と

なる。 t=らにおいて後退運動に転じ再び①既耕

土後退区間となる。以上のように，(1②③区聞を経

て1サイクルを完了する。このように 1サイクルの

うち一部の期間〈九九〕で行う土壌切削を間欠切削

とよぶことにする。間欠切削は以下の3区聞から構 C=u-T)-tsin叫

次式をOとしたときの解を求めれば良い。

但し，

即ち，

/ω==t-tfBirld C 

しかしながら，f(t)=Oを解析的に解くことは不可
能である。ここでは数値計算によく使用される 2分

法によって近似解を求める。

また，接触比 αを次式で定義する。

(ん-[1)
α T 一

これは 1サイクルに占める未耕土切削区間の時間

割合を表す。 α<1においては， αとλとは 1対 1

に対応するが，その関係を図 2-5に示す。 λ>1で

は，常に α=1である。 α及びλは，加振時のけん

引抵抗及び所要動力の解析上重要なパラメータであ

る。

3) 切削抵抗のモデル

従来より，けん引抵抗低減特性の理論的予測に関

する研究は数多く行われて来ている。その手順は，

速度比 λ<1の間欠切削状態において 1サイクルを

既耕土後退区間・既耕土前進区間・未耕土切削区間

[sJ (2-9) 

(2-10) 

成されている。

① 既耕土後退区間 (0，ゐ)及び(t" T) 

② 既耕土前進区間 (ん，t1) 

③未耕土切削区間 (九ん〉

また，ゐ， ι，らは次のようにして求められる。
品の場合 X(ん)=0

であるから，

X(t)= Vo-aw cos wt 
cos ωら=λ

よって，

ゐ=..lCOS-1λ
血3

んの場合，

X(ら)=0

よって，

Vo-aωcos ωん=0

んくら<tより，

ゐ=T-1-coS-1λ
w 

Lの場合，



6 北海道大学農学部邦文紀要 第 18巻 第 1号

の3区間に分割し，各研究者独自の仮定の下で3区

間の切削抵抗を数式化して切削抵抗のモデルを定

め，次にそれらを時間平均した加振時けん引抵抗

Dvを無力日振時けん引抵抗Doで除してけん引抵抗

比DRを求める。これを，けん引抵抗低減の程度を

評価する関数として用いる。その際に，切削抵抗の

モデル化をどのような仮定の下に行うかが重要であ

るが，従来の研究においてその方法は二つに大別さ

れる。

KOFOEOI2)・HARRISONI5)・CHON7)等は，無加振
時けん引抵抗Doに適当な係数を乗じ，その値を各

区間の切削抵抗値とする方法を採用した。また，

GUNN1J)・SMITHI3)・Yow20)らは，切削抵抗を切削

速度の一次関数としてモデル化した。本研究では，

後者の方法を採用し，既耕土前進区間における切削

抵抗の存在を実験的に確認したので，次式のように

切削抵抗をモデル化した。

( CO+ KoX(t) (tl' ん〉
Fxt= 1 C1+K1X(t) (九，tl) [KN] (2-11) 
o (0，ん)， (ら，T)

GUNN・SMITHらのモデルは(2-11)式で表した
モデルの特別な場合に相当する。なお，Ko， KIは

切削抵抗の切削速度に依存する成分であり， c" 

C1は切削速度に依存しない成分であると理解でき

る。これらを切削抵抗のモデルの土壌係数と総称す

る。

4) 切削抵抗のモデルの土壌係数

前項で、述べた切削抵抗のモテールの土壌係数は，供

試ほ場における作業速度九と無加振時の切削抵抗

Foの関係から，以下のように実験的に求められ

~ 2.0 
z .. 
te 

.~ 
~ 1.5 

85 
£善.̂  
~5 ，.v 

E 
0-5 
0 

Fig. 2-6 

。5 1.0 1.5 

Travel velocity V. (m/sl 

Relation between soil cutting force under 
non-vibrating and travel velocity 

る。

未耕土切削区間の土壌係数 Co，K.。については，
供試ほ場において作業速度目をO.25~ 1.60 m/s 

まで変化させて，無加振時の切削抵抗凡を計測

し，図 2-6のように，作業速度と無加振時の切削抵

抗の関係を決定する。この時の縦軸切片が Co傾き

が凡である。既耕土前進区間の土壌係数 Co，ι
については，一度サブソイラを施工した後の既耕土

を再度切削して， Co， Koの場合と同様の方法で

Co， }五hを決定する。このようにして求めた供試ほ

場における切削抵抗のモデルの土壌係数は， Co= 

l.44 kN， C1 =0.88 kN， Ko=0.284 kN/(m/s) 

KI =0.223 kN/(m/s)である。

5) けん引抵抗比

サブソイラ作業におけるけん引抵抗とは，一般的

にはチゼルとシャンクに作用する切削抵抗の水平分

力及び定規車のころがり抵抗の和である。しかし，

振動式サブソイラのけん引抵抗低減機構の解明に関

する議論においては，チゼルに作用する切削抵抗の

水平分力が論議の主要対象となるべきものと考え，

本研究では，けん引抵抗をチゼルに作用する切削抵

抗水平分力 FH の時間平均値と定義する。ここで

は，無加振時けん引抵抗をDo，加振時けん引抵抗

をDvの記号で表現し両者の区別を明らかにする。

なお， この定義より無加振時けん引抵抗と前述した

無加振時の切削抵抗とは，結果的に同ーのものとな

る。

けん引抵抗比DRは無加振時けん引抵抗Doと加

振時けん引抵抗Dvの比として次式で定義され，け

ん引抵抗低減を量的に評価する関数として用いる。

品=7tfMt (2-12) 

けん引抵抗比DRを求めるために，まず，(2-9) 
式の切削抵抗のモデルから加振時けん引抵抗Dvを

求めると，

Dv=十lTFxtdt 
rtl 

=云I{C1+K1(九 aωcos ωt) }dt 
1 .Ito 

rt2 

+去I{Co+凡(目。 ωcoswt) }dt 
1 ..Itl 

=十{C1+ι日)(tlーら)
-K1a(sinωtl-sin ωゐ)}
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+÷{〔Co+川)(ら t，) 1.0 

-K，a(sinωt.， -sin uJt，)} [kN] (2-13) 

更に、無加振時けん引抵抗Doは d5 

品=÷訂lTF凡L
= ÷訂lT仙附+ι 九v;，)d川dt
=Co+Ko凡 [kN] (2-14) 

よって， (2-14)式に (2-13)・(2-14)式を代入して
次式のようにけん引抵抗比DRが導かれる。

D 
l 
{(Cl +fc v;〉〔Aーら)T(Co+Ko VO) 

-K，a(sinωt，-sin ωら〉
+ (Co+ Ko VO)(ん-t，)
凡α(sinω九一sinωt，)} 

式中， Co， C"κ0' K，は土壌係数であり前項で

述べた実験によって値が決定されている。 Vo，ω

は設定条件により既知である。更に，ん，んらの

値はII-2.-1)項で述べた方法によって決定されるか

ら，DRの値は，これらの値から数値計算によって

求めることができる。

また，(2-15)式を (2-19)式のように変形するこ

とによって，DRとλ・αの関係を明瞭にすることが
できる。この変形に先立つて，以下の式を準備して

おく。まず，図 2-1より T ん=らである事から，

hんは次のように変形される。

A ん=T-(ら t，)-(Tーら) ゐ
=T-(ら t，)-2ん [sJ (2-16) 

X(ーら)=X仏〕であることから，

一九九十asin ωゐ=v;，t， -a sin ωι 

討n叫 -sinωら=子(t， ん一2ω-2sin叫

(2-4)， (2-16)より，

4Tーら+t，)一2/1-A! 
[m] (2-17) 

また， (2-8)より，

α(sinωん sinuJt，) =九(ん-t，-T) (2-18) 
ここで， (2-5)式， (2-10) 式および (2-16)~(2-18)

式を (2-15)式に代入し，これを整理して，

DR=ub;{Gα+品目+C，(1-a)

-士(C，+川)cos-'λ+ザ/1-..l.2}
(2-19) 

H ... 
d 0.2 

一、。。。2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2 
Velocity rロtioλ

Fig. 2-7 Draft force ratio obtained theoretically 
by Sakai's model and Smith's model 

αは図 2-5で、述べたように λと1対 1に対応する

関数であるから， (2-19)式によりモデル化されたけ

ん引抵抗比DRは，土壌係数および作業速度が一定
であれば，速度比λによって一義的に決定され，

振幅 aや振動数/とは独立になっていることが理

解できる。これは従来の全てのモデ、ルに共通する事

項である。図 2-7に (2-19)式で、求めたけん引抵抗

比DRと速度比λの関係を実線で示す。また，

C=K，=Oとした SMITHのモデルで、は，けん引抵

抗比DRは速度比 λの減少にともなって常に低減す
るが，このモテ、ルにおいては，既耕土前進区間での

切削抵抗の存在を仮定しているので，速度比λが

減少して既耕土前進区間の時間割合が増大すると，

その分だけけん引抵抗比DRが増大する。

3. 実験装置及び実験方法

1)供試機

a) 供試機 1号:チゼルを前後方向及び前後上

下合成方向に加振するために，スガノ VP-1を改造

して供試機 1号とし，その概略を図 2-8に示した。

供試機1号においては， PTO軸から伝達された回

転運動がクランク軸と連接棒によって往復運動に変

換され， ロッカーアームを前後に振動させる。ロッ

カーアームには2種類のシャンク取り付け板を装着

することが可能で，シャンク取付位置を変えること

により，図示の振動方向角βを選択することによ

り， 3種類の振動形態を実現しうる。なお，チゼル

先端の軌跡は近似的に正弦運動を行う。そして， β
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ヰ

。
。
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Fig. 2-9 Remodelled subsoi!er No. 2. Cutting direc. 
tiona! ang!e is adjustab!e for -90。

が変化しても水平振幅は一定である。

b) 供試機2号 上下方向の振動を得るために

図2-9のような、ンパウラ SVM-2Aを改造して供試

機2号を試作した。 PTO軸から伝達された回転運

動が偏心カムによって往復運動に変換され， ローラ

の取付部材の回転端にはシャンクが取り付けられて

いる。シャンクは連接棒によって本体に拘束されて

いるため，チゼルは近似的な正弦運動を行う。

C) 供試トラクタ:供試機1号・ 2号の対象トラ

クタは 11~25kW程度であるが，ここでは，作業

速度やエンジン回転数が実験中に安定する必要があ

るため， DB 990(38 kW)，前寧軸荷重7.03kW，

後車軸荷重13.7kWを採用した。

2) 切削抵抗測定装置

a) 原理と構造:チゼルとシャンクに作用する

切削抵抗を測定するために，図2-10のような装置

を試作した。チゼルには拡張型八角リング3分力計

が内蔵されている32)-35)。図2-11と図2-12にゲー

ジ張り付け位置と結線方法を示した。一般にFxを

計測する場合， 4つの傾斜面に一つずつゲージを

貼って回路を構成するが，本図のように回路を組む

ことによって，垂直荷重による干渉がさらに改善さ

れることを，予備実験によって知ったので，この方

法を採用した。

この方法により，切削抵抗の合力，作用角 y，チ

ゼル先端からの着力点位置んが，次式および図

2-13より求められる。なお，分力計の上端面を自

O 

5train gauge bridge I 0 
to check tt官 shank
moment 

Tube for lead wireos 

Three-dimentional 
dynamometer 

O 

O 

O 

5hank 

Fig. 2-10 Dynamometer of soi! cutting force 
CThree dimentiona! dynamometer 
attached to the chise! of subsoi!er) 
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由面にするために，シャンクにワッシャーを介して

ボルトで取り付けた。

F= .jF 'fc +F~ (2-20) 

γ=tan-1(凡/Fx) 

v an α(X戸-sinγ〉十 (Ya-COSγ〉
ιtan  α+tan y 

(2-21) 

Yc=Xc tan y 

ι= .jX~+万
b) 較正試験:試作した切削抵抗計測装置のひ

ずみ出力感度を知り，力量計としての適性を知るた

めに，較正試験を行った。較正試験用に製作した治

具を図 2-14のように八角リングにボルト締めして，

水平方向と垂直方向に荷重をかけ，四つのブリッジ Fig. 2-14 CaIibration method of the extended 

回路に発生するひす'み出力を静ひずみ計で、読み取っ一 octagonal ring 

話.

if 2000 

孟
吉。

f qb 1000 
且』

o c 』

.ii 
x 。。

た。また，門型フレームに懸架したチェーンブロッ

クによって，けん引力計を介して荷重をかけた。

切削抵抗水平分力凡・切削抵抗垂直分力凡・チゼ

ルモーメント Mc及びシャンクモーメント Ms計測

7 8 

田 I~←→~I 韓:
Fig. 2-11 Orientation of gauges on a extended 

octagonal ring for mesuring two forces 
and one moment 

h
 

b
 

民 Mc 巳

Fig. 2-12 Wiring diagram for 3 4-gauge brides. 

Fig. 2-13 Geometical analysis to determine the 
soil cutting forc巴actingon the chisel 
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Fig. 2-15 Calibration curve for the horizontal soil 
cutting force 
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Fig. 2-16 Calibration curve for the vertical soil 
cutting force 
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Fig. 2-18 Calibration curve for the shank-moment 

部の較正試験結果をそれぞれ図 2-15~図 2-18 に示

す。

Fxブリッジ回路のひずみ出力感度は0.535μ/N

で非直線性はl.0%以下である。また，同じ大きさ

の垂直荷重による干渉も 0.60%以下と僅かなもの

である。凡ブリッシ回路のひずみ出力感度は

0.794μ/Nで，非直線性は5.3%以下，水平荷重に

よる干渉は3.0%以下である。 Mcブリッジ回路の

ひずみ出力感度は8.35μ/N-mで，非直線性は

3.4%以下である。 Msブリッジ回路のひずみ出力

感度は0.475μ/N-mで，非直線性は3.0%以下で

ある。これらの結果から，試作した切削抵抗計測装

置は力量計として十分使用可能であることを知る。

3) 計測手順

チゼルに作用する切削抵抗の3分力 Fx.凡 .Mc 

及びシャンクモーメント Msの信号を30mのキャ

プタイヤコードを介して動ひずみ計に送り，増幅後

データレコーダに収録した。その際，クランク軸回

転角の上死点と下死点の位置を電磁ピックアップに

よって検出し，データレコーダに収録した。これら

の信号はベン書きレコーダに再生されるが，再生時

のテープ送り速度は収録時のに減速し，現象波形の

読み取り精度を高めた。また，三つの力量の時間平

均を求める際には，しゃ断周波数を2.5Hzに設定

したローパスフィルターを通過させて記録した。

4) 供試ほ場

供試ほ場として北海道大学農学部の室内人工土壌

槽を用いた。供試土壌は粘土 15.8%，シルト

51.9%，砂33.1%のシルト質ロームである。

土壌の硬度を調整するため，最初にスクリュー

ベータで膨土深50cmになるまで耕うんし，次い

でサブソイルパッカー(径 70cm，幅5cm，間隔25

cm)に約7.8kNの荷重をかけて下層土を鎮圧す

る。最後にローラで表面を締め固める。このように

して調整された供試ほ場の平均コーン指数は437

kPa {4.5 kgf/cm2}，含水比は28.9%であった。

耕深と貫入抵抗kgf/cm2及び含水比の関係をそれ

ぞれ図 2-19，図 2-20に示す。表層 10cmは膨軟で

あり下層土は堅く締固められている。また，水分は

全層でほぼ一定である。

5) 実験条件

5 

10 

E 15 
u 

g. 20 

E 

230 
3S 

40 

。
「
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Fig. 2-19 Corn index-depth curves of test field 
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E任ectof velocity ratio and cutting direc-
tional angle 

削抵抗のモデルFt，破線は無加振時切削抵抗の水

平分力凡を示す。これら各線の区分は以下の切削

抵抗波形例においても同様である。

また，図2-23には， λ=1.12，0.68におけるチ

ゼルの運動軌跡とチゼルに作用する切削抵抗ベクト

ルの変化の様子を示した。

以下に3区間における切削抵抗について考察す

る。

既耕土後退区間・ (2-11)式で示した切削抵抗のモ

デルや， GUNN， SMITH， Yowらのモデルではい

Behaviour of soil cutting force observed 
at β=0' 
Fx Horizontal soil cutting force 
凡 Verticalsoil cutting force 
Fo Non-vibrating soil cutting force 
Fxt: Theoretical horizontal soil cutting 
force 

1.2 

360 
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振動数fはトラクタのPTO軸回転速度と機関
回転速度の調整により 5.0~15.0 Hzまで変化させ

た。作業速度目は0.54m/s前後の値になるよう

に走行ギヤを選択した。振幅は15.9mmの一種類

であり，耕深は定規車によって 35.0cm に設定し

Tこ。

4. 実験結果及び考察

1) 四つの振動形態における振動切削

a) 前後方向 けん引抵抗低減の様子を把握す

るために，四つの振動形態におけるけん引抵抗比

DRと速度比λの関係を図 2-21に示した。前後方
向(β=0つでは λの減少につれてけん引抵抗は直線

的に低下するが， λ>1.0の範囲ではほとんどけん

引抵抗の低減は見られない。これは，間欠切削状態

においてのみけん引抵抗低減が期待されるとする

GUNNll)やSMITH13)の考えと一致する。図中の一

点鎖線は， (2-11)式で与えられた切削抵抗のモデル

による計算値である。加振時の切削抵抗波形例を図

2-22に示した。図中，太線は切削抵抗の水平分力

凡，細線は垂直分力 Fz，一点鎖線は(2-11)式の切

35 
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I~ 
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30 

Moisture content of test field 
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Fig. 2-20 
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Fig. 2-23 Tr司ectoryof chisel and soil cutting 
force vectors at β=0。

ずれも本区間の切削抵抗はOであると仮定している

のに対し，図中の λ=0.65では無視し得ない大き

さの抵抗を生じ，その大きさは無加振時切削抵抗

凡の 30~40%にも達している。これは既耕土がチ

ゼル刃面におよぼす荷重によるものと推察される。

しかし， λの減少につれてその大きさは減少する。

既耕土前進区間本区間の抵抗はλ=0.65の場

合，Foの約70%と切削抵抗のモデルよりも大き

な値を示す。 λが0.40付近では凡の約40%まで

低下する。また，切削抵抗のモデルで、は切削速度の

影響によって抵抗が増大するが，実測されたFxは

更に大きい。これは，既耕土が垂直方向の荷重に拘

束されつつ，チゼルの前進に伴って圧縮され，破壊

強度が急激に増大するためと考えられる。

Yow20)は傾斜平板による土壌の振動切削に関す

る研究において，同様の結論を導き出している。

未耕土切削区間 :λ>l.0では 1サイクノレを通

して未耕土切削区間にある。本図の λ=1.12では，

Fxは切削抵抗のモデルF，とほぼ等しい波形を示

す。これは， λ>l.0においては，切削抵抗の大き

さが切削速度に強く支配されていることを示唆して

いる。

λが1.0より小さくなるにつれて，切削抵抗のモ

デルとの差違が顕著になる。 λ=0.68では，本区間

初期の抵抗及び最大切削抵抗の大きさは切削抵抗の

モデ、ルに近いものであるのに対し，最大切削抵抗を

生じた後は，抵抗は急激に低下し，切削抵抗のモデ

ルとの差が大きくなる。これは，速い切削速度で土

壌を切削する際に，チゼノレの到達点より前方に土壌

の破壊域が広がり，その部分での土壌のせん断強

度，切断抵抗などが低下し，切削抵抗そのものが急

激に低下するものと推察される。この傾向はλの

減少につれて顕著となる。

このように，本振動形態では既耕土後退区間及び

既耕土前進区間の既耕土の荷重による抵抗と，未耕

土切削区間後期の抵抗低減が相殺されて，結果的に

は切削抵抗のモデルによって計算された値にほぼ近

いけん引抵抗を示しているものと考えられる。

b) 前後上下合成方向 1:本振動形態として，

振動方向角β=15
0

，30
0

の2種類のものについて実

験を行った。図 2-21から明らかなように， β=15。

ではAの全域にわたり，切削抵抗のモデルによる

計算値に近い値を示している。 PTO軸回転数が
540 rpmに相当する λ=0.60付近では，けん引抵

抗の低減量は40%，1000 rpmに相当する λ=0.40
¥ 

は50%まで低減する。 β=300 ではλ>1.0におい
ても 30%の低減量を示している。これは切削抵抗

のモデルから導かれたよりはるかに小さいものであ

り，本振動形態に特徴的な現象といえる。 β=300に

おける加振時切削抵抗波形例をそれぞれ図 2-24に

示した。また，チゼルの運動軌跡とチゼルに作用す

る切削抵抗ベクトルの変化を図 2-25に示した。

既耕土後退区間:本区間においては， λの大小に

かかわらず切削抵抗は僅かであるが，その大きさは

無加振時切削抵抗の高々10%で，通常はそれ以下で

ある。更に，本区間での切削抵抗水平分力 Fxは僅

かであるが負の値を示し図2-25に明らかなように

切削抵抗ベクトルは上方を向いている。 β=300の

場合図からも理解されるように，本区間においてチ

ゼルは既耕土中を下方に18.4mmの距離を下降す

る。チゼルの垂直方向絶対速度Z(t)は次式で求め

られる。

Z (t) = -2b1Cf~cos wt 

また，既耕土塊が初速度がOで自由落下するもの

と単純化して考えると，既耕土塊が距離 Jだけ落下

した時の速度九は次式で求められる。

九=-，f石7
ここで，下降期間の中間点，即ち，t=Oにおけ

るZ(O)，九を比較すると，九=0.43m/s，λ= 

0.68の時 Z(O)=0.52 m/sで Z(O)> Vsとなる。
よって，チゼルは既耕土を離脱していることにな

り， β=0。のように既耕土による大きな荷重を受け
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force vectors at β=30' 

ず，更に下方の土を圧縮するために，僅かであるが

上向きの反力を受けることになるものと推論でき

る。

既耕土前進区間.既耕土前進区間における抵抗

は， β=30。の場合，切削抵抗のモデノレの値より小

さく，その大きさは，無加振時切削抵抗の 20%で

ある。抵抗はチゼルの前進につれて増大するが，増

加の度合はβ=0。に比較して緩やかである。これは

未耕土切削区間における土壌破壊が有効に行われ，

未耕土壁が前方に移動するために， β=0'で見られ

た既耕土の圧縮による破断強度の増大が起きていな

いためと考えられる。 β=15'では，これらの傾向

が30'に比較して顕著でなく， β=0。との中間的な

挙動を示す。

未耕土切削区間本区間の平均切削抵抗は凡の

70~80%である。チゼルとシャンクの土壌破壊にお

いては数多くのせん断面が連続的に発生していると

考えられるが， β=30'の場合には最大切削抵抗を

生じている時刻の近傍で，大多数のせん断面が生じ

て破壊が完了し，その直後から急激に抵抗が低減す

るものと推察し得る。また，土壌が破壊されている

領域はチゼルの最大到達点前方 20~30mm まで達

し，そのため次のサイクノレの未耕土切削区間初期に

おける抵抗が低下するものと考えられる。 β=15'

では， λ<0.60で上記の傾向が顕著に認められる

が， λ>0.60ではβ=0'に近い傾向を示す。

膨土の状態を図2-26に示した。 β>0。では，未

耕土切削区間において土壌を上方に持上げるため

に，施工後の土壌は元の地表面に対して数cm高く

なっている。これとは逆に，後述のβ<0。では，未

耕土切削区間において，チゼルが下方に進行するた

め， β>0。のように土壌は持上げられなし、。

c) 前後上下合成方向 2:本振動形態のものと

して，振動方向角β=-15'・-7'の 2種類について

実験を行った。けん引抵抗の低減量はλ=0.60で

それぞれ20%，15%，λ=0.40で25%，30%に過

ぎなL、。 β=-15。における加振時の切削抵抗波形

例を図2-27に示す。また， β=-15'についてチゼ

ルの運動軌跡とチゼルに作用する切削抵抗のベクト

ルの変化を図2-28に示す。

既耕土後退区間:本区間では他の振動形態に比較

して大きな抵抗を生じ，その平均値はλ>0.60で

は凡の 50~70%にも達しており， λ の減少につれ

ては若干減少するにとどまる。しかし，垂直分力

Fig. 2-26 Soil disturbance 



方向に既耕土の荷重と慣性力を受け，Fzは大きな

値を示すと考えられる。

既耕土前進区間:本区間では，ほぼすべての λ

について，切削抵抗のモデルより大きな抵抗を受け

る。その平均抵抗は λ>0.60 で九の 80~90% ，

λ<0.60 で凡の 70~80%である。これは，未耕土

切削区間における土壌破壊が不十分であるため，未

耕土壁とチゼルの聞で、既耕土が再び圧縮されるため

であると考えられる。

未耕土切削区間:ここでは， β>0。に見られたよ

うに，本区間後期における切削抵抗の急激な低下は

見られない。チゼルは半無限体の土壌に強く拘束さ

れ，地表面のみが唯一の自由面である。このため

に， β>0。のごとくチゼルが土壌を上方に持ち上けー

るように破壊することが有効と推察される。このよ

うに， β<0。ではβ>0。に比較して 3区間の全て

において抵抗が大きくなり，けん引抵抗の低減が十

分に実現されないものとなる。

d) 上下方向:上下方向の場合， λは常に 1で

あり，これまでのように速度比λとの関係でけん

引抵抗低減の様子を記述することが不可能である。

そのため，ここではけん引抵抗比と振動数の関係を

図2-29に示した。なお，本振動形態において振動

方向角は便宜上β=-90。と表現する。また，他の

振動形態との比較のためにβ=300，00， -15。の実

験結果も併記した。

本図から明らかなように，振動数/が 6~9 Hz 

ではβ=-150の場合と同様に，低減量は5%ほど

で，/を更に高くし 14Hzで加振しても 10%しか

低減せず 4種類の振動形態の中でけん引抵抗低減

効果は最も期待し得ない。加振時の切削抵抗波形例

を図2-30に示した。また，チゼルの運動軌跡とチ
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凡は他の振動形態に比較して大きな値を示し，

λ<0.50ではι>Fxとなる。これは，いままでの
振動形態には見られなかった現象である。このこと

は，図2-28に示した切削抵抗ベクトルが本区間で

は下方に大きく傾斜していることからも理解でき

る。チゼルは本区間において，既耕土を上方に持ち

上げるように運動し，特に， λ>0.70では垂直に近

い急な角度で既耕土を持ち上げる。このため，垂直

'.6 

E任ectof frequency and cutting direc-
tional angle on draft force ratio 

4.0 8.0 '.2 
Frequency 01 chisel 1 (Hz) 

Fig. 2-29 
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ゼルに作用する切削抵抗ベクトノレの変化を図2-31

に示した。振動数1=5.3Hzでは 1サイクルの

全過程で抵抗の大きさ及びその方向はほとんど変化

せず一定である。

1=8.9 Hzでは1サイクルの初期と後期に抵抗が

低減しているが，その低減量はβ>0。の場合に比較

して僅かなものである。

2) 適正振動形態

前後方向・上下方向・前後上下合成方向 1及び前

後上下合成方向2の4種類の振動形態について，切

削抵抗波形の観察を通じて，それぞれのけん引抵抗

低減機構を明らかにした。上下方向については，チ

ゼノレが加振されてはし、るもののII-l.-l)項で定義し

たような間欠切削状態にはない。そのため，けん引

抵抗低減の第1要因である間欠切削状態下における

切削抵抗の時間平均化が図られず，ほとんどけん引

抵抗の低減は期待できない。

また，前後方向及び前後上下合成方向2では，既

耕土後退区間，既耕土前進区間で抵抗が生じるた

め，不十分な間欠切削状態となっている。これに対

し，前後上下合成方向 lでは，既耕土後退区間及び

既耕土前進区間での抵抗がOに近く，ほぼ完全な間

欠切削状態が実現されている。更に，その振動方向

に起因する未耕土切削区間での切削抵抗低下という

現象との相乗効果で，大幅なけん引抵抗低減が得ら

れる。このため，けん引抵抗低減の観点から評価し

た場合には，前後上下合成方向 1が適正な振動形態

であると判断できる。

の けん引抵抗低減の要因
本章では，加振によるけん引抵抗低減の理由とし

て， GUNNやSMITH及びその他の研究者によって

支持されて来た考え方，即ち， r速度比λ<1.0の
間欠切削状態において，交番する切削抵抗が時間的

に平均される結果，けん引抵抗が低減する。』に

則って解析を行った。その結果，上記の考え方が基

本的には妥当なものであることを確認し得たが，振

動形態の相違によって 3区間における切削抵抗の

性質も，また，その大きさや作用角が異なる場合の

あることを明らかにした。特に， β>0。の場合，未

耕土切削区間における平均の切削抵抗そのものが低

減しており，従来の切削抵抗のモデルから予想され

る以上のけん引抵抗低減が認められる。このことか

ら，振動式サブソイラのけん引抵抗低減の要因とし

て，力日振による未耕土切削抵抗の低下という現象を

新たに指摘することが可能である。 BURTON22)ら

の報告において，凍土や堅く締め固めた土壌におい

て90%以上のけん引抵抗低減が観察されているが，

この結果は，上記の要因に起因するものと推察し得

る。

5. まとめ

振動式サブソイラはその振動方向によって四種類
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の振動形態に分類されるが，本章では市販2機種の

振動式サブソイラを改造した供試機を試作してp 加

振時の切削抵抗波形の観察から，それぞれの振動形

態におけるけん引抵抗低減機構を把握し，振動式サ

ブソイラ設計上の重要パラメータである適正振動方

向についての知見を得た。また，けん引抵抗低減の

理由について，従来の考え方を基本的に確認し，更

に，加振による未耕土切削抵抗の低下とL、う現象を

新たな要因として提示した。得られた結果は次の通

りとなる。

1) 振動方向角0'<β<30'の場合には，未耕土

切削区間において有効に土壌破壊がおこなわれるた

め，この区間での平均切削抵抗は無加振時切削抵抗

凡を大幅に下回る。これに対し 15'<β<0。での

平均切削抵抗は凡と同程度で， β>0'のように有

効な土壌破壊が行われていないものと考えられる。

2) 既耕土後退区間において， 0'<β<30'では

チゼルが下降運動を行い，既耕土から離脱するため

に抵抗をほとんど受けないが， -15'<β<0。では，

チゼルは既耕土を持ち上げるように運動するため，

既耕土の荷重，慣性力等による抵抗を受ける。

3) 既耕土前進区間において， -15'<β<0'で

は，チゼノレと未耕土壁の間で既耕土が圧縮・再硬化

されるため，本区間後期に大きな抵抗が生じる。

4) けん引抵抗低減の観点から見た適正な振動形

態は，前後上下合成方向 lである。その中でも，特

に，低振動数領域においてもこの振動形態の持つ有

利な特性を発揮させるには， β=30。程度の振動方

向角が望ましい。

のけん引抵抗低減の理由として， GUNNや

SMITHらの考え方が基本的には妥当なものと認め

られるが，新たな要因として， 0'<β<30。におい

て未耕土切削抵抗そのものが低下するとし、う現象が

挙げられる。

III けん引抵抗低減に対する振幅・振動数・

切削刃罪刻犬及び土壌条件の影響

1.概説

第II章では，振動式サブソイラの振動形態を四種

類に分類し，それぞれのけん引抵抗低減特性を把握

すると共に，けん引抵抗低減機構の相違を論じたう

えで，適正振動形態についての知見を得た。

従来より，間欠切削状態(速度比λ<1.0)におけ

る切削抵抗の時間平均化が，けん引抵抗低減の一次

的要因とみなされており，同時に， これを前提とし

た切削抵抗のモデ、ノレによって，けん引抵抗低減特性

の理論的予測が試みられている。そして，それらは

共通して， r作業速度・土壌条件が同一であれば，速
度比λによってけん引抵抗低減量は一義的に決定

される。」との結論を導いている。しかしながら，前

章において，振動方向角 βが速度比 λと同ように

重要なパラメータであることが判明し，さらに，切

削抵抗が単純な数式モデルとしてとらえ難いことが

明らかになった。この事実は上記の論議の前提条件

と矛盾するものであり，その結論に対しでも，実験

的に検討すべき必要が生じた。

本章では，以上の観点から，前後方向，前後上下

合成方向 1及び前後上下合成方向 2の3振動形態に

ついて，新たに振幅・振動数を変化させて実験を

行った。それによりけん引抵抗低減に対する影響度

は，振幅と振動数で異なることを確認し，その結

果，速度比が同一であっても，振幅を大きく振動数

を小さく設定することが，けん引抵抗低減に有利で

あることを明らかにした36)。

また，従来の研究や本研究で用いた切削抵抗のモ

デルが十分に実際の切削抵抗を表現していないの

で，けん引抵抗低減特性を量的に十分な精度で予測

することが出来なし、。そのために，幅広い作業条

件・土壌条件・振動条件下でのけん引抵抗低減特性

を実験的に把握しておく必要がある。よって本章で

は，土壌条件・作業速度・チゼノレ形状等も変化させ

て実験を行い，それらのけん引抵抗低減に対する影

響を求めた。

2. 実験装置及び実験方法

1) 実験装置

実験装置は第II章で、述べた供試機1号である。こ

れは市販機を改造したもので，前後方向・前後上下

合成方向l及び前後上下合成方向2の3種類の振動

形態が得られる。

供試機の振幅は，ギヤボッグス内のクランク軸を

交換する事よって変化させる。市販機のクランク軸

偏心量は5.80mmで，チゼル先端の振幅は15.9

mmである。第II章の実験ではこの振幅のみを供試

したが，ここでは偏心量が2.98，9.09， 12.8 mm  

クランク軸 3本を試作し，チゼル先端の振幅を

8.2， 15.9， 24.9， 35.0 mmの四種類に変化させる

様工夫した。図3-1にクランク軸を示す。なお，
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Fig. 3-1 Test crank shafts 

Fig. 3-2 Wing variables 

また，切削刃は第11章で用いたチゼノレとそれにウ

イングをボルトで装着したものの 2種類を供試す

る。ウイングの形状・寸法を図 3-2~.こ示す。実線部

がウイングであり，一点鎖線がチゼルで、ある。な

お，チゼル刃面の水平面となす角は23。であり，逃

げ角は10。である。

2) 供試ほ場

供試ほ場としては，シルト質ロームのほ場に加え

て，粘土のほ場を採用した。前者の土壌条件及び土

壌調整法は第11章の同様である。粘土ほ場の組成は

粘土53.2%，シルト 27.1%，砂21.4%で三角座標

による土質分類では粘土に分類される。土壌調整

は，まず最初に，サブソイラを間隔20cm，膨土深

45cm程度となる様ほ場全面に施工してから，サブ

ソイルパッカ(径70cm，幅5cm，間隔25cm)に

約7.8kNの垂直荷重をかけて鎮圧する。その後，

表面を普通爪ロータリで砕土し，最後に被けん引式

ローラで表土を締め固める。土壌硬度は，シノレト質

ロームのほ場では平均549kPa (5.56 kgf/ cm2)，粘

土は975kPa (9.94 kgf/ cmりであった。また，含水

比はそれぞれ27.0%，27.9%であった。

3) 実験条件

振幅aは8.2，15.9， 24.9， 35.0 mm，振動数/

は3.75~18.0 Hz，振動方向角βは30"，0"， -15。

にそれぞれ設定した。また，耕深は，供試機の定規

車によって 35cmに設定した。

3. 実験結果及び考察

1) 振幅・振動数を変化させた際のけん引抵抗低

減特性

前述の振動形態は前後上下合成方向 1，前後上下

合成方向2及び前後方向を採用したが，前後方向は

定性的にも定量的にも他2者の中間的挙動を示すた

めに，ここでは，それら前2者について述べる。

a) 前後上下合成方向 1・本振動形態として振

動方向角β=30"のものを採用した。作業速度目=
、a
u1 

1.0 
s= 30'・

glbG25mls  
0.8 

6

4

2
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Fig. 3-3 Effect of velocity ratio and amplitude on 
draft force ratio at β=30・
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0.25， 0.60， 1.0 m/sにおけるけん引抵抗低減特性

をそれぞれ図3-3に示した。

振幅の影響 図3-3より明らかに，けん引抵抗低

減特性に与える振幅の影響は顕著である。例えば，

作業速度目=0.60m/sの場合，市販機振幅α=

15.9mmでは標準PTO回転速度付近 (λ=0.73，
1=8.55 Hz)において，けん引抵抗比DR=0.61と

約40%の低減量を示す。これに対して，振幅α=

35.0mmでは標準PTO軸回転速度の半分近く
(λ=0.62， 1=4.55 Hz)で，DR=0.42，λ= 

0.33び=8.62Hz)でDR=0.30と最大で70%もの

低減量が得られている。また逆に，振幅を小さくし

てa=8.2mmでは，最大でも 30%程度の低減量が

得られるのみである。

これらの結果は， I1I-1.で述べたように『作業速

度と土壌条件が同じならば，振幅 α，振動数/個々

の値には直接関係なく，速度比 λによってけん引

抵抗比は一義的に決定される。』との結論と異なるも

のである。このことは，既往理論における切削抵抗

のモデルと実際に観測された切削抵抗の聞に相違の

あることを示している。

以上の結果を定性的に理解するために，図3-3中

A， Bで示した測点の切削抵抗波形をそれぞれ図

-;: 3-0 
.x 

~ 2.0 

U: 1.0 
I.l!' 

lJ!' o 
自斗・0
o 3.0 
01 2.0 
c 
三1.0
コ
U - 0 

日=30
h金鍾

a-10110 
t. t. c:'=!・59mm
!f..13.0Hz 

t2 T 

日g.3-4

O 90 180 27。360 
Crank angle e (deg) 

Behaviour of soil cutting force observed 
atβ=300 (a)λ=0.49， a=35.0 mm (b) 
λ=0.49， a=15.9 mm 
凡 Horizontalsoil cutting force 
Fz : Vertical soil cutting force 
凡 Non-vibratingsoil cutting force 
Fxt: Theoretical horizontal soil cutting 
fo>ce 

3-4のに示した。図中，太線は切削抵抗抗の水平分

力 Fx，細線は垂直分力凡，一点鎖線は(2-11)式で

示した切削抵抗のモデル Fxt，破線は無加振時切削

抵抗の水平分力 Foを示す。(以下，特に断わらな

い時は，Fxを切削抵抗と呼ぶ。〉

A， Bの両点ともに，速度比λは0.49と等しい

が，振幅a，振動数/はそれぞれ (a=35.0，15.9 

mm， 1=5.85， 13.0 Hz)と相異なる。本図より既

耕土後退区間では，両者ともに切削抵抗はほとんど

Oである。既耕土前進区間においても， A点 (α=

35.0mm)では切削抵抗はほとんどOであり，理想

的な間欠切削状態が実現されているといえる。 B点

(α=15.9 mm)で、は，既耕土の移動もしくは圧縮

によるものとみられる抵抗を受けている。未耕土切

削区間における切削抵抗が，加振時けん引抵抗の大

小に大きな影響を与えるが， A点では最大切削抵

抗の生じた後，急激に抵抗が低下し，本区間後期に

は切削抵抗はほぼOとなる。 B点ではA点に比較

して切削抵抗の低下は緩やかで，更に，最大切削抵

抗そのものも大きし結果的に本区間での平均切削

抵抗はA点の方が小さくなる。このように，振幅

の大きい方が同ーの λにおいても未耕土の切削が

有利に行われている。これらの要因としては，切削

ピッチの大小，チゼルの上下振幅，チゼルの切削加

速度等が考えられる。以上のように 3区間すべて

において，特に未耕土切削区間の平均抵抗が小さい

ために，同ーの速度比でも振幅の大きい方がけん引

抵抗はより低減する，このことは他の速度比，作業

速度においても同様に指摘し得る。

振動数の影響 図3-2において，各振幅の特性曲

線の傾きは緩やかである。このことは，供試した振

動数領域内では，振動数を増加させることによって

速度比を小さくしても，けん引抵抗の図示以上の低

減は期待し難いことを示している。

この現象を理解するために，図3-3中，矢印A，

C， Dで示した測点の切削抵抗波形をそれぞれ図

3-5に示す。既耕土後退区間では3者ともに切削抵

抗はほとんど Oである。なお 3者とも振幅は

3.50mmと等しいが，振動数/・速度比λはそれぞ

れ1=5.85，8.69， 13.1 Hz，λ=0.49， 0.33， 

0.23と異なっている。

既耕土前進区間では， A点， C点， D点の順に，

即ち，振動数が増加して速度比が小さくなる順に，

抵抗は増大して行く。未耕土切削区間でも， A点，
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O 
(/) 

けん引抵抗比DRは小さくなる。このことは，II 
2.-4)項で述べた結果とも一致する。従って，作業

速度を低速九=0.25m/sとして，振幅 α=35.0

mmとすれば，標準 PTO軸回転速度540rpmの

1/2以下に相当する λ=0.32げ=13.5Hz)で，けん

引抵抗比DR=0.28と70%の低減量を示し，更に

速度比 λを小さくして， λ=0.09び=13.5Hz)で

は，DR=0.22と80%近くの大幅なけん引抵抗低減

が得られている。

b) 前後上下合成方向 2 本振動形態は前述し

た前後上下合成方向 lに比較して，すべての速度比

λの範囲でけん引抵抗低減の効果は劣っている。こ

のことについては既に前章で詳述した。ここでは本

振動形態として，振動方向角β=一15'のものを採

用し，作業速度%が0.25，0.60， 1.0 m/sにおけ

るけん引抵抗低減特性をそれぞれ図 3-6のに示し

た。

振幅の影響 図3-6より，この作業速度において

振幅の影響は認められる。しかし，隣り合う 2振幅

を比較した場合には，速度比 λが大きくなるとそ
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C点， D点のJI闘に最大切削抵抗は大きくなり，本区

間の平均切削抵抗も大きくなる。この要因として

は，切削速度の増大による未耕土破壊強度の増加，

既耕土慣性抵抗の増加等が考えられる。

このように本振動形態においては，それぞれの振

幅で，振動数を増加させて速度比を小さくする際

に，けん引抵抗低減に対するプラス因子として，

II-2.-1)項で述べた接触比αの減少が挙げられ，

マイナス因子として，各区間での平均切削抵抗の増

大が指摘される。これら正負の因子が相殺し合うた

めに，振動数を増加させて速度比を小さくしても，

けん引抵抗比DRはそれほど低下せず，各振幅の特
性曲線の傾きが緩やかになるものと理解される。

図3-3より明らかなように，同ーの速度比λ，振

幅 Gで比較した場合，作業速度が小さくなるほど

1.4 

Effect of velocity ratio and amplitude on 
draft force ratio at β=-15。

1♀ Q.4 0-6 0.8 1.0 

Veloci ty ratio ^ 
0♀ 

Fig. 3-6 



第1号

Fig. 3-8 

Crank angle e (deg) 

Behaviour of soiJ cutting force observed 
atβ= -150 (a)λ=0.31， a=35.0 mm (b) 
A =0.32， aニ15.9mm 
Fx・Horizontalsoil cutting force 
九:Vertical soil cutting force 
Fo目 Non-vibratingsoil cutting force 
Fxt: Theoretical horizontal soil cutting 
force 

%
ヰ
「
叩

3」:]F

第 18巻

。。。
:

J

1

 

(za}#出
・
ぱ
.
出

-uぱ

~ 2.0 

"5 1.0 
U 

o 
GI 
~ -1.0 
♀3.0 

北海道大学農学部邦文紀要20 

大きさは 3区間それぞれに同程度である。よっ

て，けん引抵抗比DRは同程度となり，振幅による
影響は認められなくなる。

次に図3-8より， D点、はC点よりも 3区間のす

べてで切削抵抗は大きいことが理解される。よって

この速度比 λの範囲では，振幅による影響が認め

られ，同一速度比 λの下でもけん引抵抗比Dnは異

なる。

振動数の影響図3-5から明らかなように速度

比 λ<1.0の範闘では， λが小さくなるにつれてけ

ん引抵抗比Dnは急激に減少し，図3-2の振動方向

角β=30。の場合に比較しても，各振幅の特性曲線

の傾きは大きくなっている。このことを理解するた

めに，図3-6中A点， B点の切削抵抗波形を図

3-9に示す。 A，C両者ともに振幅は35.0mmと等

しく，振動数f・速度比 λがそれぞれf=4.55，
8.62 Hz，λ=0.68， 0.31と異なっている o 速度比

λが小さくなると既耕土後退区間，既耕土前進区間

の切削抵抗は低下し，未耕土切削区間の抵抗も僅か

ながら減少している。このように，速度比λの減

少はけん引抵抗低減に対して，接触比αの減少及

び各区間での平均切削;t;'J)しの低下というプラス因子

としてのみ作用し，振動方向角β=30
0

の場合のよ

日=ー15
0

λ=0.67 
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h盟且三一
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の影響が認められない場合が存在する。

例えば，作業速度目=0.60m/sの場合，市販機

振幅α=15.9mmで，標準PTu軸回転速度540

rpm付近〔λ=0.67，f=8.7 Hz)において，けん引

抵抗比DR=0.88であり， λ=0.32び=17.9Hz)に

おいてはDR=0.74と30%弱の低減量しか示さな

い。振幅を大きくして a=35.0mmにすると， λ=

0.31げ=8.6Hz)ではDn=0.51と50%の低減量を

示し，振幅α=15.9mmに比較し同程度の速度比

下でもより大きな低減量が得られている。しかしな

がら，これらより大きな速度比λ=0.68び=4.55

Hz)ではDn=0.82であり，振幅α=15.9mmの場

合と同程度の低減量を示している。

これらの現象を理解するため図3-5中，矢印 A，

B及びC，Dにおける測点の切削抵抗波形をそれ
ぞれ図3-7，図3-8に示した。なお， A， B両者と

もに速度比は0.68，0.67とほぼ等しいが，振幅

α・振動数/はそれぞれ，a=35.0， 15.9 mm， f= 

4.55， 8.70 Hzと異なっている。また， C， D両者

ともに速度比は0.310.32とほぼ等しく，振幅a，

振動数fはそれぞれ a=35.0，15.9 mm， f= 
8.62， 17.9 Hzである。

まず最初に図3-7より， A点と B点を比較する

と，無加振時切削抵抗凡に対する切削抵抗Fxの

o 



いほどけん引抵抗比DRは小さくなる。そのため

に，作業速度を低速日==0.25m/sとして，振幅

。==35.0mmとすれば，標準PTO軸回転速度540
rpm付近 (λ=0.15，1=7.69 Hz)でけん引抵抗比

D R=0.39，更に，速度比を小さくして λ=

0.09σ=13.4 Hz)でDR=0.31と70%近くのけん

引抵抗低減が可能となている。

c) 分散分析による寄与率検討:前項では，振

幅αと振動数/がけん引抵抗低減に与える影響に

ついて，けん引抵抗比DR及び切削抵抗波形の観察

によって調べた。ここでは，分散分析によってけん

引抵抗低減に対する振幅 G と振動数/の寄与率を

調べ，前項の結論を補充しておく。けん引抵抗比

DRを特性値とし，振幅a，振動数/を因子として，

繰返しのない2元配置の分散分析を行しりその結果

を表 3-1に示した。表中， factorの項 α，1はそれ

ぞれ振幅，振動数の意味であり，凡は分散比， ρは

寄与率を表している。 A Cexcluding non-vibra. 

tion)では，振幅を α=8.2，15.9， 24.9， 35.0 mm  

の 4水準，振動数は，九=0.25m/sでは，1== 

3.75， 5.0， 7.9， 13.8 Hzの 4水準，作業速度

予To=0.60m/sでは1=6.0，9.0， 13.5， 13.5， 

18.0 Hzの4水準，作業速度目=1.0m/sでは1==

10.0， 9.0， 15.4 Hzの3水準に設定して分散分析

を行った。また， BCincluding non-vibration)は無
加振時を含めて処理したもので，上記の水準に振幅

α=Omm，振動数I=OHzをそれぞれに加えたも
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うにマイナス因子は存在しない。そのために速度比

λが小さくなるとけん引抵抗比DRは急激に減少

し， β=30'の場合に比較して特性曲線の傾きは大

きくなるものと理解される。

作業速度の影響 図3-6より明らかに，同ーの速

度比λ，振幅 Gで比較した場合，作業速度が小さ
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The results of analysis of varianc巴Table 3-1 
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inc¥uding non-vibration 

A 
exc¥uding non-vibration 

cutting 
directional 
angle 
(deg.) 

travel 
velocity V。
(m/s) 

factor 

ρ(%) 九(-)ρ(%) Fo(-) 

46.2 
33.1 

14.38事
10.59事

83.4 
9.9 

63.09*ホ
8.36 

G 

/ 
30。

0.25 
45.6 
30.6 

12.50事
8.72本

13.52本
7.71* 

12.74申
5.10本

68.6 
29.1 

148.37*彬
63.49*' 

46.69事事
3.43 

85.26傘事
15.01事

G 

f 
15' 

49.6 
26.6 

86.0 
4.6 

G 

/ 
30。

53.8 
18.8 

81.6 
13.6 

G 

/ 
-15。

0.60 

47.2 
29.0 

13.59* 
6.80事

68.0 
0.0 

10.89* 
0.51 
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f 
30。
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13.14事
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56.31" 
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a: amplitude f: frequency 

Fo: deviation ratio 

ρratio of contribution 
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のである。

振動方向角β=300 の場合，A Cexcluding non-

vibration)において，けん引抵抗比DRの変動に対

する寄与率は，振幅が 68.0~86.0%，振動数が O

~9.9%であり，振幅の影響が非常に強L、。これに

対し BCincluding non-vibration)では，振幅の寄

与率が 46.2~49.6%，振動数の寄与率が

26.6~33.1% と，振幅の寄与率の方が大きいが，振

動数の影響もかなり強L、ことがわかる。これらの結

果から，振動方向角β=30
0の場合，供試振動数領

域では振動数を増大させても，それ以上のけん引抵

抗低減は期待し難い事，及び供試振動数領域より小

さな振動数で，けん引抵抗低減に対して振動数が強

い影響をおよぼすことが理解される。

また，振動方向角β=-15。の場合， A Cexclud-

ing non-vibration)において振幅の寄与率は

68.6~88.4%，振動数の寄与率は 2.8~29.1%で，

BCincluding non-vibration)において振幅の寄与率
は 45.6~57.5%，振動数の寄与率は 12.4~30.6%

ある。このように，振動方向角β=-15。の場合に

も，振幅の寄与率は振動数に対して大きいが，その

差はβ=300ほど大きくなく，供試振動数領域にお

いても振動数の影響のあることが理解される。

d) 適正振幅及び適正振動数:前項までに述べ

たように，振幅 G が振動数fに比較してけん引抵

抗低減に与える影響は大きく，同一速度比λでは

振幅 αを大きく，振動数/を小さく設定すること

がけん引抵抗低減に対して有効である。このこと

は，前後上下合成方向1に顕著である。よって振幅

Gを市販機振幅α=15.9mm以下に設定することは

望ましくない。振動方向角β>0。の場合には，振動

数/を9.0Hz程度以上に増加させても，それ以上

のけん引抵抗低減は期待しにくい。

しかしながら，前後上下合成方向 1で、は，既耕土

後退区間でチゼルが下層土を下方に押し付けるよう

に運動するため，図3-4，図3-5で観察されるよう

に，切削抵抗の垂直分力凡が負の値となる場合が

ある。そのため，土壌の圧縮強度が大きな場合に

は，チゼルの下方への食いこみが不安定となる危険

性がある。このような場合に，所要動力の増大とい

うデメリットを許容すれば，振動方向を負にして下

方への食いこみを良好にした上で，振幅a，振動数

/をともに大きく設定し，かっ作業速度を低速にし

てけん引抵抗の低減を図ることが可能である。

2) ウイングを装着した場合のけん引抵抗低減特

性

作業速度九=0.60m/sに設定し，チゼルにウイ

ングを装着した場合について実験を行った。図

3-10に，ウイング装着時における振幅の影響を示

した。

図3-3に示したように，チゼル単体の場合よりも

全体的にけん引抵抗比DRの値は大きいが，同様の

特性曲線であり，振幅の大きなものほどけん引抵抗

低減効果のあることが理解される。

図3-11にウイング装着時における振動方向角の

影響を示した。この場合も，チゼノレ単体の場合と全

く同ように， β=30。のものが最もけん引抵抗が低

減している。ウイング装着時とチゼル単体の切削抵

抗波形をそれぞれ図3-12に示す。速度比λは
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場合も，シルト質ロームより1O~20%程度けん引

抵抗比DRの値は大きくなっているが，振幅の影響
が認められ，同一速度比下において，振幅を大き

く，振動数を小さくすることが有効であると判断し

得る。

粘土とシルト質ロームにおける切削抵抗波形を図

3-15に示した。粘土においては，強度上の問題か

らチセeルに内蔵した3分力計によって切削抵抗は測

定できない。そこで，シャンク上部で曲げモーメン

トを計測し，それによって切削抵抗波形を類推し

た。比較対照したシルト質ロームの切削抵抗波形例

も， シャンク上部の曲げモーメントにより求めたも

のである。

両者ともに，未耕土切削区間での切削抵抗が大き

く，既耕土後退区間および既耕土前進区間で小さ

E妊ectof amplitude on draft force reduc-
tion in a clay field 

E妊ectof cutting directional angle on 
draft force reduction in a clay field 
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0.48. 0.49と1.0よりも小さく間欠切削状態にあ

る。また， ウイング装着時とチゼル単体では切削抵

抗そのものの値が1.5倍程度異なるために，ここで

は，それぞれの無加時切削抵抗の値を1.0とした切

削抵抗比九で，切削抵抗波形を表現する。両者と

もに，既耕土後退区間および既耕土前進区間での抵

抗はほとんどOであり，理想的な間欠切削状態にあ

る。このことから，ウイング装着時とチゼル単体

で，けん引抵抗低減のメカニズムに全く差はなく，

『間欠切削状態下における切削抵抗の時間平均化』

という考え方が適用できるものと判断される。ま

た，未耕土切削区間の切削抵抗比FRはウイング装

着時のほうが若干大きく，そのためけん引抵抗比

DRの値は僅かに大きくなっている。
3) 粘土におけるけん引抵抗低減特性

作業速度九=0.25m/sに設定して，粘土におい

て実験を行った。強度上の問題から作業速度を低速

とし，振幅α=35.0mmについては実施していな

し、。

粘土における振動方向角の影響を図3-13に示す。

粘土ではシルト質ロームに比較して 3~5 倍の切削

抵抗が生じ，その理工学的性質は大きく異なるが，

シルト質ロームの場合と同ように振動方向角βの

影響を受け， β=30。の方がβ=-15。より有効であ

ることが認められる。

粘土における振幅の影響を図 3-14に示す。この
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く，間欠切削状態となっている。しかしながら，粘

土では既耕土後退区間および既耕土前進区間，シル

ト質ロームでは既耕土前進区間で，無視できない切

削抵抗を生じている。これは，供試機の加振機構で

は，チゼノレ先端から回転支点に近づくにしたがっ

て，その部分での振幅が小さくなり，チゼル先端で、

は既耕土後退区間もしくか既耕土前進区間にあって

も，シャンク上部では未耕土を切削している場合が

あって，その抵抗が表れているものと理解できる。

しかしながら，基本的には粘土においてもシルト質

ロームと同様， r間欠切削状態下における切削抵抗
の時間平均化』がけん引抵抗低減の主要因であると

判断できる。

4. まとめ

本章では，振動式サブソイラ設計上重要なパラ

メータである振幅 Gと振動数fが，けん引抵抗低

減に与える影響の度合について調べ，既往諸理論の

問題点を指摘した。同時に，振幅 a，振動数/の適

正範囲についての考察を試みた。

1) 前後上下合成方向 1では，振幅αのけん引

抵抗低減特性に与える影響は大きく，同一速度比 λ

の下では，振幅αが大きいものほどけん引抵抗は

低減する。更に，供試したそれぞれの振幅a(8.2 

mm~35.0 mm)において振動数fを大きくしても，
ある限界以上にけん引抵抗は低減しない。また，本

振動形態では，振幅 α=35.0mm，作業速度九=

0.25m/sにおいて最大80%のけん引抵抗低減が得

られた。

2) 前後上下合成方向 2で、は，特性曲線の傾きは

大きく，その大きさは振幅 αが大きくなるにつれ

て増大する。そのため，大小隣り合う 2振幅間で

は，速度比 λの小なる領域において振幅のけん引

抵抗低減に与える影響は顕著であるのに対し，速度

比 λの大なる領域ではその影響は顕在化していな

い。また，本振動形態は一般的にけん引抵抗低減に

対して有効でないが，作業速度九を低速にして，

振幅 a，振動数fを共に大きく設定するという特別

な条件下では， 50~70%程度のけん引抵抗低減は可

能である。

3) 分散分析を行った結果，けん引抵抗比DRの

変動に対する振幅aの寄与率は，振動数fのそれ
よりも常に大きく，けん引抵抗低減に対して振幅α

の影響が強いことが判明した。この結果は，既往の

諸理論に共通な『作業速度と土壌条件が同一である

ならば，振幅 a，振動数/の個々の値とは直接関係

なく，速度比λによってけん引抵抗比DRは一義的

に決定される。』との結論と異なっている。これは，

それらの切削抵抗モデ、ルが実際の切削抵抗と相違し

ている事に起因している。また，この結果は，振幅

および振動数が速度比の構成因子として重要である

のみならず，速度比とは別に，独自にけん引抵抗低

減に対して影響を与えるパラメータであることを示

唆している。

4) けん引抵抗低減の観点から評価すれば，振幅

は市販機振幅α=15.9mm以上とすることが望ま

しい。また，振動数を標準PTO軸回転数 540rpm 

以上にすることはあまり意味がなく， 9Hz以下に

設定すべきである。

5) ウイングを装着した場合も，けん引抵抗低減

機構及びけん引抵抗低減に対する速度比，振動方向

角，振幅，振動数の影響はチゼル単体の時と全く同

ーであると考えてよい。

6) 理工学的性質が大幅に異なるシルト質ローム

と粘土のほ場において，けん引抵抗低減機構とけん

引抵抗低減特性を比較した。その結果，粘土の場合

も，シルト質ロームにおけると同様のけん引抵抗低

減機構を示すことが判明した。また，けん引抵抗低

減に対する，速度比，振動方向角，振幅および振動

数の影響もシルト質ロームと粘土の場合で等しいも

のと認められた。
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IV 所要動力に関する力学解析と所要動力特性

1.概説

振動式サブソイラにおいては，第II章・第III章で

述べたようなけん引抵抗低減効果が得られる反面，

加振による所要動力の増大という負の加振効果とも

いうべき問題が存在しており，本報ではこの問題を

取り扱うこととする 37)，制。

振動式サブソイラはPTO軸と駆動輪軸の 2経路

から動力が伝達され，土壌の切削・破壊を行なう。

ここでは，第II章で用いた切削抵抗のモデルを使用

して動力の伝達機構を把握し，土壌切削動力比PS
のモデル化によって，振動方向角β・振動数fの影
響を理論的にとらえることを試みた。その上で所要

動力に対する振動方向角β・速度比λ・振幅 α・振動

数/の影響を実験的に調べ，所要動力の観点から

評価した場合の，振動方向角β・速度比λ・振幅 G・

振動数/の適正範囲について検討を加え，振動式

サブソイラの設計及び利用上に有意義とみなされる

知見を得た。

また，振動式サブソイラの PTO軸負荷トルクは

大きく正負に変動するが，このような負荷変動は

ロータリ耕うんやスクリュウ式耕うん装置等の駆動

式耕うん装置には見られなし、。これは，振動式サブ

ソイラに特徴的な現象であるが，そのために，動力

伝達系破損等の危険性が指摘されている2九よっ

て，ここでは， PTO軸負荷トルクについても観察

を行ない，振幅 α・振動数/・振動方向角β等の加振

条件がPTO軸負荷トルクに与える影響についても

究明した。

2， 所要動力に関する理論的考察

1) 動力の伝達経路

振動式サブソイラで、は，土壌の切削及び破壊に要

する動力が， PTO軸及び駆動輪軸の2経路から供

給されていると考えられる。以下，これらを理論的

に考察する。

最初に，土壌の切削抵抗と切削速度の積から，直

接に土壌切削動力を求める。前後上下合成方向振動

で土壌切削を行なう場合，チゼルは土中において，

その水平方向への絶対速度X(t)及び垂直方向への

絶対速度z(t)がそれぞれ次式で表される運動を行
なう。

X(t)=丸一αωcosωt [rnlsJ (4-1) 

Z(t)=bw cos ω[rnls]  (4ーの
けん引抵抗低減を論じる際には，第II章のように

切削抵抗の水平分力のみを考慮すれば良かったが，

所要動力について考える場合には，垂直方向の運動

によって消費される動力も考慮に入れなければなら

ない。そこで，切削抵抗の水平分力を Fx(t)， 垂直

分力をFz(t)とすれば土壌切削動力比Nsは次式で

求められる。

凡=!fr凡豆(t)ゐ+rιZ(t)dd
1 l.lO .10 

[kW] (4-3) 

式中，第1項，第2項がそれぞれ，水平方向及び垂

直方向の運動で消費される動力を表している。ま

た，bla=tanβである事と (4-1)~(4-3) から次式

が得られる。

品 =Dv日一字lT(Fx+tanβι)coswt dt 
[kW] (4-4) 

但し，Dv= lTFx(t)dt/T :加振時けん引抵抗

[kW] 

次に，切削抵抗によって PTO軸に生じる抵抗ト

ルクを計算して正味振動動力Nnを求め，更に，加
振時けん引抵抗Dvと作業速度 V(t)の積から，駆

動輪軸で消費される加振時けん引動力 NDVを求め

る。

供試機の加振機構を図 4-1~こ示す。切削抵抗 F

(t)がチゼルに作用すると，連接棒の軸方向に軸力

Rを生じ，その接線方向成分 RTはPTO軸に抵抗

トルクとして作用する。これを正味振動トルク Tn

Ib 

R 

la 

Fig. 4-1 Mechanisrn of test vibrating subsoiler 
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と呼ぶ。 R'は軸力 Rの反力であり，回転支点 0'

まわりのモーメントのつり合いから次式が得られ

る。

R'[ 芯主laFx+んtanβ凡 [kN・m] ω-5) 
2) 所要動力の評価関数

正味振動トルク Tnの正方向を時計四りとすると，
Tn=eRT=-eR' cos(ωt-φ〉

[kW・m] (4-6) 
いま， ψは0.086radであるので，これを無視し

(4-5) (4-6)式から，

九=守附tanβ凡)cosωt

[kN' m] 
また，ela/ lb= aであることから，

Tn-a(Fx+tanβ凡)coswt 

[kN • m] (4-7) 
これより，切削抵抗に抗して PTO軸から伝達さ
れる正味振動動力 N戸は次式のように表される。

札=訂Tω九dt

=一字lT(Fx+tanβ凡)coswt dt 
[kW] (4-8) 

駆動輪軸から供給される加時けん引動力 NDVは，

切削抵抗凡(t)と作業速度九の積として次式で求

められる。

NDV=訂T凡日dt=Dv九 [刷 (州

(4-4) (4-8) (4-9)式を比較して，土壌切削動力

Nsは加振時けん引動力 NDVと正味振動動力 Nnの

和であるが，実際の作業ではこれに加えて， トタク

タを静止した状態で供試機を駆動した時に発生す

る，無負荷運転動力 NoがPTO軸から供給されて
いる。そこで，加振時けん引動力NDV，正味振動動
力N戸及び無負荷運転動力凡の和を全所要動力 N，

と呼ぶことにする。

また，振動式サブソイラの所要動力特性を評価す

るために 2つの動力比を以下のように定義する。

まず，土壌切削動力比九を次式で定義する。

九=蒜 [kW] (4-10) 

但し，NDO=D，。九 無加振時けん引動力

これは，土壌切削動力 Nnを無加振時けん引動力

NDVで除したものであり，土壌の切削・破壊に要す

る動力の，加振による量的変化を記述するために用

いる。次に，全所要動力比f三を次式で定義する。

Pt=主任11)
J.VDO 

これは，全所要動力Ntを無加振時けん引動力
NDOで除したものであり，振動式サブソイラが全体

として消費する動力の，加振による量的変化を記述

するために用いる。

3) 切削抵抗のモデルによる土壌切削動力比の導

出

第II章では，切削抵抗の水平分力 Fxを(4-12)の

ようにモデ、ル化したが， (4-4)によって土壌切削動

力Nsを求める際には，切削抵抗の垂直分力 Fzも

必要で、あるため，これを (4-12)にならって (4-13)

のようにモデル化する。

( Co+KoX(t) 

凡，=~ C，+K，X(t) 

o 

-X
・
x

k

k

o

 

+
+
 

c
c
 

/
I
l
l
1
1〈
I
l
l
-
-

、

一一之F
 

(t" ら〉

(ん，t，) 

(0，ん)， (ち，T)

[kN] (4-12) 

(んら〉

(ゐ，tl) 

(0，九)， (ち，T)

[kNJ (4-13) 
切削抵抗を切削速度の一次関数，もしくは定数と

みなしたモデルは，数多く使用されてきたが，第II

章で述べたように，実際の切削抵抗波形を表現する

には完全なものではない。しかしながら，ここで

は，量的な予測を第 1目的とはせず，振動方向角

β・速度比λの定性的な影響を理論的に把握するこ

とを意図しているために，上記の切削抵抗のモデル

を使用して，土壌切削動力比九のモデル化を行な

う。 (4-4)，(4-12)， (4-13)を(4-10)に代入して，

V九州
[一一一一」ー(c，+ι九〉九(CO+KOVO)L T 

Kn V~ _'~o : O(sinωら-sinωtl) 
21r.λ 

日(tlーら〉
4守~(CI 十KI 九〉

K， V~ 
一一~(sinωt， -sinω品〉
2πλ 

ーかCO+ι日 +tanβ(C~+K川}

V~ I" T/ I T..T'.L___ ...，"¥ r"4-t1 (sin叫 Sindl〕+zf(日。;tans) {す

+ι(sin 2ω込町2wt，)} 。π
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一品{C，十K，九十町(C;十九"v;，) } 
Csin wt，-sin wf，) + ~(K， + K{tanβ)ザ

十かin2wt， -sin 2w州] (4-14) 

土壌係数は実験的に求められた値で，供試土壌では

Co=1.44 kN， Ko=0.284 kN/(m/s)， C， =0.88 

kN，ι=0.223 kN/ [m/sJ C;=O. 932 kN， K;= 

O.l71kN/(m/s)， C{= 0.568kN， K;=0.145 

kN/ [m/sJである。

なお， SMITH'3)のモテールでは，既耕土前進区間

における切削抵抗をOと仮定しており， (4-12)式

中の C，=ι=0に相当する。本報では，既耕土前
進区間の切削抵抗を考慮に入れて上記土壌係数をそ

のまま採用した場合のモデルを，モデノレAとし，

SMITHのモデルのように，既耕土前進区間の抵抗

を0，opち，C，=K，=C{=K;=Oとした場合のモ

デルをそデノレBとする。

振動方向角βをパラメータとして，モデルAと

モデ、ル Bをそれぞれ実線及び破線で図4-2に示し

た。モデルAはモデルBよりも大きな値を示して

いるが，これは既耕土前進区聞の抵抗の有無，即

ち， (4-14)式中の C"K" C;， K {の有無による
ものである。また，両モデルともに，振動方向角β

が大きくなるにしたがって，PS も増大している。

これは， βの増加によって垂直変位も大きくなり，

そのため，(4-3)式の第2項で示した垂直方向の運
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Relation between soil cutting horsepower 
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動で消費される動力が増大するためであると理解で

きる。

3. 実験装置及び実験方法

供試サブソイラは供試機 1号であり，これは前後

方向・前後上下合成方向 1及び前後上下合成方向 2

を行なれまた，切削抵抗計測装置・計測手順・供

試トラクタ及び供試ほ場も第II章で述べた通りであ

る。

供試機の入力軸にひずみゲージを貼布し，伝達さ

れるトルクを計測した。この入力軸は，供試機の

ケーシングに固定された自動調心ころ軸受によって

両端支持されている。較正試験の結果，非直線性は

1.0%以下 (F.S. =184 N・m)であり，力量計とし

て使用可能である。振幅aは8.2，15.9， 24.9， 

35.0 mm の 4 種類。振動数/は 4.5~18.0 Hz。作

業速度は0.60m/s。振動方向角βは30'と一15。の

2種類である。また耕深は定規車によって 35cm

に設定した。

4. 実験結果及び考察

1) 土壌切削動力比

土壌切削動力 NsはIV-2.-1)項で述べたように，

加振時けん引動力NDVと正味振動動力 Nnとの和

である。そのため，ここでは土壌切削動力比九だ

けでなく，けん引動力比九及び正味振動動力比九

についても同時に検討する。なお，PS及びPnはそ

れぞれ次式で定義される。

九=争E Pn=# 
lVDO lVDO 

a) 振動方向角の影響-振動方向角βが土壌切

削比九に与える影響を調べるために，図4-3に，

土壌切削動力北九，正味振動動力比九及びけん引

動力比九と速度比λの関係をβをパラメータとし

て示した。なお，この時の振幅はa=15.9mmで

ある。

けん引動力比PDはその定義式を変形すると，け
ん引抵抗比DRと同ーのものとなる。よって，速度

比 λの減少に対して急激に増大し，また，振動方

向角β=-15'の方がβ=30'に比較して小さな値と

なり，けん引動力比九とは全く逆の傾向を示して

いる。

図4-3上段には土壌切削動力比九を示し，モデ

ルAとモデルBをそれぞれ細線と破線で示した。
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度の土壌切削動力比九を示すものと考えられる。

また，速度比 λが小さくなると β=-15。の切削

抵抗波形に近似してくるために， IV-2.-3)項で述べ

たβの影響が存在し，両者とも同程度の土壌切削

動力比九を示すものと考えられる。

また，速度比 λが小さくなると β=-15。の切削

抵抗波形に近似してくるために， IV-2.-3)のモデル

から予測される振動方向角βの影響がしだいに顕

在化し， β=30'の方がβ=-15'よりも 20%程度大

きな土壌切削動力比九を示す。他の振幅 α=8.2，

24.9， 35.0 mmにおける土壌切削動力比PSを，そ

れぞれ図4-4に示した。図 4-3と同ように， β=

30'， -15'におけるモデルAとモデル Bをそれぞ

れ細線及び破線で示してある。 3振幅ともに，実験

結果がモデルに対して量的に十分一致しているとは

言えない。また，速度比 λの大きい領域では，振

動方向角βの影響が顕在化していなし、。しかし，

速度比 λ<0.2の範囲では15.9mmの場合と同様

の理由で，振動方向角βの影響が認められ， β=

30。ではβ=-15'よりも， 1O~20%程度土壌切削

動力比は大きくなっている。即ち，これらの範囲で

は，振動方向角βの影響と言う定性的な側面につ

いては，モデルと実験結果は一致していると言え
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α=15.9 mmにおいて， β=30。のものはモデルB

と比較的良く一致しているが， β=-15。では両モ

デルより大きな値を示している。土壌切削動力比

九は，速度比 λの増加につれてしだいに減少す

る。速度比 λ=0.30付近では， β=30'の方が

β=-15'よりも 20%程度大きな値を示すが， λ>

0.50では両者の差は認められない。

IV-2.-3)項で予測したように，同ーの切削抵抗が

作用する場合には，振動方向角βの影響により，

図4-2のごとく土壌切削動力比九はβ=30'の方が

β=-15'よりも大きくなるはずである。しかしな

がら本実験条件下では，既耕土前進区間や未耕土切

削区間における平均切削抵抗は， β=-15。におけ

る方がβ=30'におけるよりも大きく，それだけ余

分な動力が消費される。そのために，振動方向角β

の影響が打ち消されて，図4-3上段のように速度比

λの大きな領域では振動方向角 βの影響は認めら

れない。逆に言えば，下段のけん引動力がβ=

-15'の方が大きく，土壌切削動力も β=-15'の

方が大きいように思われるが， IV-2.-3)項で、述べた

βの影響が存在するので，実際には，両者とも同程

28 
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に対し，振幅 α=8.2mm，振動数/=18.0Hz，速

度比λ=0.63では，けん引抵抗比DR=0.69と

31%のけん引抵抗低減しか得られないうえに，土壌

切削動力比九=1.61と無加振時に比較して土壌切

削動力は61%増加している。

振幅α=15.9mmではモデル Biこかなり近い値

を示すが，a=24.9及び35.0mmでは，第凹章に

おいても述べたように，未耕土切削区間内での平均

切削抵抗が大幅に低下するために，モデルBより

も小さくなっている。図4-6に示したように振動

方向角β=-15"の場合でも，けん引動力比九に対

する振幅 Gの影響は認められるが，正味振動動力

Pnに対しては認められない。更に，土壌切削動力

比九に対する振幅 aの影響は認められる。また，

各振幅ともに，モデルAよりも大きな値を示して

いる。これは， β=-15"においては，既耕土前進

区聞における切削抵抗がOとならず，無視出来ない

抵抗が生じているためで、ある。

以上のように，切削抵抗のそデノレが実際の切削抵

抗波形を完全には表現 eし得ていないため，モデル

A， Bとも量的に実験結果と十分一致しているとは

言えない。しかしながら，振動方向角β・速度比 λ

による定性的な影響については，モデルと実験結果

酒井:振動式サブソライの加振効果に関する研究

る。

b) 振幅の影響:振幅 αが土壌切削動力比九

に与える影響を調べるために，振動方向角β=30。

における土壌切削動力比九，正味振動動力比Pn及

びけん引動力比PD と速度比λの関係を，振幅 G を

パラメータとして図 4-5に示した。 β=-15"の場

合についても同様に図 4-6に示した。また，モデル

A及びモデルBをそれぞれ細線と破線で示してあ

る。

振動方向角β=30。の場合には，けん引動力比九

に対する振幅 Gの影響は顕著であり，同ーの速度

比λで比較した場合，振幅αを大きくし振動数f
を小さくした方がけん引動力比九は小さくなる。

これに対して，正味振動動力比九に与える振幅 G

の影響は認められない。

土壌切削動力比九に対しては，振幅 αの影響が

認められる。同一速度比λにおいては，振幅aを

大きく振動数fを小さくする方が，土壌切削動力

比九は小さくなる。具体例として，振幅 α=35.0

mm，振動数/=5.85Hz，速度比λ=0.63では，

けん引抵抗比DR=0.36と64%ものけん引抵抗低減

が得られ，かつ，土壌切削動力比九=1.11と無加

振時に対して 11%の増加にとどまっている。これ
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/を小さくした方が無負荷運転動力 Noは小さい。

しかしながら，速度比 λ<0.5では次第にその影響

は認めにくくなる。また，振幅 α=24.9及び35.0

mmでは，振動方向角β=30'の方が無負荷運転動

力 Noは若干小さな値を示しているが，ただし，こ

れは本供試機のみに当てはまるもので一般的な特性

とは言えない。

b) 振幅及び振動方向角の影響:振動方向角

β=30'及び一15。における全所要動力比P，と速度

比 λの関係を，振幅 Gをパラメーとして図 4-8に

示す。両者ともに，振幅 αの影響は認められ，そ

れは速度比λ>0.40において特に顕著である。そ

して，同ーの速度比 λにおいては，振幅 G を大き

く振動数fを小さくする方が，全所要動力比九は
小さくなる。これは，図 4-5，図 4-6に示した土壌

切削動力比九と同様の傾向である。その理由は，

全所要動力 N，が土壌切削動力 Nsと無負荷運転動

力Noの和であり，かっ，後2者が速度比 λ及び振

幅aの変化に対して同様の傾向を示すことによ

る。

全所要動力 N， は土壌切削動力f込と無負荷運転

動力Mの和であるが，振動方向角 βの変化に対し
て後2者は逆の傾向を示す。そのため，振動方向角

βの全所要動力叫におよぼす影響は相殺され，結

第18巻北海道大学農学部邦文紀要

は一致しており，振動方向角 βを新たなパラメー

タとして考慮、に入れた土壌切削動力比九のそデル

化の目的は一応達せられたと言える。

2) 全所要動力比

既往の研究事例で実用性に重点を置いたものに

は3)べ振動式サブソイラの動力特性を記述する際

に，本研究で言う全所要動力比P，もしくは全所要

動力 N， を用いている場合が多L、。全所要動力N，

は土壌切削動力凡に無負荷運転動力 Noを加えた

ものであるが，振幅 α，振動数f，振動方向角βと

いう振動条件が全く同一でも，その加振機構及びチ

ゼルーシャンク部質量・形状が異なれば，当然、無負

荷運転動力Noも異なる。したがって，振動式サブ

ソイラの動力特性を記述する際には，全所要動力

P，のみでは不十分であり，前述の土壌切削動力比

P，も考慮、に入れる必要がある。また，無負荷運転

動力 Noの特性についても調べておく必要がある。

a) 無負荷運転動力:振幅 α及び振動数/の増

加につれて，無負荷運転動力Noは増加する。実験
を行ったすべての計測点について，無負荷運転動力

品と速度比λの関係を振幅 Gをパラメータとして

示すと図 4-7のようになる。速度比 λの増加に対

して無負荷運転動力Noは急激に減少する。また，

速度比 λ>0.50では振幅αの影響が顕著でト，同ー

の速度比λにおいては，振幅αを大きく，振動数

30 
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果的に本供試機においては，全所要動力比Rに対

する振動方向角βの影響は顕在化していないこと

が判明した。

3) PTO軸負荷トルク波形39)

振動式サブソイラにおいては，チゼルが間欠的に

土壌を切削するために，切削抵抗が大きく変動し，

そのため PTO軸負荷も同様に激しく変動する。

PTO軸負荷トノレク波形を速度比λ>1.0及び λ<

1.0の2例についてそれぞれ図4-9V.こ示す。上段の

振幅。=8.2mm，速度比λ=1.91では間欠切削状

態にはなく，切削抵抗Fxは変動しつつも常に大き

な値を示している。このため，0<t<T/4及び3

T/4<t< Tに相当する区間で， PTO軸負荷トル

クTpは負の値を示す。

下段は振幅a=35.0mm，速度比λ=0.43であ

り，十分な間欠切削状態にある。そのため，既耕土

後退区間では切削抵抗はほとんど Oであり， α=

8.2mm においてみられたように大きな負のトルク

は生じていない。また，平均PTO軸トルク Tmは

a=8.2mmにおいては， 9.8 N-m， a=35.0 mm 

においては56.8N-mで，加振時にPTO軸によっ

て伝達される動力は数馬力程度のものである。しか

し，図4-9に示したようにトルクの負荷変動は激し

く，その最大値及び変動幅に着目しなければならな

し、。

4) 適正加振条件

土壌切削動力比九及び全所要動力比P，によっ

て，振動式サブソイラの所要動力特性を究明してき

たが，振動方向角βについては，速度比 λの小さ

な領域を除いて顕著な影響は認められず，けん引抵

ー__PTOshafl lorque Z 
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Fig. 4-9 Behaviour of PTO shaft torque 

抗低減の観点から評価した振動方向角βの適正値

を採用しでも差支えないことが理解される。

土壌切削動力比九及び全所要動力比Rは速度比

λの減少に対して急激に増大するので，速度比 λ

を小さくし過ぎないよう配慮すべきである。

また，振幅 αの土壌切削動力比九及び全所要動

力比P，vこ対する影響は顕著であり，同ーの速度比

λで比較した場合に，振幅 αを大きく振動数fを
小さく設定することが望ましい。具体的には，振幅

α=15.9mm以下にすべきでなく，振動数1=9.0

Hz以上で使用することも避けるべきである。

5. まとめ

本章では，所要動力特性の評価関数として，土壌

切削動力比九及び全所要動力比九の 2量を設定

し，それらに対する振動方向角 β・速度比λ・振幅

α・振動数/の影響を理論的，実験的に求めた。そ

の結果をもとに，所要動力の観点から評価したこれ

らパラメータの適正範囲について検討を加えた。

1) 土壌切削動力比Nsはけん引動力 NDVと正味

振動動力Nnの和であり，これに無負荷運転動力
Noを加えたものが全所要動力凡である。正味振

動動力λら及び無負荷運転動力NoはPTO軸から
伝達され，けん引動力NDVは駆動輪軸より伝達さ
れる。

の けん引動力比PDはけん引抵抗比Dnと同ー
のものであり，速度比λの減少にしたがって低下

し，また，振動方向角β=300 の方がβ=-15。より

も小さな値を示す。同ーの速度比 λにおいては，

振幅 αを大きく振動数を小さくする方がけん引動

力比PD は小さくなる。

正味振動動力比Pnは速度比 λの減少に対して急

激に増加する。また， β=-15。の方がβ=300 より

も小さな値を示す。速度比 λが同一であれば，振

幅 Gが異なっても正味振動動力比に差は認められ

ない。

3) 土壌切削動力比九は速度比 λの減少ととも

に急激に増大する。また，速度比 λが小さい範囲

では， β=300

の方が β=-150 よりも 10~20%程度

大きな値を示すが，速度比 λが大きくなると振動

方向角βの影響が顕在化しなくなる。同一速度比

λの下では，振幅 αを大きく振動数fを小さくし

た方が土壌切削動力比九は小さな値を示す。

4) 土壌切削動力比九のモデノレA，Bともに量
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的には実験結果と十分合致しているとは言えない

が，振動方向角β及び速度比λの影響という定性

的な側面では，実験結果と良く一致している。

5) 全所要動力比P，は速度比λが減少すると急

激に増大する。しかし，振動方向角βによる影響

はほとんど認められない。また，同一速度比λの

下では振幅aを大きく振動数fを小さくする方が，
全所要動力比fうは小さな値を示す。

6) 所要動力の観点から評価する場合，振幅a

を大きく振動数/を小さく設定することが望まし

い。具体的には，振幅 a=15.9mm以下に設定す

べきでなく，振動数f=9Hz以上とすることも避

けるべきである。この場合には，所要動力をほとん

ど増大させることなく，けん引抵抗の大幅な低減が

実現出来る。また，速度比λ>0.2では，振動方向

角βを供試条件一15
0

<β<300の範囲内で自由に選

択しても，所要動力面は大きく変化しない。

V トラクタ車体の動的挙動と仮想、けん引点

1.概説

振動式サブソイラにおいては，既に述べてきたよ

うに大幅なけん引抵抗の低減が実現される反面，大

きく変動する切削抵抗が起振力となってトラクタ各

部を振動させる。わが国のように，振動式サブソイ

ラを小型トラクタに直装して使用する場合には，座

席での振動は運転者に対して悪影響を与える。その

ために，従来より振動低減を目的とした研究が国内

において行われてきた。金ら28)は，起振力が激し

く変動する切削抵抗及び切削刃の加振によって生じ

る不つり合い振動にあるものとの判断から，切削刃

を進行方向に対して前後2本設置し，それらの振動

位相を 180。ずらして，それぞれの切削抵抗の変動

を相殺することにより，振動加速度を低減させ得る

と述べている。また，唐橋ら7)はロータリ耕うん装

置と組合わせることによる，振動低減の可能性を示

した。更に，山本.0)は数値実験により，切削刃と

トラクタの聞にばね・ダンパからなる緩衝器を設置

することにより，大幅な振動低減の可能性が報告し

ている。このように，振動式サブソイラの機構上の

改良・緩衝器等の設置により，振動低減対策が行わ

れている。またその反面，振動低減対策を合理的に

行うために， トラクタ・振動式サブソイラ・土壌系

の動的挙動の解明等の基礎的研究の必要性が，三浦

ら29)によって指摘されている。

本章では，振動式サブソイラを直装して作業する

場合のトラクタ車体の動的挙動を理論的かつ実験的

に解明し，更に，座席振動低減に対する基礎的知見

を得るのを目的とする。その際に，柴田らのトラク

タ力学モデ、ルを用いて数値実験を行い， トラクタ車

体の動的挙動を把握するとともに， トラクタ車体振

動に対して影響を有するパラメータを推測して，こ

れらのパラメータの影響を実機実験で明らかにし

た。

2. サプソイラに作用する外力のつりあいとトラク

タ力学モデル

1) サブソイラに作用する力のつりあい

サブソイラに作用する力のつりあいを図5-1に示

す。サブソイラは自由三点ヒッチの状態でトラクタ

に直装されており，仮想けん引点は上部リンクと下

部リンクの延長線上の交点である。チゼルに切削抵

抗の水平分力 Fxと垂直分力ιが作用する。シャ
ンクには僅かであるが既耕土による抵抗凡が作用

している。サブソイラの自重 mgが重心に作用して

いる。定規車には，接地点反力 Rzところがり抵抗

的R.が作用している。また上部リンクと下部リン
クの軸力R，.R，が作用しており，これらの外力が

力学平衡状態にある。なお，定規車の接地反力と転

がり抵抗の作用点は接地面上で定規車中心より前方

/..=μ4九の位置とみなす。水平方向の力のつりあい
より，

R，cos φ，-R1cos φI+Fx+Fs+μ.R.=O 
(5-1) 

垂直方向の力のつりあいにより，

R，sin φt十九sinφt一九 mg十九=0 (5-2) 
仮想けん引点まわりのモーメントのつりあいより，

(九十h，;)Fx一〔ん+ん)Fz+(ん+l6)R. 

Rt 

日g.5-1 Free-body diagram of the tested subsoiler 
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+(ん+hs)μ.R.一(ん+l.)mg

+(hs+ん)1ミ=0 (5-3) 

よって，

丸一(t，+ん〕ι-(ん+h.JFx十(l，+l，)mgー(弘+h.)Fs
一 (l，+ん)+(九十九)μ4

(5-4) 

ここで. (5-1). (5-2)より軸力丸.R，が次式のよ

うに求められる。

R一(凡mg一九)COS<Pl一(Fx十九+μ4九)sinφt
，- sin(<pt+ <p，) 

(5-5) 

R一(ιmg-R，)cos <P'十(Fx十九十p，R，)sin<Pl 
，- sin(<p，+<p，) 

(5-6) 

また，軸力 RtoR，の反力F.. F，がトラグタに

外力として作用しており，これらの合力FTが仮想

けん引点に作用する。この合力の水平成分 FH• 垂

直成分FHはそれぞれ次式で求められる。

FH=-F，cos φt十F，cosφt 
Fv=F， sin φ，+F，sin φt 

更に.F，=R，. F，=R，及び(5-1). (5-2)式より，

FH=Fx十九+μ.~ ~-n 

Fv=Fz+mg-R， (5-8) 

Fx. Fz• 1三はそれらの平均成分凡.Fz• Fsと

変動成分 6.Fx.6.ι.6.凡に分割され，以下のよ
うに定義される。

Fx=Fx十ム凡 (5-9) 

Fx=Fz+6.Fz (5←10) 

Fs=瓦十A凡 (5-11) 

FH• Fv.九についてもこれと同様に，

FH=FH+6.FH 

Fv=Fv+6.Fv 

(5-11) 

(5-12) 

F， = F， + 6.F， (5-13) 

また. (5-9)~(5-14) を (5-7). (5-8)に代入して

整理すると，

6.FH = 6.Fx + 6.Fs +μ，6.R， 
6.Fv=6.Fz-6.R， 

これらが， トラクタ車体振動の起振カとなる。

なお本章の実験条件では，チゼルの水平変位及び

垂直変位はそれぞれα=15.9mm. b=9.2 mmで

ある。これに対して， トラクタ重心から切削抵抗着

力点までの水平距離はん=1580mm.垂直距離は

ん=936mmである。よって. a/1s=0.010. b/ 

h，=0.0098であるから，チゼルの振動による着力

点の変動は実際問題として無視して良い程度のもの

であり，ここでは着力点位置は一定であるとして，

サプソイラに作用する力のつりあいを考えた。

2) トラクタの力学モデル

柴田らは， ロータリ耕うん装置をトラクタに直装

しての作業で， トラクタの動的挙動解析を行うため

に 3自由度の運動方程式によって構成される， ト

ラクタの力学モデルを提案している41)-'5)。

本研究はその力学モデルが振動式サブソイラを直

装したトラクタの動的挙動解析にも実用上有効であ

ると確認できたので，これをトラクタの力学モデル

として使用することにした。図 5-2にトラクタの力

学モデ、ルを示す。このそデ、ルにおいては，タイヤは

前後方向と上下方向についてそれぞればねーダンパ

系におきかえられている。また，車体の運動が上下

振動z・前後振動x及びピッチング振動φのみと考
えた 3自由度のモデルで、ある。

以下に，力学モデルの運動方程式を示す。

前後方向については，

(M+m)x=一μIR2一μ2R2十R3-FH

-C3X -ksx+ (一μIC2μ2C2)i

+(μIkl一μ2k2)Z

十(一μIcl1lo+μ2C2品。)φ
+(一μIkl110 +μ10ιん。〉φ-FH

(5-15) 

上下方向については，

Mi= -R1-R2+ Fv 
=(-CIーの)i+(一九一九)z

+( -cI110+c2120)ゆ+(-kl110 + k21，0)φ+Fv 
(5-16) 

Fig. 5-2 Representation of the tractor as 3 degre巴
of freedom spring-mass-damper system 
by Sibata 
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生じる加速度が小さい場合には，慣性力や衝撃力等

の影響が相対的に大きく，実測値と数値計算結果の

差が大きくなる。これに対して， トラクタフロント
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3) 力学モデルの検証

前項で導いた運動方程式 (5-15)~ (5-17)を解い

た計算結果と実測値を比較することにより，力学モ

デルの妥当性を検証する。比較する物理量はトラク

タ座席取付部とトラクタフロント部における上下方

向の加速度 az• βz 及び前後方向の加速度 αx， ん

である。加速度計の取り付け位置は，図 5-3に示し

た。また，力学モデルの本章第3節において決定し

た値を用いており，実験方法は本章第4節に示す通

りである。

座席取付部における上下方向加速度偽と前後方

向加速度めを図 5-4に示し， トラクタフロント部

における上下方向加速度必及び前後方向加速度必

を図 5-5に示した。図中，実測値を実線で，数値計

算結果を破線で示した。

トラクタフロント部の上下方向加速度んにおい

ては，実測値と数値計算結果が良く一致している。

これに対して，座席取付部及びトラクタフロント部

の前後方向加速度は，大きな差を生じている。

これらの差の原因としては， トラクタの機関振動

が完全に除去されていないこと，及びチゼルーシャ

ンク部の加振から生じる慣性力によって引き起こさ

れる振動が存在すること等が考えられる。そのため

に，座席取付部やトラクタフロント部の前後方向加

速度 ax• んのように，変動する切削抵抗によって

(5-17) 

and 

0.6 

Comparison between theoretical 
experimentaI front accerelations 

0・4

(sec) 
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Experimental 

。2
Time 

o 

-5.0 
o 

Fig. 5-5 

r!! 

Location of two accelerometers Fig.5-3 
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部の上下方向加速度んのように，変動する切削抵

抗によって引き起こされる加速度が大きい場合に

は，慣性力や衝撃力等の影響が相対的に小さくな

り，実測値と数値計算結果が良く一致している。

以上のことから，実際にトラクタ車体に生じる加

速度は，ここで提示した力学モデルによっては，完

全には表現することはできない。しかし，この場合

変動する切削抵抗がトラクタ車体の最大かつ根源的

な起振力である。よって， これによって生じる加速

度の大きさや，この加速度に対する各種パラメータ

の影響を予測するには，本力学モデ、ルが十分使用可

能であると判断した。

3. 力学モデルの諸係数

1) トラクタの重心位置

トラクタを水平面上に静置した時の前・後車軸荷

重と， トラクタを傾斜させた時の重量転移を計測す

ることによって，重心位置を求めることができ

る4へその原理を図 5-6に示す。水平静置時の車軸

荷重は，けん引力計を介して両車輸をワイヤロープ

とチェーンブロックによって懸架して計測した。傾

斜静置時には，後車輪をコンクリート床面上に設置

Fig. 5-6 Determination of the center of gravity 
using the weighing method 

させた状態で，前車輪のみをけん引力計を介して懸

架し，重量転移を測定した。

水平静置時には次の関係式が成立している。

I 一~一一度」
内 R，+ R

2 
'2 - R， + R2 

よって，前・後車軸荷重九及びR2を計測すること

によってιんの値を決定することができる。
図5-6において，傾斜角 αの傾斜静置時には次

の関係式が成立している。

1'=1 COS α，+(η-yJsinα1 
a'=1 cos α，+ (h， -y，)sinα1 

b'= 1 cos α，+(h，一η)sinαl

a'--;:::;-;主L-
R;+R; 

b'-f'RJ 
-R;+R; 

ここで1'， η y2，α1は実測した既知量で、あるか

ら，傾斜静置時の前・後車軸荷重R，及びR2を計測
することにより ，h，を求めることができる。上記

の方法によって求めた供試トラクタの重心位置はト

ラクタ単体時には，1，=0.719m， l，，=0.666m， 

h， =0.586 m，運転者乗車時には，1， =0.694叫

ん=0.691m， h， =0.586 mであった。なお，運転

者の質量は77kgである。

2) トラクタ左右軸まわりの慣性モーメント

トラグタ重心まわりのそーメントは，鉛直振子の

原理から求めた47)，48)。トラクタの質量M，支点と

重心聞の距離 1，重心まわりのモーメント Jc，重力
加速度g及び固有振動周期 Tnの聞には次の関係式

が成立している。

よ=--.L/~生L
Tn 2:π、Jg+MI2
M，Iは実測される既知量であるから，Tnを計

測することによってJcを求めることができる。こ
の原理をもとに， ここでは図 5-7のように， トラク

タをつり下げて振子とした。門型フレームの梁中央

に，自動調心ころ軸受の回転支点をボルトで取り付

け，これにトラクタ前車軸をワイヤロープで，後車

軸を山形鋼によってそれぞれ懸架した。門型フレー

ムの柱を，チェーンブロックによりコンクリート床

面上に固定した。また，九は車体に加速時計を取

り付け，加速度の振動周期を計測することによって

求めた。

このようにして求めた， トラクタ左右軸まわりの

モーメントんは， トラクタ単体で:.Jc=257 kg-m， 
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Fig. 5~7 Determination of the pich moment of 
inertia of a tractor using the pendulum 
method 

運転者乗車時にはん=320kg~m であった。

3) タイヤのばね定数

前・後車軸の上下方向のばね定数は， BS社のタ
イヤ試験部による計測値を採用した。後車輪の水平

方向のばね定数は，図 5~8 のようにブレーキをかけ

た状態でトラクタをコンクリート床面上に静置し，

それをけん引力計を介してチェーンブロックによっ

て水平方向に荷重をかけ，その時の車体の水平変位

を変位計によって計測して求めた。

供試車輸のばね定数を以下に示す。

前車輸の上下方向ばね定数:

k， = 15.5 kgf/cm 
=152000 N/m 

後車輸の上下方向ばね定数:

ι=19.0 kgf/cm 

=186000 N/m 

後車輪の前後方向ばね定数:

ゐ=16.1kgf/cm 

=158000 N/m 

なお，ばね定数計測時の空気圧は，前車輸が1.18

bar (1.20 kgf/cm')，後輩輸が0.98bar (1. 0 kgf/ 

cmりであった。

4) タイヤの粘性減衰係数

Lo咽醐l
山官官 dls同"'.骨肉""用"""

Fig. 5~8 Determination of horizontal spring con. 
stant of rear tires 

最初に，前車輸の上下方向の粘性減表係数を求め

る。図 5~9 のように， トラクタの後車軸を自動調心

ころ軸受の回転支点0'によって支持する。この時，

回転支点0'まわりのモーメントのつりあいから次

式が成立する。

λφ'+c，nφ'+k，nφ'=0 
この時 c，はλ，ム，19及び減衰比Cによって
次のように表される。

c，=2c♂五n C5~18) 

また， sは対数減衰率 δによって，次式で求められ
る。

と=γ主τ、411:'+o' (5~19) 

δは， トラクタに衝撃荷重を加え，回転角の減表

波形から求める。この δ を C5~18) ・ (5~19) に代入

してc，を決定する。但し，ここでは回転角の減衰

波形を求める代りに，前車軸付近の上下方向の振動

加速度の減衰波形を求め，これによって対数減衰率

3を求めた。これは，回転角を計測するよりも加速

度計によって加速度を測定する方が簡易なためであ

る。

後車輸の粘性減衰係数らもこれと同様の方法で

求められるo このようにして，求められた c" ら

は次の通りである。

前車輸の上下方向の粘性減衰係数 c，=5500 N/ 

(m/s)。後車輪の上下方向の粘性減衰係数 c，=6690

N/(m/s)。次に，後車輸の前後方向の力のつりあ

L 、から次式が成立する。

X+c3x十九x=O
この時， c3は次式で求められる。

Fig. 5~9 Determination of viscous damping 
coe伍centsof front and rear tires 
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c3=2~1耳石
Cは(5-16)式によって求められるから，この系の対

数減衰率 δを求めることによって，C3は決定され

る。

なおここでは， トラクタに前後方向の衝撃荷重を

加え，その時の前車軸付近の前後方向の振動加速度

を計測することによって， oを求めた。この方法に

よって求めた後車輸の前後方向の粘性減衰係数

ら=6400N/Cm/s)であった。

4. 数値実験結果

ここでは，本章第 2節で検証した力学モデルを用

いて，どのようなパラメータが振動式サブソイラ直

装時のトラクタの動的挙動に大きな影響を与えるか

を求める。検討するパラメータは，仮想けん引点，

切削抵抗着力点及び定規車接地点の 3種類である。

なお，振動の大小を表現する物理量としては，加速

度の実効値を採用した。

1) 仮想けん引点

仮想けん引点を変化させた際の，座席取付部にお

ける上下方向加速度実効値偽の変化を図 5-10に

示す。図中，横軸を仮想、けん引点とトラクタ重心間

の水平距離ん，パラメータを仮想けん引点とトラク

タ重心の垂直距離んとした。本図より，仮想けん
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Fig. 5-10 Simulation for the effect of a vertual 
hitch point on vertical under-seat accel. 
eration az (rms) 

引点が変化すると，座席取付部の上下方向加速度実

効値は大きく変化している。各曲線とも，極小値を

有しており，仮想けん引点を適正に設定することに

よって，大幅に αzを低減させうることを示してい

る。また，仮想けん引点をその適正位置からトラク

タの前方もしくは後方に移動させると，めは急激

に増大する。なお， αzが極小となる仮想、けん引点

位置は，んが大きくなるにつれてトラグタ後方へ

移動する。

更に本図をもとに，縦軸を Ik" 横軸をんとして，

等座席取付部上下方向加速度実効値直線を求め，図

5-11に示した。本図より，仮想けん引点を斜線の

範囲内に設定すれば， αzを0.4m/s2以内と小さく

押え得ることを示している。今回の数値実験条件下

では仮想けん引点の位置〔ん，Ik，)がん+2.380Ik，-

0.446=0の関係を満たしている時に，めは最小と

なる。

仮想けん引点位置を変化させた際の，座席取付部

での水平方向加速度実効値αxの変化を図5-12に

示す。この場合も，仮想けん引点の影響が顕著に現

われている。仮想、けん引点が重心より下方または前

方に移動するにしたがって，座席取付部での水平方

向加速度実効値めが小さくなってゆく。逆に，仮

想けん引点が上方や後方に移動すると， αxは増大

する0

2) 切削抵抗着力点

C5-3)~C5-8)式から理解されるように，切削抵抗

着力点と下部ヒツチ点聞の水平距離んや，定規車

接地点と下部ヒッチ点間の水平距離品が変化する

と，仮想けん引点に作用する外力，FH， Fvも変化

する。そのために，んゃんが， トラクダ車体振動

に対して影響を与えるパラメータであるものと予測

できる。

E 
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Fig. 5-11 Contour lines of vertical under-seat 
acceleration az (rms) from simulation 



38 

2.0 

3E b I8 
'.6 

. '.2 

ぎ '.0

~ (}8 

Z 4 -884 066 4 

。2
-D 0」.8 -0.4 

北海道大学農学部邦文紀要第 18巻第l号

h.=・0.2m 
-0.' 
o 
0.' 
0.2 
0.3 

o 0-4 c}8 '.2 '.6 

1. (m) 

Fig. 5-12 Simulation for the e任ectof vertual hitch 
point on horizontal under-seat accelera. 
tion <<x (rms) 

切削抵抗着力点と下部ヒッチ点聞の水平距離4
をパラメータとして，座席取付部上下方向加速度実

効値ぬの仮想、けん引点と重心聞の水平距離んの関

係を図 5-13に示した。

なお，この時の，仮想けん引点と重心間の垂直距

離はん=0.1mで一定である。仮想、けん引点がト

ラクタ前方及び後方に移動するにしたがってんの

影響は大きくなる。この時，l5が大きいものほど

偽は小さくなっている。ん=0.80mにおいては，
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Fig. 5-13 Simulation for the e妊ectof soil cutting 
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Fig. 5-14 Simulation for the e任ectof soil cutting 
force acting point on horizontal und巴r-
S巴atacceleration <<x (rms) 

ん=Omの時 α'z=3.72m/s， l5 =0.80 mではぬ=

1.93m/sと切削抵抗着力点を 0.8m後方に移動さ

せると， αzが半減する。また， αzが極小となる仮

想けん引点の位置も， {5の増大につれて後方へ移動

する。極小値もんの増大につれて減少するが，こ

れは僅かなものであり，l5がOmから 0.8mに変

化しても， αz は 12~13%程度減少するのみであ

る。図 5-14に，切削抵抗着力点、と下部ヒッチ点聞

の水平距離んをパラメータとして，座席取イ寸部水

平方向加速度実効値めと仮想けん引点と重心聞の

水平距離んの関係を示した。この場合も， lsの影

響が見られる，ん=0.2m付近ではその影響は僅か

である。仮想けん引点がこれより後方にある場合に

は，んが大きいほど αxは小さくなる。反対に，仮

想けん引点がこれより前方ににある場合には，んが

小さし、ほど <<xは小さくなる。

3) 定規車接地点

図5-15に，定規車接地点と下部ヒッチ点聞の水

平距離んをパラメータとして，座席取付部での上

下方向加速度実効値偽と仮想けん引点と重心間の

水平距離んの関係を示した。なお，この時も，

h.，=0.1mと一定である。

仮想、けん引点がトラクタ前方及び後方にある場合

には，んの影響が現われており，んが大きいほど

偽は小さい。しかし，めの極小値付近ではAの影
響はほとんど認められない。

図5-16に，定規車接地点と下部ヒッチ点間の水
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Fig. 5-15 Simulation for the e妊ectof gauge wheel 
location on vertical under-seat accelera-
tion az (rms) 

平距離んをパラメータとして，座席取付部水平方

向加速度 axと仮想けん引点と重心聞の水平距離ん

の関係を示した。

なお，この時も，h，，=O.lmと一定である。

んが大きいほど，座席下水平方向加速度は小さくな

るが， -0.4m<ん<0.4mでは，その影響はほと

んど僅かなものとなっている。

5. 実験装置及び実験方法

1) 供試機
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Fig. 5-16 Simulation for the e妊ectof gauge wheel 
location on horizontal under-seat accel-
eration ax (rms) 

供試振動式サブソイラは第II章で述べた供試機 1

号である。本供試機の適応トラグタは11kW~22 

kW (15 Ps~30 Ps)程度と考えられるが，前章まで

の実験では作業速度・機関回転数が安定した状態で

実験を行う必要があったので，上述のものより容量

の若干大きなトラクタを使用した。しかし本章にお

いては， トラクタによる振動の影響がはっきりと観

察されるように，小型トラグタを採用した。供試ト

ラクタは 15PS級の L1501 DTを後輪駆動で使用

した。その主要諸元を表 5-1に示す。

2) 計測装置

トラクタの加速度は座席取付部及びトラクタフロ

ント部の 2箇所で計測する。切削抵抗は，第II章で

述べたようにチゼルに内蔵した 3分力計で計測して

いる。これらの信号はすべてデタレコーダに収録さ

れ， A/D変換後マイクロコンビュータによって処

理を行った。

3) 実験条件

作業速度目は0.25m/s前後の値となるように

機関回転数，走行速度段数を設定した。振動数は

6.0， 9.0， 13.5 Hzの3種類である。振幅は， α=

15.9， 24.9， 35.0 mmである。また，振動方向角

βは， β=30
0

，15
0

， 0
0

，一T，-150の 5種類を採

用した。なお，供試ほ場条件は第11章~第IV章と同

じである。 トラクタの設定条件を表5-2に示す。

Table 5-1 L1501 specification 

Overall length 2.365 m 

Overall width 1.240 m 

Overall height 1.940 m 

Tread 0.94m (front)， 1.0m (rear) 

Wheelbase 1.385 m 

Load on front wheel 3.85 kN (393 kgf) 

Load on rear wheell 4.16 kN (424 kgf) 

Gross vehicle mass 817 kg 

Rated power 11 kw 05 PS)!2800 rpm 

Table 5-2 Speed selection 

Selected gears 7th (IL H) 

Engine speed 2450 rpm 

Selected PTO gears 1 st 

PTO speed 540 rpm 

freqency 9.0 Hz 
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6. 実験結果及び考察

1) 切削抵抗波形のパワースベクトル密度

第Il章で述べたように，間欠切削状態が十分実現

されていることによって，大幅なけん引抵抗低減が

得られる。理想的間欠切削状態では，既耕土後退区

間や既耕土前進区間で切削抵抗はほとんど Oであ

り，未耕土切削区間では無加振時切削抵抗と同程度

かそれ以上の切削抵抗が発生する。そのために，チ

ゼルに作用する切削抵抗は図 5-17に示すように，

大きく変動する。これが起振力となって，振動式サ

ブソイラを直装した作業においては，他の駆動式耕

うん作業機に比較して激しい振動がトラクタに発生

することになる。即ち，振動式サブソイラ最大のメ

リットであるけん引抵抗低減の主要因が同時に， ト

ラクタ車体振動発生の主要因となっている。このこ

とから， ここでは切削抵抗の変動の性質を把握する

ために，パワースベクトル密度によって，その周波

数成分を求めた。切削抵抗の水平分力 Fx及び垂直

分力 Fzの信号はデータレコーダに収録されている

が，それをA/D変換してマイクロコンビュータに

入力し，数値計算によってそれぞれの自己相関関数

を計算し，それをフーリェ変換してノξワースペクト

ル密度を求める。

切削抵抗の水平分力 Fx及び垂直分力九ノ4ワー

スベクトル密度を，振動方向角βをパラメータと

して，図 5-18に示した。切削抵抗のパワースベク

トル密度は加振周波数に鋭いピークを有し，それ以

外の周波数成分はほとんど存在していなし、。李ら25)

は，室内人工土壌槽において傾斜平板による振動切

削の実験を実施し，切削抵抗の変動が加振周波数成

分とともに，せん断周波数成分を有することを示し

たが，ここではせん断周波数成分は観測されなかっ
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Fig. 5-17 Example of oscillogram for soil cutting 
force， chisel moment， shank moment， 
and PTO-shaft torque 
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Tこ。

β==30'では凡の PSDピーク値が 450kN2/Hz， 

ιピーク値が194kN"/Hzである。 β=ー15'では
九のピーク値が 142kN"/Hz，凡はほとんどピー

ク値を有しなし、。よって，振動方向角βが大きく

なるほど，切削抵抗の変動は激しく， トラクタに発

生する振動も大きくなるものと予測される。このこ

とは第II章の図 2-20，図 2-21等に示した切削抵抗

波形からも理解できる。このように，振動方向角β

を大きくすることは，けん引抵抗低減の観点からは

有効であるが， トラクタ振動に対しては負の影響を

与えるものと考えられる。

2) トラクタの動的挙動

a) トラクタ各部の振動:振動式ブソイラを直

装した場合のトラクタの動的挙動に対して，仮想け

ん引点が支配的なパラメータであることが，前節の

数値解析結果から予測される。このことを実証する

ために，座席取付部及びトラクタのフロント部に加

速度計を置いて上下方向・前後方向の加速度を計測

した。仮想けん引点が， (ん，ho) = 0.549 m， 

O. 078 m)， (-0 . 032 m， 0.140 m)， (-0困521m， 

0.160 m)である場合の座席取付部における上下方

向加速度偽と前後方向加速度めの波形例を，そ

れぞれ図 5-19，図 5-20示した。

上下方向加速度 αzは，仮想けん引点が重心点付

近 (-0.032m，0.140m)の場合に小さくなる。し

かし，仮想けん引点がトラクタ前方 0.549m， 

0.078 m)及びトラクタ後方 (-0.521m， 0.160 m) 

にある場合には，大きなものとなる。



数値実験結果と一致するものである。

トラクタフロント部における，上下方向加速度

必及び前後方向加速度んを，それぞれ図5-21，図

5-22に示した。

仮想けん引点がトラクタ前方， (10， h，，) = (1. 549 

m， 0.078 m)にある場合には，大きな上下方向加速

度偽が生じる。この大きさは，座席取付部での上

下方向加速度めよりも大きなものである。仮想、け

ん引点がトラクタの重心付近(ん， ho)=(0.032m， 

0.140 m)にある場合，座席取付部においては上下

方向加速度は0.1m/s以下という小さなもので

あったが，フロント部では，逆に0.4m/s以上の

大きな加速度を示している。仮想けん引点がトラク

タ後方， (10，ん)=(-0.521m，0.160m)にある場

合，座席取付部では上下方向加速度ι は大きなも

のであったのに対し，フロント部では，小さな上下

方向加速度 αzを示す。また，前後方向加速度βx

は，仮想けん引点がトラクタの後方に移動するにし

たがって大きくなる。

このように仮想けん引点は， トラクタの動的挙動

に重大な影響を与えるパラメータであり，またトラ

クタ車体各部で振動の大きさも異なることが実証さ
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また，図 5-19から明らかに，仮想けん引点がト

ラクタ後方に移動するにしたがって，前後方向加速

度めは増大する。これらの結果は，本章第 4節の
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おける，座席取付部での上下方向の並進振動加速度

Zと回転振動加速度φんを図5-23に示した。仮想
けん引点がトラクタ前方(ん，ん)= (1.549 m， 

0.078 m)の場合には，並進振動加速度Zと回転振

動加速度φんの位相は逆転しているが，前者が後者

よりはるかに大きいので，上下方向加速度的は図

5-19上段のように大きくなるものと理解される。

仮想けん引点がトラクタ重心付近(ι ん)=(-
o . 032 m， 0 . 140 m)の場合には，並進振動加速度Z
と回転振動加速度φんの大きさが同程度でかつ位相

が逆転しているために，両者が相殺しあって，図

5-19中段のように上下方向加速度偽は小さくな

る。仮想けん引点がトラクタ後方(ん， 11;，)=(-

0.521 m， 0.160 m)にある場合には，並進振動加速

度 Zと回転振動加速度φんの位相が同位相であるた

めに，両者が加算されて図 5-19下段のように，大

きな上下方向加速度が生じているものと理解され

る。

トラクタフロント部における，上下方向の並進振

動加速度zと回転振動加速度;tlfを図 5-24に示す。
フロント部の並進振動加速度は座席取付部と全く同

ーである。しかし，ん=-0.642 m， If=0.933 mで

両者の符号が逆であるために，フロント部の回転振

動加速度φbは座席取付部の回転振動加速度φんと
逆位相となっている。よって， トラクタ前方では並

進振動加速度nこ回転振動加速度φbが加算され
て，座席取付部より更に大きな上下方向加速度め

1.0 

Behaviour of horizontal front accelera-
tion 

0.8 0.6 

(sec) 

Q.4 

TIme 

02 
L
《
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Ru 
nv 

Fig. 5-22 

れた。

b) 並進振動と回転振動:仮想けん引点と加速

度計取り付け測位置の違いによって大きく加速度は

異なるが，この現象を前節で提示した力学モテ。ルに

よって解明する。

トラクタ車体の振動は，上下振動z・前後振動x

等の並進振動と回転振動が連成したものである。

よって座席取付部での加速度計測位置は， トラクタ

重心から前後方向にん上下方向にんだけ離れた

地点(ん hs)=(-0.642m，0.294m)であるから，

座席取付部での上下方向加速度的及び前後方向加

速度めは次式のようになる。

az=2十φん

αx=X+φhs 
同様に， トラクタフロント部での加速度計測位置を

〔ふん)= (0.933 m， 0.284 m)とすると，フロン
ト部の上下方向加速度ん及び前後方向加速度βxは

次式で表される。

β~=2+φb 

β'x=X+φhf 
仮想けん引点が(ん，11;，) = (1. 549 m， 0.078 m)， 

(-0.032m， 0.140m)， (-0.521m， 0.160m)に
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を生じている。仮想けん引点がトラクタ重心付近

(ん ho)=(-0.032m，0.140m)の場合には，並

進振動加速度z回転振動加速度φbが同位相で，座
席取付部とは逆に大きな上下方向加速度 ιが生じ

ている。また，仮想けん引点がトラクタ後部 (ふ

ん)= (0.521 m， 0.170 m)の場合には，並進振動加

速度zと回転振動加速度J;lfが逆位相で，座席取付
部とは逆に小さな上下方向加速度んを生じてい

る。

仮想けん引点が(ん， ho) = (1.549 m， 0.078 m)， 

(0.032m， 0.140m)， (-0.521m， 0.160m)の場

合の，座席取付部における前後方向の並進振動加速

度fと回転振動加速度φんを図5-25に示す。

仮想けん引点がトラクタ前方 0.549m， 0.078 

m)においては，並進振動加速度fと回転振動加速

度φんの位相が逆転しているので，図 5-20のよう

に前後方向加速度めが小さくなるものと理解され

る。仮想けん引点がトラクタの重心付近(ん，ん)=

(-0.032m， 0.140m)の場合には，両者の位相は

逆転しているが，回転振動加速度が小さいので，

(ん， ho) = 0.549 m， 0.078 m)の場合よりも，め

は大きくなる。仮想けん引点がトラクタ後方(ん，

ho)=(-0.521m， 0.160m)にある場合には，回転

振動加速度手:hsは小さいが，両者の位相が同位相
であるために，前2者に比較して前後方向加速度

めは更に大きなものとなる。

acceleration of 
and pitching 

フロント部における，前後方向の並進振動加速度

xと回転振動加速度φんを図5-26に示す。 hs=

0.294 m，ん=0.284m と両者はほぼ等しいので，

フロント部と座席取付部の回転振動加速度 <thf，

φんはほとんど同一である。また，並進振動加速度

xはトラクタ各部において同一で、あるので，フロン

ト部の前後方向加速度んは座席取付部の前後方向

加速度 αxとほぼ等しい。

3) トラクタ車体振動の周波数分析

a) 仮想けん引点の影響:本章第4節において，
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仮想、けん引点はトラクタ車体振動に大きな影響を与

えるパラメータであることが予測された。よって，

上部ヒッチ点及び上部リンク点の位置を変えること

により，仮想けん引点位置(10，ん〉を， A点0.549

m， 0.078 m)， B点(0.455m，0.121m)， C点(-

0.032 m， 0.141 m)， D点〔一0.377m， 0.154 m)， 
E点 (-0.521m，0.160m)の5種類に変化させ，

それぞれの座席取付部振動加速度を計測した。そし

て，これらに対し1/3オクターブ分析による周波数

分析を行った。

座席取付部に発生した振動加速度は，座席を経て

運転者に伝達され，これが乗心地に影響を与える。

乗心地の評価にはISO2631が広く採用されてい

る50)。ここでは座席取付部に発生した振動加速度が

乗心地に対してどの程度の影響を有するものかを推

定するために，参考として ISO2631の疲労能率減

退限界 (fatigue-decreasedproficiency boundary) 

を以下の図中に併記した。供試振動数は9Hzであ

るが，この値は座席の固有振動数に比較して大き

く，座席によって振動が減表するため，図示したよ

りも許容時間は長くなる5刊1日}ト一5日同3剖)

振動方向角β=3却0。の場合について，座席取付部

上下方向振動に対する仮想けん引点の影響を図

5-27に示した。

振動加速度は9.0Hzと80Hz付近でピークを有

する。前者はサブソイラの加振周波数であり，変動

する切削抵抗によって引き起こされる振動である。

後者は， トラクタの機関振動によって発生する振動

である。ピーク値は後者が前者より大きいが，疲労

能率減退限界で評価する場合には， 9.0 Hzにおけ

10 
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る周波数成分の大小が問題となり， 80 Hzにおける

周波数成分は乗心地に関する論議の対象とならな

L 、。

仮想けん引点がトラクタ前方及びトラクタ後方に

ある場合，即ち， A点(l.549m， 0.078 m)， E点

(-O.531m，O.160m)においては大きな振動が発

生している。これに対して，仮想けん引点がトラク

タ重心のやや下方となる C点(一0.032m， 0.140 

m)では，大幅に振動は低減し，加速度実効値で比

較するとA，E点の 1/3以下である。 C点は，図
5-11で示した仮想けん引点の適正範囲内にあり，

逆にA，E点は振動の大きくなる領域に属してい

る。

座席取付部前後方向振動に対する仮想けん引点位

置の影響を図5-28に示した。仮想けん引点がトラ

クタ前方に移動するにしたがって E，D， C， 
B， A点の順に座席取付部での前後方向振動は小さ

くなっている。最も振動の大きいE点では，加速度

実効値は上下方向の場合と同程度であるが，前後方

向と上下方向では，疲労能率減退限界が異なり，上

下に比較して人体に対する影響は小さいものと考え

られる。この結果は図5-12に示した数値実験結果

と一致するものである。

このように，仮想けん引点のトラクタ車体振動に

対する影響が大きなものであることが実験的にも確

認され，かつ，その結果は本章第4節の数値実験結

果と一致するものであった。

また，三輪ら54)によれば，加振周波数付近にお

いては，人体は上下方向振動に対して敏感で，前後

方向振動に対しては耐性が強いと考えられている。

10 
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そのため，図 5-27，図5-28の9.0Hz付近のピー

ク値を比較しても理解できるように，加速度実効値

が同じでも，許容時聞は上下方向の方がはるかに長

い。よって， この場合乗心地に対して問題となるの

は上下方向の振動であり，上下方向振動加速度が小

さくなるように仮想けん引点を決定すべきである。

b) 振動方向角の影響:本章第 6節で述べたよ

うに，振動方向角 βの大小によって， トラクタの

起振カとなる切削抵抗の変動幅は大きく異なる。即

ち，振動方向角β>0。では大きなけん引抵抗低減が

得られる反面，切削抵抗の変動も大きい。逆に，

β<0。では，けん引抵抗低減はβ>0。に比較して劣

るが，切削抵抗の変動は小さい。

振動方向角 βをパラメータとして，座席取付部

上下方向振動加速度の周波数分析を行い，その結果

を図 5-29~図 5-31 に示した。なお，仮想けん引点

位置はそれぞれ(ん， h，，) = (1. 549 m， 0.078 m)， 

(-0.032 m， 0.140 m)， (-0.521 m， 0.160 m)で

ある。振動方向角βの影響は顕著であり，小さく

なるにしたがって，それぞれの加速度実効値も小さ

くなる。 β=-15
0

ではβ=30。に比較して加速度実

効値は約 1/2になっている。しかし， β=-15
0の

場合でも，図3-29，図 5-31に示すように仮想けん

引点がA点やE点のように不適切な位置にあれば振

動は0.6m/s2以上の大きなものとなる。反対に，

β=30。の場合でも図 5-32に示すように，仮想けん

引点をC点のように適正な位置に設定すれば振動は

0.32 m/s2程度に低減する。このように，座席取付

部振動に対する振動方向角の影響は明らかに存在す
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るものの，仮想けん引点の影響がより重要で、あると

判断できる。

7. まとめ

振動式サブソイラを直装した作業では，大きく変

動する切削抵抗によって， トラクタ車体に激しい振

動が発生する。本章においては， トラクタの力学モ

デルを用いて，振動式サブソイラを直装した際のト

ラクタの動的挙動を把握し，更に， トラクタ車体振

動に影響を与えるパラメータについて検討した。そ

の結果，仮想けん引点の影響が極めて大きなもので

あることを理論的・実験的に解明し，適正な仮想け

ん引点位置決定に関する知見を得た。

1) トラクタの力学モデルは，前後振動・上下振

動・ピッチング振動のみを考えた3自由度の運動方
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程式によって構成され 3元2階の連立常徴分方程

式で表される。本モデルは，変動する切削抵抗に

よって発生するトラクタ各部の加速度を量的・質的

に予測するモデルとして，使用可能と判断された。

2) 力学モデ、ノレを用いた数値実験により，仮想、け

ん引点，切削抵抗着力点及び定規車接地点の3者が

座席振動に与える影響を検討した。その結果，仮想

けん引点の影響は最も大きく，図5-11に示した適

正範囲に仮想けん引点位置を設定することにより大

幅なトラクタ車体振動低減の可能性が得られた。特

に，今回の数値実験条件下では仮想、けん引点の位置

(ん， h，，)がん+2.380h" -0.446=0の関係を満た

している時に， αzは最小となる。他2者について

も， トラクタ車体振動に対する影響が明確に予測さ

れるが，仮想けん引点が適正に設定されている場合

には，これらの影響は大きなものではない。そのた

めに，実機実験においては，仮想けん引点の影響の

みを調べた。

3) 実機実験結果からも， トラクタ車体振動に対

する仮想けん引点の影響が顕著であることが認めら

れた。供試実験条件下において，図5-11のC点の

ように適正に仮想けん引点を設定した場合には，図

5-11に示した A，E点のような不適正な場合に比

較して，加速度実効値は約1/4に低減する。また，

この仮想けん引点の適正位置は，数値実験結果から

求めたものと一致している。

4) チゼルに作用する切削抵抗のパワースペクト

ル分析結果から，その周波数成分は加振周波数成分

がほとんどで，それ以外の周波数成分は無視できる

ものと判明した。また振動方向角β=300では

β=-150 に比較して，切削抵抗のノミワースベクト

ル分析から求めた加振周波数成分のピーク値は約2

倍である。このことは， β>ぴの場合，大幅なけん

引抵抗低減が得られる反面，切削抵抗の変動幅が大

きいために， トラクタ車体の振動も大きくなること

を示唆している。

5) 振動方向角βのトラクタ車体振動に対する

影響は実験的にも確認され， β=30。の方がβ=

15。よりも，加速度実効値は1.3~2.0 倍程度大き

い。しかし， β=-150 の場合でも，仮想けん引点

の設定が不適正であれば，大きな座席取付部での振

動が発生する。また逆に， β=30。の場合でも，仮

想けん引抵抗の設定が適正であれば，座席取付部で

の振動は小さく抑えられる。よって，振動方向角β

の座席取付部での振動に対するの影響は明らかに認

められるものの，仮想けん引点位置が第一義的に重

要な影響を与えるパラメータであり，これを適正に

設定することが最も重要ゃある。

6) 仮想けん引点は上部リンクと下部リンクの延

長線の交点であるので，設計段階では仮想けん引点

が図5-11等に示す適正範閣内に位置するよう，振

動式サブソイラの上部ヒッチ穴位置を決めるべきで

ある。

また，各種振動式サブソイラの車体振動にたいす

る影響を調べる場合には，同ーのトラクタを用いた

上で，仮想けん引点位置がそれぞれの振動式サブソ

イラで変らないように装着する必要がある。

VI総括

本論文においては，振動式サブソイラにおけるけ

ん引抵抗低減・所要動力増大・トラクター振動式サ

ブソイラ系の動的挙動解明と座席振動低減対策に関

する諸問題を研究対象としている。研究の方法とし

て 4種類全ての振動形態が実現可能な2供試機に

よる実機実験，切削抵抗モデルおよびトラクター振

動式サブソイラ系の力学モデルによる数値実験とい

う，理論・実験両面からの解析手法を採用した。そ

の結果，振動式サブソイラ設計上重要な諸パラメー

タの適正値決定に関する知見を得た。また， トラク

ター振動式サブソイラ系の動的挙動を把握し，座席

振動低減のための，適正なトラクターへの装着方法

を明らかにした。その大要は以下の通りである。

1. 振動式サブソイラの振動形態をその振動方向

角によって，前後方向振動・上下方向振動・振動方

向角が正の前後上下合成方向振動および振動方向角

が負の前後上下合成方向振動の4種類に分類する事

を試み，各振動形態におけるけん引抵抗低減機構の

相違を明らかにした。

また，けん引抵抗低減に対して，従来重要視され

ていたパラメータである速度比λや接触比 αの外

に，振動方向角 βがこれらと同様に支配的な影響

を与えるパラメータである事が明らかになった。

2. 土壌の振動切削および土壌の振動耕うんにお

けるけん引抵抗低減の主要因は， r間欠切削状態下
における，切削抵抗の時間平均化』である事が，従

来の多くの研究成果から共通に導びかれる。ここで

は，幅広い実験条件下で実験を行ない，振動式サブ

ソイラにおけるけん引抵抗低減の基本的要因とし
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て，従来の考え方が妥当なものである事を追証し

た。その上で， r未耕土切削区間における平均切削
抵抗の低下Jという新たな要因の存在を，切削抵抗
波形の詳細な観察から，現象論的に明らかにした。

3. 振幅aおよび振動数fは，両者ともに速度

比の構成因子であり，かつ，振動式サブソイラ設計

上重要なパラメータであるが，両者のけん引抵抗低

減に対する影響度には差がある事が判明した。即

ち，速度比λが同一でも，振幅を大きく振動数を

小さくする事がけん引抵抗低減に対してより効果的

である。具体的には，振幅を 15.9mm以下に設定

する事は避けるべきであり，振動数を9.0Hz以上

に設定する事も望ましくない。

4 切削抵抗モデルを用いて，動力の伝達機構を

機械力学的に認識した。そして，土壌切削動力比の

モデル化によって，振動方向角 βと速度比 λの所

要動力に対する影響を理論的に把握した。その上

で，振動方向角β・速度比λ・振幅 α ・振動数/の

所要動力特性に対する影響を実験的に調べた。その

結果，けん引抵抗低減の場合と同様に，振幅を大き

く振動数を小さくする事が，所要動力の面からも望

ましい事を知った。更に，適正な振動条件下におい

ては，無加振時に比べて所要動力をほとんど増加さ

せる事なく，大幅なけん引抵抗低減の可能性を実証

した。

5. 3元2階の連立微分方程式から成る運動方程

式によって， トラクター振動式サブソイラ系の力学

モデル化を試みた。そして，このモデルが，変動す

る切削抵抗によって引き起こされるトラクターの動

的挙動を表現するためには，十分使用可能なもので

ある事を検証した。

6. 上記の力学モデルを用いた数値実験により，

仮想けん引点位置，切削抵抗着力点位置およびゲー

ジホイール接地点位置が座席振動に与える影響を調

べた。その結果，仮想、けん引点位置の影響が大きな

ものである事が予測された。これを基に，実機実験

によって仮想けん引点の影響を調べた。供試実験条

件下において，適正に仮想けん引点を設定した場合

と，不適正な場合とでは，加速度実効値にして約

1/4に振動が低減した。このため，大幅に乗心地が

改善され，連続作業の許容時闘が増大した。また，

この実機実験における適正仮想けん引位置は数値実

験から予測されたものと良く一致している。この事

は，各種トラクターに振動式サプソイラを直装した

時の，仮想けん引点の適正位置決定に，この力学モ

デルによる数値実験が有効である事を示している。

7. 営農現場において，仮想けん引点位置は，上

部リンク点および上部ヒッチ位置を変化させる事に

よって，容易に変化させる事が出来る。そのため，

座席振動が最も小さくなる様に，上部リンク点およ

び上ヒッチ点の位置を選択すれば良い。

また，振動式サブソイラの座席振動低減のための

試験・研究において，座席振動の大小について論じ

る場合には，仮想けん引点位置に十分留意する必要

がある。
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N omenclature 

G .チゼノレの水平振幅 [m] 
。 :傾斜静止時のトラクタ重心と前車軸聞の水平

距離 [m] 

b :チゼノレの垂直方向の振幅 [m] 

b' .傾斜静止時のトラクタ重心と後車軸聞の水平

距離 [m] 

G :土壌係数 [N] 

C :土壌係数 [N] 

c: :土壌係数 [NJ 

c; :土壌係数 [NJ 

G :前車輪の上下方向の粘性減衰係数 [N/Cm/s)]

C2 後車輸の上下方向の粘性減衰係数 [N/Cm/s)]

C3 :後車輸の前後方向の粘性減衰係数 [N/Cm/s)]
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Do :無加振時けん引抵抗 [N] ん 目トラクタの重心と後車軸聞の水平距離 [m] 

DR .けん引抵抗比 :下部リンク点と下部ヒッチ点聞の水平距離

Dv 加振時けん引抵抗 [N] [m] 

E クランF軸の偏心量 [m] 下部ヒッチ点とサブソイラ重心聞の水平距離

FH .仮想けん引点に作用する外力の水平成分 [m] 

[kN] :切削抵抗着力点と下部ヒッチ点聞の水平距離

F， : R，の反力 [N] [m] 

凡 .無加振時切削抵抗の水平分力 [N] ん :定規車接地点と下部ヒッチ点間の水平距離

九 シャンク抵抗 [N] [m] 

FT 仮想けん引点に作用する外力 [N] L -仮想けん引点と下部ヒッチ点聞の水平距離

F， : R，の反力 [N] [m] 

Fv .仮想けん引点に作用する外力の垂直成分 [N] :切削抵抗着力点とトラクタ重心の水平距離

Fx .切削抵抗の水平分力 [N] [m] 

ん .切削抵抗モデノレの水平分力 [NJ ，トラクタ重心と前車輪接地反力作用点の水平

ι :切削抵抗の垂直分力 [N] 距離 [m] 

FH : FHの平均値 [N] -トラクタ重心と後車輪接地反力作用点の水平

瓦 :1らの平均値 [N] 距離 [m] 

Fx : Fxの平均値 [N] :傾斜静止時の車軸聞の水平距離 [m] 

凡 :凡の平均値 [N] ん :ロッカーアーム回転支点とチゼル先端の垂直

t::.FH : FHの変動成分 [N] 距離 [m] 

t::.Fv : Fvの変動成分 [N] コネグティングロッドロッカーアーム倶uの回

t::.Fx :凡の変動成分 [N] 転支点とロッカーアーム回転支点聞との垂直

t::.凡 :凡の変動成分 [N] 距離 [m] 

/ 振動数 [Hz] :チゼノレ先端から切削抵抗着力点までの距離

ho トラク タの重心と仮想けん引点聞の垂直距離 [mJ 

h， :トラクダの重心高さ [m] ん :八角リング中心点から切削抵抗ベクトノレまで

h， :サブソイラの重心高さ [m] の距離 [m] 

h， :下部ヒッチ点と仮想けん引点聞の垂直距離 ん :支点。'とトラクタ重心聞の距離 [m] 

[m] M -トラ J71'の質量 [kgJ 

ん 上部ヒッチ点と下部ヒッチ点聞の垂直距離 Mc .チゼノレモーメント [N-m] 

[m] Ms シャンクモーメント [N-mJ 

h. .下部ヒッチ点の地上高 [m] 押Z :サブソイラの質量 [kg] 

h. :切削抵抗着力点と下部ヒッチ点聞の垂直距離 Nn :けん引動力 [kW] 

[m] Nno :無加振時けん引動力 [kW] 

h， :切削抵抗着力点とトラクタ重心の垂直距離 Nnv :加振時けん引動力 [kW] 

[mJ Nn 正味振動動力 [kW] 

hs :シャンク抵抗着力点と地表面の垂直距離 [m] No :供試機のから回し動力 [kW] 

Jc .トラクタ左右軸の慣性モーメント [kN-m] Ns ，土壌切削動力 [kW] 

Jo 目支点Oまわりの慣性モーメント [kN-m] N， :全所要動力 [kW] 

K。 :土壌係数 [N/Cm/s)] Pn :けん引動力比

K， :土壌係数 [N/Cm/s)] PS .土壌切削動力比

K; .土壌係数 [N/Cm/s)] P， .全所要動力比

K; :土壌係数 [N/Cm/s)] R :コネクティングロッドに作用する軸力 [N] 

k， :前車輪の垂直方向のばね定数 [N/m] R' :軸力 Rの反力 [N] 

k， -後車輪の垂直方向のばね定数 [N/m] R， :前車輸の垂直方向の接地反力 [N] 

k3 -後車輸の水平方向のばね定数 [N/m] R， :後車輪の垂直方向の接地反力 [N] 

ん .トラクタの重心と仮想けん引点聞の水平距離 R3 :後車輪の水平方向の接地反力 [NJ 

[m] R. :定規車の接地点反力 [N] 

L :トラクタの重心と前車軸間の水平距離 [m] R. :九の平均値 [N] 
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Rr 軸力 Rrの半径方向成分

Rr 軸力 Rrの接線方向成分

ムR， 九の変動成分
R; 傾斜静止時の前車軸荷重

R; 傾斜静止時の後車軸荷重

η :前車輪の有効半径

η :後車輸の有効半径

九 定規車の有効半径

T 周期

Tn 正味振動トノレク

Tp : PTO軸負荷トノレク

[N] 

[N] 

[N] 

[N] 

[N] 

[m] 

[m] 

[m] 

[s] 

[N・m]

[N・m]

品 :チゼノレが後退運動から前進運動に変化する時

刻 [s]

t， チゼノレが未耕土切削を開始する時刻 [s] 

fz チゼノレが未耕土切削を終了する時刻 [s] 

九 :トラクタの作業速度 [m/s] 

九 :既耕土の落下速度 [m/s] 

X(t) チゼノレの水平方向の絶対変位 [m] 

X(t) チゼノレの水平方向の絶対速度 [m/s] 

xcCt) トラクタに対するチゼノレの水平方向の相対変
位 [m]

zCt) チゼノレの垂直方向の絶対変位 [m] 

Z(t) チゼノレの垂直方向の絶対速度 [m/s] 

a 接触比

a， ・トラクタの傾斜角 [deg] 

ax 座席直下部の前後方向加速度 [m/s] 

ι :座席直下部の上下方向加速度 [m/s] 

β :振動方向角 [deg] 

β'x トラグタフロント部の前後方向加速度 [m/s]

βz ・トラクタフロント部の上下方向加速度 [m/s]

6 対数減衰率

s 減衰比

。 クランク軸回転角 [rad] 

λ ‘速度比

μ 前車輪の転がり抵抗係数

μ2 後車輸の転がり抵抗係数

ん 定規車の転がり抵抗係数

φ トラクタのピッチ方向回転角 [rad] 

φ 支点0'まわりの回転角 [rad] 

φ1 ・下部リンクと水平面のなす角 [rad] 

ム :上部リンクと水平面のなす角 [rad] 

ψ :コネグティングロッドの角変位 [rad] 

ω :クランF軸の角速度 [rad/s] 
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Summary 

1. Classification of Vibrating Soil Cutting and 

Mechanism of Draft Force Reduction 

1) Vibratory tillage tool can be c1assifi巴das 

either subsoiler or plow， according to the mecha. 

nism of soil cutting. Each can be divided into 4 

types， according to the cutting directional angle β， 

such as back to forward motion， up & down 

motion， a mixed motion ofβ> 0' and mixed motion 

of β<ぴ Itwas c1arified that βis the one of the 

most predominant parameter as well as velocity 

ratio and contact ratio. 

2) For β>ぴ， the firm soil cutting force average 

was much smaller than that of the non-vibrating 

that of the frequency. At the same velocity ratio， 

the draft force decreased as the amplitude gr巴wlar-

ger. 

3) To know the performance of draft force 

reduction for different soil types， soil bin tests were 

conducted on the silt loam soil and heavy c1ay soil. 

These two soil textures were much di妊erentfrom 

each other. The e百ectsof velocity ratioλ， cutting 

directional angle β，amplitude a and frequency 

fwere almost the same for two di妊erent so i I types. 

4) Draft force reduction performance and vibrat-

ing soil cutting mechanism were compared for con-

ventional chisel and winged chisel. The e任ectof 

amplitude， frequency， velocity ratio and cutting 

directional angle were almost the same for these 

two types of chisels. 

soil cutting force. This phenomena is not expected 3. Performance of Power Requirement 

by the previous model by Gunn， Smith and Y ow. 1) On vibrating tillage tools， the required power 

For -15'<β<0'， the firm soil cutting force average for soil cutting is supplied as draft force power and 

was almost the same as that of the non vibrating net PTO power. And the power requirement is rec-

soil cutting force. ognized as the sum of soil cutting power and no 

3) On retracting in loosen soil stage， soil cutting load power. In this chapter， these two type of 

force became almost zero for β>0'. However， power were investigated experimentally and theo-

for -15'くβくぴ， as the chisel moves upward， tilled retically. 

soil exterted its weight on the chisel. And on 2) As the velocity ratio λdecreased， soil cut-

advancing in loosen soil stage， as the tilled soil was ting power ratio PS increased. At velocity ratio λ 

recompressed by the chisel， some resistance force of 0.3， P s was around l. 4 to l. 6 for a = 15.9 mm 

exterted its weight on the chisel. For β=30'， draft Tota! power ratio P， also increased， with the 
force was reduced to 30% of non-vibrating condi- decrease of λ. At λof 0.2 R. was around 2.8 to 
tion and it was recognized as the suitable cutting 3.0 

directional angle in terms of draft forc巴reduction. 3) Experimental investigation was conducted to 

know how e妊ectivethe amplitude and the fre-

2. E百ect of Amplitude， Frequency and Chisel quency are on power consumption. At the same 

Type and Soil Type on Draft Force Reduction velocity ratio， power requirement decreased as the 

1) In a previous in chapt巴r2， it was found that amplitude became greater 

the cutting directional angle βis the predominant 

parameter for draft force reduction. In this chap-

ter， experimental analysis was conducted to know 

how effective the amplitude and frequency are on 

draft force reduction under β=30¥ 

2) In the previous theoretical studies， draft 

force reduction was described as the function of the 

velocity ratio =λ=九/aω. Ve!ocity ratio λcon-
sisteds of amplitude and frequency. Experimental 

analysis was conducted to know how e妊ectivethe 

amplitude and the frequency are on draft force 

reduction. It was concluded that the effect of the 

amplitude on draft force reduction was greater than 

4. Dynamic Behavior Tractor-Vibrating Subsoiler 

System 

1)羽Tiththe small tractor， tractor body is vi-

brated so violently that the operator cannot con-

tinue his work. Theoretical and experimental 

study was conducted to investigate the dynamic 

behavior of the tractor-vibrating subsoiler syst巴m

and determine optimal parameters for ride comfort 

2) Linear mathematical model of 3 degrees of 

freedom was developed to describe the tractor-vi-

brating subsoiler system. The system parameters 

were determined experimentally. Field tests were 
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conducted to validate the mode1. 

3) Parameter study was carried out to deter-

mine the effect of hitch point locationCvirtual hitch 

point VHP)， gauge wheel location and chisel loca-

tion on tractor body virbrations. It was conc1uded 

that the effect of VHP was predominat on tractor 

body vibrations for al1 conditions tested. This 

effect was clarified theoretical1y and experimen-

tally_ At the optimal position of the VHP， the 

vetical acceleration under the seat was reduced to 

1/4 of the acceleration at the inferior position of 

VHP. 


