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論文要旨

本論文では，低侵襲手術ロボットの小型・多自由度機構に適した簡易な柔軟関節構造を
考案し，これを用いて先端に屈曲 2自由度を有する鉗子マニピュレータを開発した．従来
のリンク関節に比べて機構の部品点数を大幅に削減するとともに，手術手技に必要な剛性
を確保することに成功した．また，柔軟関節の空気圧駆動による鉗子先端の外力推定法を
提案した．マスタースレーブ操作システムを構築し，鉗子先端にかかる 0.3N以上の外力
提示を達成するとともに，直観的かつスムーズな縫合手技が可能であることを示した．さ
らに，外力推定では困難となる微細な力計測を実現するため，手術マニピュレータへの搭
載に適した，空気流量変化を用いた力センサを提案・試作し，基礎実験によって計測原理
の有効性を示した．論文は全 7章により構成される．本研究で得られた主な成果および知
見を以下にまとめる．
第 1章「序論」では，まず本研究の背景について述べた．内視鏡手術ロボットの研究開
発が近年盛んに行われていることを報告するとともに，手術マニピュレータの多自由度機
構についての調査・分析を行い，各機構の持つ長所・短所について整理した．また，ロボッ
ト手術における術者への力覚提示の重要性を報告し，手術ロボットシステムにおける力セ
ンサの開発動向および空気圧駆動を用いた外力推定について述べた．次に本研究の目的と
して，柔軟構造を用いてマニピュレータの多自由度機構を簡略化すること，柔軟関節の空
気圧駆動による外力推定法を考案すること，マスタースレーブ操作システムを構築し実際
の手術手技によってマニピュレータの有効性を検証すること，およびマニピュレータ先端
に搭載可能な，空気流量変化を用いた力センサを開発することを述べた．
第 2章「拮抗駆動型柔軟関節を有する鉗子マニピュレータ」では，張力ワイヤによって
柔軟構造の屈曲を制御する拮抗駆動型柔軟関節を用いた鉗子マニピュレータを提案・試作
した．関節の主構造に切削加工で製作した精密スプリングを用い，ワイヤ張力によるスプ
リングの圧縮を防ぐため中心に超弾性合金の背骨構造を付加した．駆動ワイヤの伸びや関
節部での経路誤差を考慮した 2自由度連続体モデルにより運動学を記述するとともに，機
構の摩擦力・弾性力から成る 2自由度拮抗駆動の動力学モデルを構築した．制御系の設計
においては，位置制御のメインループに駆動力制御のマイナーループを内包したカスケー
ド制御系に，動力学のフィードフォワード補償を付加したシステムを構築し，柔軟関節の
良好な運動制御が実現できることを確認した．外力の推定においては，拮抗駆動の動力学
モデルおよび連続体モデルのヤコビ行列から鉗子先端に作用する外力を求める方法を提案
するとともに，リンク近似モデルを用いた特異点（直線姿勢）における推定方法も考案し
た．外力推定実験により，鉗子先端に作用する 0.25N以上の外力を有意に検出できること
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を示した．また，鉗子先端で 3N以上の力を安定して出力できることを示した．
第 3章「プッシュプル駆動型柔軟関節を有する鉗子マニピュレータ」では，超弾性合金

ワイヤのプッシュ・プル作動によって先端の柔軟関節を駆動する鉗子マニピュレータを提
案・試作した．柔軟関節の駆動ワイヤに剛性の高い超弾性合金ワイヤを採用することで，
関節中心部の背骨構造を不要とした．関節の伸縮方向の自由度を考慮した 3自由度連続体
モデルを構築するとともに，空気圧シリンダを含む駆動チャネルごとの 4自由度動力学モ
デルを構築し，確度の高いモデル同定を可能にした．位置制御実験では，本試作機におけ
る柔軟関節が 1°の位置決め分解能を持つことを明らかにした．外力推定においては，拮
抗駆動型のマニピュレータと同じく，検出可能な外力の最小値 0.25Nを達成するとともに，
関節の伸縮方向の外力も推定可能であることを示した．
第 4章「マスタースレーブ操作システムの構築」では，開発した鉗子マニピュレータを

保持ロボットに搭載して 6自由度スレーブマニピュレータを構成し，汎用ハプティックマ
スタデバイスPHANTOM Desktopとの間にバイラテラル制御系を構築した．スレーブ側
での外力推定誤差をカットする閾値処理により，0.3N未満の外力は誤差として縮小・平滑
化を行うものとした．また位置入力・外力提示のスケールファクタ，およびマスタの粘性
力などを付加することで，操作性を調整・変更できるシステムとした．構築したマスター
スレーブシステムを用いて評価実験を行い，無負荷状態において外力推定の閾値処理が有
効であること，および外力が作用した場合に操作者への直観的な力覚提示が可能であるこ
とを確認した．
第 5章「マスタースレーブシステムを用いた操作実験」では，開発した鉗子マニピュレー

タおよびマスタースレーブシステムを用いて，実際の手術手技に即した操作実験を行い，
マニピュレータの操作性・実用性を検証した．まず，力提示のスケーリングを変えて湾曲
針の刺入実験を行い，力覚提示によって針の刺入時にかかる力のピークが下がることを示
した．次に，模擬生体組織を使用した縫合実験を行い，縫合がスムーズに実施できること
を確認するとともに，必要となる力覚を確実に提示できることを示した．さらに In-vivo

実験によって，生体の腹腔内における縫合手技を実証した．
第 6章「空気流量変化を用いた力センサの開発」では，腹腔鏡手術用鉗子に搭載可能な，

空気流量の変化を利用した力計測システムを提案した．システムの設計見積もりのための
簡易な 1次元理論モデルを構築するとともに，計算結果に基づき 3軸力センサを設計・試
作した．試作機を用いて 1軸成分の力および流量の計測実験を行い，提案する力計測手法
の有効性を示した．また，本試作機においては 2.0 Hz程度の動特性を有していることを
明らかにした．
第 7章「結論」では，本研究で得られた知見・成果を総括し，今後の課題について述べた．
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第1章 序論

1.1 研究背景

1.1.1 腹腔鏡手術

近年の外科医療において，患者のQOL(Quality of Life)を重視した低侵襲手術 (Minimally

Invasive Surgery)が求められている．従来の手術では，患部へ手術器具を到達させるため，
正常な部位を大きく切開し空間の確保を行っていた．これに対し低侵襲手術とは，本来傷
付ける必要のない正常な組織の損壊を最小限に留め，病変部位の治療を行う手術である．
代表的な低侵襲外科手術である腹腔鏡手術は，腹部を大きく切開する従来の開腹手術に
対し，Fig. 1.1のように腹壁に開けられた数ヶ所の小さな穴から手術器具や腹腔鏡と呼ば
れるカメラを体内に挿入し，画像を見ながら処置を行う手術法である [1]．この際，炭酸ガ
スを腹腔内に注入し腹腔を膨らませる気腹法，あるいはワイヤなどを皮下もしくは腹壁に
通し腹壁を物理的に持ち上げる吊り上げ法によって，視野および作業空間が確保される．
腹腔鏡手術は，その低侵襲性により以下のような利点を有する．

• 術後の痛みが小さく，患者の身体的，精神的負担が軽減される．

• 入院期間の短縮による早期の社会復帰，医療費の削減．

• 手術創痕が小さく美容面に優れる．

以上の利点から腹腔鏡手術は，Perissatら [2]，Reddickら [3]，Duboisら [4]による腹腔鏡
下胆嚢摘出術の報告以来，欧米を中心に急速に普及し，日本国内においても Fig. 1.2に示
すように，1990年代からその適用件数は増え続けている [5]．また，さらなる低侵襲化を
実現する手術法として，臍部の挿入孔のみから器具を挿入する単孔式腹腔鏡手術（Single

Port Access Surgey, SPAS）[6]や，直径 3 mm以下の細径器具を用いて行うNeedlescopic

Surgery [7]の臨床例も着実に増加している．さらに今日では，体表に術創を残さない先
進的な低侵襲手術として経管腔的内視鏡手術（Natural Orifice Translumenal Endoscopic

Surgery, NOTES）が注目され，研究が進められている [8]．
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Fig. 1.1: Laparoscopic surgery [1]

Fig. 1.2: Trends in the number of endoscopic surgery [5]
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腹腔鏡手術に代表される低侵襲手術は今後，外科治療の主流となっていくことが考えら
れるが，従来の手術にはない技術的負担を術者に強いるという側面を有している．この主
な原因として以下の点が挙げられる．

• 鉗子などの術具が腹壁の挿入孔に拘束されることにより自由度が不足し，対象物へ
自由な角度でアプローチできない．すなわち，Fig. 1.1中の矢印で示す 4自由度の器
具操作となるため，術具先端の自由な位置・姿勢を実現するには 2自由度分が不足
する．

• 内視鏡の視野角が狭く，作業部位周辺以外の状況把握が困難である．

• 手術器具の動作が挿入孔を中心としたピボット運動となること，および内視鏡カメ
ラの視点との角度関係によって，画面上の術具の動きが通常の方向感覚と異なる．

• 述具の先端作業部と操作部が数十 cm離れており，力覚が伝わりにくい．

腹腔鏡手術を行うためには，医師はトレーニングによって上記のような技術的ハードルを
克服しなければならない．近年では，VR技術を用いた訓練用手術シミュレータが開発さ
れており [9,10]，医師のトレーニング環境は向上してきている．しかし，医師の技術を向
上させるだけでなく，腹腔鏡手術そのものの技術的負担を低減させることが求められてお
り，上記の問題を解決する新たな手術用ツールの開発が必要となる．

1.1.2 手術支援ロボットシステム

前項で述べた低侵襲手術における術者の技術的負担を軽減するため，医療分野にロボッ
ト工学が導入され，これまでに世界中で様々な手術支援ロボットシステムの開発が行われ
ている [11–14]．腹腔鏡手術のためのロボットでは，主に術具先端の多自由度化に重点が
おかれ開発が進められている．ロボットの操作方法により分類すると，術具と操作部が一
体となったハンドヘルド方式，および術具と操作部が分離したマスタスレーブ方式に分け
られる．
ハンドヘルド方式には，神野らによるロボット鉗子 (Fig. 1.3) [15]などがある．これら
は，システムを比較的コンパクトに保ったまま自由度不足の問題を解決できるが，鉗子の
体外操作は従来型と同じピボット運動のため，直観的な操作は難しい．また，アクチュエー
タを含む駆動部の重量が存在するため，長時間使用するためには支持機構が必要となる．
これに対しマスタースレーブ方式は，直観的かつ精密な術具操作を実現するために有効
な方式である [17]とともに，遠隔地からの操作による手術も可能となる [18–20]など，ロ
ボット化により得られるメリットは非常に大きい．
現在実用化されている手術ロボットシステムとして，Intuitive Surgical社の da Vinci が
ある（Fig. 1.4）[16,21]．双椀の手術用マニピュレータと内視鏡操作マニピュレータを備え
たスレーブロボット，および立体内視鏡による 3次元画像呈示装置とマスタデバイスから成
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Fig. 1.3: Hand-held type robotic forceps [15]

Fig. 1.4: da Vinci surgical system [16]

Fig. 1.5: EndoWrist [16]
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Fig. 1.6: Raven - University of Washington surgical robot [25]

る術者コンソールによって構成される．スレーブロボットには Fig. 1.5に示す EndoWrist

と呼ばれる，先端に屈曲関節を有する術具マニピュレータを自在に搭載することができ，
片腕で位置姿勢 6自由度および把持 1自由度の運動を実現している．da Vinciを用いた低
侵襲ロボット手術は近年急速に普及してきており，2011年の納入台数は世界で 2000台以
上となっている [22]．また，様々な胸部外科疾患への導入事例 [23]や，単孔式腹腔鏡手術
の臨床例 [24]も報告されており，その適用範囲は拡大しつつある．しかし，導入・運用に
かかるコストが高い，マニピュレータが大型で手術室のスペース確保が困難，セットアッ
プに時間がかかる等の問題点も指摘されている．
da Vinciの他にも，非常に多くのマスタースレーブ型手術ロボットが提案・開発されてお
り，一部の例を以下に紹介する．Hannafordらは，戦地での負傷兵に対して医師が安全区域
から遠隔手術することを目的とした遠隔手術システムRavenを開発した（Fig. 1.6）[25,26]．
光石らは，曲率ガイドによる機構的不動点およびリンク駆動鉗子を特徴とする低侵襲手術
ロボットを開発した（Fig. 1.7）[27,28]．3次元スパイラルリンク機構を有する 7自由度マ
スタマニピュレータにより操作する．生田らは，深部臓器へのアプローチが可能な冗長自
由度を有する能動鉗子Hyper Fingerを開発した（Fig. 1.8）[29]．コンパクトな同構造マ
スタマニピュレータを介して操作を行う．Hagnらは，汎用 7自由度の手術ロボットアーム
MIROを開発した（Fig. 1.9）[30–32]．マイコン化した制御ユニットをアームの各関節部
に組み込むことで，ロボットの小型軽量化を実現している．藤江らは，術具マニピュレー
タとともにカメラの視点移動が可能な単孔式腹腔鏡手術用ロボットシステムを開発した
（Fig. 1.10）[33,34]．
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Fig. 1.7: Surgical robot system in Mitsuishi Lab., Tokyo Univ. [27]

Fig. 1.8: Hyper Finger [29]
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Fig. 1.9: The DLR Mirosurge robotic system [32]

Fig. 1.10: Surgical robot for single port endoscopic surgery [33]
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1.1.3 手術ロボットの多自由度メカニズム

前節でも述べたが，低侵襲手術のロボット化における大きな利点として，術具の多自由
度化がある．従来の手術器具では，把持を除いて体外での 4自由度操作（Fig. 1.1参照）
に限られるが，ロボット化によって手術マニピュレータを導入すれば，体内において術具
の機構自由度を付加することができる．ただし手術マニピュレータは通常，体内の限られ
たスペースで動作するため，安全かつ小型であることが要求される．本節では，これまで
に提案・開発された手術マニピュレータの多自由度機構（関節機構）について調査を行い，
それぞれの利点および問題点を考察する．

a 剛体リンク構造を用いた関節機構

先端に鉗子などのエンドエフェクタを有するマニピュレータにおいては，多くの場合，
剛体リンク構造を用いて関節機構を構成している．その中でも，駆動伝達に張力ワイヤ
を用いた関節機構が最もよく用いられている．手術ロボット da Vinci（Fig. 1.4）の術具
マニピュレータ EndoWrist（Fig. 1.5）は，ワイヤ駆動によって先端 2自由度の屈曲が可
能であり，鉗子等の把持動作と連成する機構（以下，把持動作連成型と書く）となってい
る．Thielmannらは，汎用多自由度ロボットアームMIRO（Fig. 1.9）に搭載可能な鉗子
マニピュレータMICAを開発した [35]．Fig. 1.11に示すように，MICAは鉗子先端のユ
ニバーサルジョイントをワイヤ駆動することにより，2自由度の屈曲が可能である．これ
らは非常に効率的な機構でありコンパクトな屈曲動作が可能であるが，2自由度屈曲の特
異姿勢を有しており，屈曲角度が大きくなるほど回転動作の伝達が不等速となる問題が
ある．只野らは，空気圧アクチュエータを用いて小型軽量な鉗子マニピュレータを開発
した [36–41]．鉗子先端部に，ワイヤ駆動の 2自由度シリアルリンク機構を採用しており，
把持動作連成型の 2自由度屈曲（Fig. 1.12-a）[36, 40]，把持動作独立型の 2自由度屈曲
（Fig. 1.12-b）[39–41]，1自由度屈曲と回転自由度（Fig. 1.12-c）[37, 38]をそれぞれ有す
る機構を提案している．プーリやシャフトを用いてワイヤの経路を厳密に確保しているた
め，機構の摩擦が小さく自由度間の干渉も起こりにくい．その反面，関節部品数が多くな
るため鉗子の細径化が困難と考えられる．Songらもまた，ワイヤ拮抗駆動の剛体リンク
機構を用いて多自由度鉗子マニピュレータを開発した（Fig. 1.13）[42,43]．このマニピュ
レータは，各関節の可動域を確保しつつ体内で 4自由度を実現している．しかし先端部の
直径は 15 mmと大きく，やはり小型化・細径化が困難である．
前述の例に対して生田らは，ワイヤ経路のためのプーリやシャフトの使用を最小限に抑え，

細径かつ体内で 6自由度を有する鉗子マニピュレータを開発した（Fig. 1.14）[29,44,45]．本
マニピュレータにより，臓器の裏側など深部へのアプローチが可能となる．ただしFig. 1.14

に示すような機構においては，駆動ワイヤ経路が確保されないことから 1関節あたりの可
動範囲が小さくなり，コンパクトな屈曲動作は実現しにくい．また駆動部に張力補償機構
を設けても，ワイヤの経路誤差によって関節の位置決め精度が低下する恐れがある．光石
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Fig. 1.11: Dexterous mechanism of MICA forceps manipulator (Seibold et. al.) [35]

Fig. 1.12: Forceps tip mechanisms with tendon drive (Tadano et. al.) [36, 37,39]

Fig. 1.13: Forceps manipulator with 4 distal DOFs (Song et. al.) [43]
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Fig. 1.14: Micro manipulator with 6 distal DOFs (Ikuta et. al.) [44]

Fig. 1.15: Miniature forceps manipulator for neurosurgery (Mitsuishi et. al.) [46]

らは，Fig. 1.15に示す多節リンク機構を用いて，脳外科用微細手術マニピュレータを開発
した [46]．半径 10 mm程度のコンパクトな屈曲が可能であるが，鉗子先端で屈曲 1自由
度のみの設計となっている．藤江らは，非常に簡易なボールジョイントを用いた細径マニ
ピュレータを提案している（Fig. 1.16）[47,48]．コンパクトな 2自由度屈曲を実現できる
が，関節部の連結がワイヤのみとなってしまうため，特に捻り剛性の不足が問題となる．
Meerらはこの問題を考慮し，同種機構に多数の超弾性合金ワイヤを補強しているが，部
品数が増加し駆動機構が複雑化している [49]．
関節の剛性を特に重視し，駆動伝達に張力ワイヤではなく剛体リンクを用いた多自由度

機構も提案されている．荒田らは，3本のシリアルリンクロッドのプッシュプル駆動を用い
て，把持動作連成型の 2自由度屈曲を実現する鉗子マニピュレータを開発した（Fig. 1.17）
[27,28]．山下らは，剛体リンク関節と駆動ロッドの組み合わせによる屈曲機構Multi-Slider
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Fig. 1.16: Miniature bending mechanism using ball joints (Fujie et. al.) [47]

Fig. 1.17: Link-driven forceps manipulator (Arata et. al.) [28]

Linkage Mechanismを提案し，これを用いて先端に 2自由度屈曲を有する手術マニピュ
レータを開発した（Fig. 1.18）[50–54]．石井らは，ユニバーサルジョイントを持つ剛体
ロッドのスクリュー駆動を用いた屈曲機構 Double-Screw-Drive(DSD)を提案し，これを
用いて先端に 2自由度屈曲を有する鉗子マニピュレータを開発した（Fig. 1.19）[55–57]．
藤江らは，石井らのDSD機構をフレキシブルシャフトで実現することにより，駆動部側
に屈曲自由度を付加した単孔式腹腔鏡手術用マニピュレータを開発した（Fig. 1.10）[58]．
Hongらは，3本の剛体リンクロッドでパラレルメカニズムを構成することにより，先端で
2自由度屈曲および直動自由度を有する鉗子マニピュレータを開発した（Fig. 1.20）[59]．
以上に述べた剛体リンク駆動の多自由度機構は，高い剛性を有するが総じて構造が複雑で，
コンパクトな屈曲動作を実現しにくい．また，多数のリンク機構で構成されるためバック
ラッシュが生じ，術具先端の位置決め精度が悪化する問題もある．
その他，剛体リンク構造を用いた多自由度機構として，関節部に電動モータを組み込み
ギアを介して駆動する方式 [60]や，MRI対応の超音波モータを組み込み先端のボールジョ
イントを直接駆動する方式 [61]などが提案されているが，いずれもマニピュレータ単体の
外径が 15mm以上と大きいため，適用できる手術は限定される．
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Fig. 1.18: Forceps manipulator with the Multi-Slider Linkage Mechanism (Yamashita

et. al.) [52]

Fig. 1.19: Double-Screw-Drive(DSD) mechanism (Ishii et. al.) [57]

Fig. 1.20: Forceps manipulator with parallel mechanism (Hong et. al.) [59]
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Fig. 1.21: Bending mechanisms of the Endo-Periscope (Breedveld et. al.) [67]

Fig. 1.22: Active bending endoscope using spring backbones (Yi et. al.) [70]

b 柔軟構造を用いた関節機構

一方，柔軟構造を有する多自由度マニピュレータの研究が広く行われており [62–65]，
簡易な構造と高い汎用性によって様々な柔軟関節機構が提案されている．最も代表的な
ものは，能動内視鏡の屈曲機構である．Breedveldらは，円環状の板ばねを張り合わせた
Ring-spring（Fig. 1.21-a），および 2重コイルばねの間に駆動ケーブルを円環状に配置し
た Cable-ring mechanism（Fig. 1.21-b）を提案し，それぞれの機構を用いた能動内視鏡
Endo-Periscopeを開発した [66,67]．Yiらは，コイルばねと固定用シリンダを組み合わせ
て，副鼻腔に挿入可能な微細能動内視鏡を開発した（Fig. 1.22）[68–70]．荒田らは，板ば
ねとリンク機構を組み合わせたコンパクトな 2自由度屈曲機構を提案し，内視鏡を含む汎
用ツールマニピュレータを開発した（Fig. 1.23）[71]．Ikutaら [72]および Darioら [73]

は，熱によって変形する特性を持つ形状記憶合金（SMA）ワイヤを用いて，能動内視鏡の
ための屈曲機構を提案した．その他，ケーブル駆動の多節リンク構造による擬似柔軟マニ
ピュレータ [74,75]や，液圧駆動アクチュエータを用いた柔軟屈曲モジュール [76]による
能動プローブなどが提案されている．以上に述べた柔軟マニピュレータは，内視鏡をはじ
めとする術具の案内機構であるため剛性が低く，一般的な腹腔鏡手術用マニピュレータに
直接応用することは難しい．
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Fig. 1.23: Spring-link mechanism (Arata et. al.) [71]

次に，手術マニピュレータへの適用事例について述べる．Dupontらは，曲率の異なる
弾性チューブを多層に配置した小型柔軟マニピュレータを提案した（Fig. 1.24）[77, 78]．
非常にシンプルな機構で 6自由度を構成しており，各チューブの直進と回転を制御するこ
とによって先端鉗子の位置決めを試みている．ただしマニピュレータの剛性が低いため，
適用できる術式は限られる．Simaanらは，超弾性合金チューブおよびワイヤを多数のス
ペーサディスクによって連結した柔軟屈曲機構（Fig. 1.25）を提案し，機構の運動学・動
力学の詳細な解析 [79–81]とともに，咽頭部の低侵襲手術用マニピュレータ [82–85]，単孔
式腹腔鏡手術用マニピュレータ [86, 87]の開発を行った．また，超弾性合金ワイヤの張力
計測による外力推定の試み [88, 89]や，深部臓器アプローチのためのコンプライアンス制
御法の提案 [90]も行っている．Simaanらの柔軟屈曲機構は，関節構造および駆動伝達に
超弾性合金を用いたことにより，簡易な構造でありながらバックラッシュの低減および屈
曲方向への優れた剛性を実現している．しかし，多数のスペーサディスクを要するため関
節部分が長くなってしまうことや，関節部品の連結が中心の超弾性合金のみであるため捻
り剛性の不足が問題と考えられる．Peirsらは，超弾性合金パイプにスリット加工を施し
た柔軟屈曲構造を提案した（Fig. 1.26）[91,92]．この構造においては，関節部が一体部品
のため剛性が高いが，屈曲時に変形部位への応力集中が起こるため耐久性を考慮しなけれ
ばならず，関節の曲率を小さくできないという欠点がある．
このように柔軟構造を用いた多自由度マニピュレータは，剛体リンク構造を用いたもの

に比べ構造が簡易で小型化が容易である．また，部品加工・組み立てなどの製作コストも
低いと考えられ，実用面においてもメリットが大きい．したがって，手術に必要な剛性を
確保しつつコンパクトな屈曲動作を実現できる柔軟関節機構を考案すれば，既存の手術マ
ニピュレータの持つ問題点の解消につながる．
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Fig. 1.24: The concentric tube robot (Dupont et. al.) [78]

Fig. 1.25: The multi-backbone continuum robot (Simaan et. al.) [80]

Fig. 1.26: Flexible distal mechanism made of a super-elastic tube (Peirs et. al.) [91]
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1.1.4 手術ロボットにおける力計測

a 力覚提示の重要性

マスタースレーブ方式のロボット手術においては，術者への力覚提示によって作業の正
確性・安全性が向上するという検証結果が数多く報告されている [93–96]．現在実用化さ
れている手術ロボット da Vinciには術者への力覚提示機能が無く，手術中に予期せず縫合
糸を切ってしまうことや，強い力を臓器にかけてしまうことが問題となっている．より正
確で安全な作業を実現するためには，術者への力覚提示が重要であり，手術ロボット開発
における大きな技術課題となっている．また，力覚提示の有効性を高めるための研究とし
て，操作者の経験の違いによる力覚提示の効果 [97, 98]，作業の効率性とシステムの安定
性を考慮した力覚フィードバックゲインの決定法 [99]，時間遅れのあるシステムにおける
安全な力覚提示法 [20]など，様々な検証・提案がなされている．

b 力センサを用いた直接計測

術者に対して力覚提示を行うためには，スレーブ側でマニピュレータに作用する力を測
定する必要があり，これまでに様々な力計測手法が提案されている [100]．最も一般的なも
のは，力センサとしてFig. 1.27のような電気抵抗式歪みゲージを用いる方法である [101]．
マニピュレータの駆動部近くに取り付ける方法 [102–104]や，トロッカー部に取り付ける
方法 [105]が提案されているが，術具先端の力をより正確に計測するためには，やはり先端
付近に取り付けるのが望ましい．例えば冠動脈バイパス手術においては，およそ 0.3 N以
下の繊細な力覚が必要となるためである [106]．Seiboldらは，先端にスチュワートプラッ
トフォーム型の 6自由度力センサを有するロボット鉗子を開発した（Fig. 1.28）[107,108]．
力センサは屈曲関節の先に配置され，把持動作との干渉をワイヤ駆動力を用いて補正して
いる．Hongらは，鉗子部に 2自由度捻りばね構造を設け，歪みゲージによって把持力と
牽引力を計測可能なシステムを提案した [109]．これらはシステムがコンパクトで安価と
いった利点を有するが，電磁ノイズの影響を受け易くMRI環境にも対応できない．また，
滅菌・洗浄処理に対する制約が厳しく，耐久性やセンサの再校正などの問題により未だ実
用化には至っていない．この他に，MEMS技術を用いた超小型力センサなどが開発され
ている [110]．しかし上述の問題点を有する上，ピエゾ抵抗を用いるためヒステリシスが
大きい等，実用上の制約が多い．
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Fig. 1.27: Forceps with embedded strain gauges [101]

Fig. 1.28: Robotic forceps with 6-axis force sensor (Seibold et. al.) [107]
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Fig. 1.29: Micro optical force sensor (Peirs et. al.) [111]

上記に対して，光ファイバを用いた力センサの研究が盛んに行われている．光ファイバ
式力センサは非電気的デバイスのため，センサとして安全性が高く，MRI環境にも対応で
きる．また極細ファイバを用いることによって，センサの受感部が小型化できる利点もあ
る．Peirsらは，受感部からの反射光の強度を検出する方法によって，直径 5 mmの手術ロ
ボット用 3軸力センサを提案した（Fig. 1.29）[111]．Althoeferらは同原理を応用し，触診
用 1軸力センサ [112–114]，触診用 3軸力センサ（Fig. 1.30）[115]，カテーテル用 3軸力
センサ（Fig. 1.31）[116–119]の開発を強力に推進した．特に触診用 3軸力センサ [115]に
おいては，送信・受信でファイバを分ける方式を採用し，全ての軸で分解能 0.02 Nの高精
度検出を達成している．また，FBGの波長シフトを利用した力センサもある．寺川らは，
4組の FBGセンサを組み込んだチューブ型の 3軸力センサを開発した [120]．このように，
光ファイバを用いた力センサは小型かつ安全性が高く，医療用に適している．光ファイバ
の信号は温度変化の影響を受け易いが，補償法も開発されており，その実用性は高まりつ
つある．ただし，光ファイバは曲率半径の小さな曲げには非常に弱く，屈曲関節を有する
多自由度マニピュレータ先端への取り付けは困難と考えられる．Songらは，FBG式の 3

軸力センサを先端に組み込んだロボット鉗子を開発した（Fig. 1.32）[121]．しかし，実験
用のマニピュレータが大型のためセンサの取り付けがしやすく，関節の屈曲や回転動作時
の信号変化および耐久性などは検証されていない．
一方，空気を検出媒体とした力センサが提案されている．小俣らは，空気の共鳴によっ

て受感部から発生する超音波の周波数を計測することで，作用する力を求めるシステムを
提案した [122]．空気を用いた力センサは，光ファイバ式と同じく非電気的デバイスであ
り，センサとして安全でMRI環境にも対応できる．その上，手術室では空気圧源が容易
に得られるため，システムのコンパクト化が容易である等の利点を有する．温度および圧
力の影響に対する補償が検討課題となるものの，近年では空気圧の精密計測技術も進歩し
てきており [123,124]，これを活かした新たな力センサの開発も期待できる．
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Fig. 1.30: Miniature 3-axis distal force sensor for palpation (Althoefer et. al.) [115]

Fig. 1.31: Triaxial catheter-tip force sensor (Althoefer et. al.) [119]
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Fig. 1.32: Robotic forceps with a FBG force sensor (Song et. al.) [121]

c 力センサを用いない間接計測

ここではアクチュエータの駆動力等の情報から，マニピュレータに作用する力を推定す
る方法について述べる．本手法においては，マニピュレータに力センサを搭載しないた
め，小型化および滅菌・洗浄が容易となる．ダイレクトドライブモータや減速比の低い
モータを用いる場合，機構の高いバックドライバビリティによって，力センサを用いるこ
となくマニピュレータ先端の外力を推定することが可能である [125]．Madhaniらは，低
減速比のモータとワイヤ駆動を用いたマニピュレータによって，モータの駆動トルクか
ら力フィードバックを行っている [126]．大西らは，加速度から外力を推定する鉗子シス
テムを開発している [127]．しかし，十分な駆動トルクを得るためには大型のモータを用
いる必要があり，マニピュレータの小型化の妨げになる．これに対し只野らは，バックド
ライバビリティの高い空気圧アクチュエータを用いて腹腔鏡手術ロボットの開発を行った
（Fig. 1.33）[39,128,129]．制御ユニット側で計測した圧力値からアクチュエータの駆動力
を求め，これを用いて鉗子先端の外力を推定している．本手法によって，並進自由度に対
する検出感度 0.1 Nを実現した．[36]．腹腔鏡手術において，縫合手技に有効な力覚の範
囲は約 0.5～2 Nとされており [130]，これを十分にカバーできる性能と考えられる．さら
に空気圧アクチュエータは重量対出力比が大きいため，マニピュレータの小型化・軽量化
も容易であることから，実用性に優れた手法であると言える．
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Fig. 1.33: Pneumatically-driven surgical manipulator with force estimation capability

(Tadano et. al.) [39]
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1.2 研究目的

前述した背景を踏まえ，本研究の目的・課題を以下のように設定する．

1) 手術マニピュレータの小型・多自由度機構に適した簡易な柔軟関節構造を考案し，こ
れを用いた鉗子マニピュレータを設計・試作する．柔軟構造を用いることによって
関節部品数の大幅な削減が期待でき，製作の低コスト化および更なる細径化が容易
になる．開発する鉗子マニピュレータの基本的な設計仕様として，以下の項目を挙
げる．

• マニピュレータ先端部に屈曲 2自由度を有すること．鉗子先端の位置・姿勢を
任意に決定するためには，あと 4自由度が必要となるが，これについては体外
での保持操作により実現するものとする．

• 手術手技において必要な関節の剛性を有すること．本研究では生体臓器・組織
の縫合作業が実施できることを目標とし，この作業に必要とされる最大 2 N程
度の外力 [130]を先端に受けても，柔軟関節が大きく変形しないこととする．

2) 柔軟関節を空気圧駆動とすることによって機構のバックドライバビリティを高め，こ
れを用いて鉗子先端にかかる外力の推定手法を構築する．本手法においては，力セ
ンサを直接搭載せずに外力が計算できるという大きな利点がある．より正確な外力
推定を行うためには，柔軟関節の運動学および動力学をいかに正確にモデル化でき
るかが課題となる．

3) 開発した鉗子マニピュレータを操作するためのマスタースレーブシステムを構築し，
これを用いて縫合などの手術手技をスムーズに実施できるか検証を行う．また，本
システムにおける力覚提示機能の有効性を実験により調べる．

4) 前述の外力推定では検出困難な微細な力を計測するため，手術マニピュレータに搭
載可能な，空気流量の変化を用いた力センサを提案する．本研究では開発の第一歩
として 1次試作機を設計・製作し，基礎実験によって提案する計測手法の有効性を
検証する．

1.3 本論文の構成

本論文の構成について Fig. 1.34に示すとともに，各章の概要を以下に述べる．
第 1章（本章）では，本研究の背景および目的を述べた．
第 2章では，切削加工で製作される精密スプリングを用いた柔軟関節に，柔らかい張力

ワイヤを通して拮抗駆動を行うことで，先端に 2自由度の屈曲動作を実現する鉗子マニ
ピュレータを提案・試作する．本研究ではこのような柔軟関節を，「拮抗駆動型柔軟関節」
と呼ぶことにする．張力ワイヤによって柔軟構造の屈曲を制御する手法は，主として軟性
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内視鏡に多く用いられており，機構設計が非常に容易である．ただし，エンドエフェクタ
を有するマニピュレータに本構造を適用するためには，想定される外力に対して剛性を確
保できなければならず，そのための構造設計が必要となる．本章では，まず拮抗駆動型柔
軟関節の構造および空気圧駆動システムの構成について述べる．次に柔軟関節の運動学お
よび動力学モデルを構築し，これに基づいて位置制御系の設計を行う．その後，拮抗駆動
型柔軟関節における外力推定法について述べ，実験により推定手法の有効性を確認する．
第 3章では，超弾性合金ワイヤのプッシュ・プル作動によって先端の柔軟関節を駆動す
る鉗子マニピュレータを提案・試作する．本研究ではこのような柔軟関節を，「プッシュプ
ル駆動型柔軟関節」と呼ぶことにする．第 2章で述べた拮抗駆動型柔軟関節においては，
柔らかいステンレスワイヤを駆動ワイヤとして用いており，関節の剛性確保のために超弾
性合金の背骨構造を設けた．しかしこの構造においては，駆動ワイヤの伸びや劣化に起因
して機構の剛性およびバックドライバビリティの低下が生じること，ワイヤ張力によって
背骨構造が恒常的な圧縮力を受け破断の危険性があるといった潜在的な問題点がある．こ
の問題を解消するため，本章では柔軟関節の駆動ワイヤ自体に，剛性のある超弾性合金を
用いた関節構造を提案する．本構造によれば，上記問題点を解消できることに加え，拮抗
駆動型では実現できなかった柔軟関節の伸縮方向についての外力推定が可能になるという
利点がある．本論においては，まず提案する関節機構の詳細とこれを用いた鉗子マニピュ
レータの設計について述べる．その後，各理論モデル・制御系および外力推定法について，
拮抗駆動型柔軟関節との違いに着目しながら述べていく．
第 4章では，第 2章および第 3章で開発した鉗子マニピュレータを，マスタースレーブ操
作によって制御するためのシステムを構築する．鉗子マニピュレータは，先端部の柔軟関節
に屈曲 2自由度を有しており，先行研究にて開発された 4自由度保持ロボット [40]に搭載
することで，6自由度のスレーブマニピュレータとして制御できる．本論ではまず，このた
めに必要な 6自由度運動学解析を行う．次に，ハプティックインターフェースPHANTOM

Desktopをマスタマニピュレータとして用いたマスタースレーブシステムを構築する．こ
こでは，スレーブマニピュレータの位置制御および操作者への力覚提示を可能にするバイ
ラテラル制御系の設計について述べる．その後マスタースレーブシステムを用いた評価実
験を行い，システムの有効性を検証・確認する．
第 5章では，開発した鉗子マニピュレータおよびマスタースレーブシステムを用いて，
実際の手術手技に即した操作実験を行い，マニピュレータの操作性・実用性を検証する．
まず本システムの力覚提示の有効性を検証するため，湾曲針の刺入実験を行う．実験にお
いては力提示のスケールファクタを数パターン用意し，マニピュレータにかかる外力の違
いを調べる．次に模擬生体組織を使用した縫合実験を行い，縫合がスムーズに実施できる
こと，および必要となる力覚を提示できることを確認する．さらに In-vivo実験によって，
生体の腹腔内における縫合手技を検証するとともに，マニピュレータの実用上の課題を明
らかにする．
第 6章では，管路を流れる空気流量の変化を用いて力を計測する方法を提案する．本手
法は，受感部が非電気的デバイスのため滅菌・洗浄が容易であり，MRI環境下でも使用で



24 第 1 章 序論

Fig. 1.34: The thesis composition

きること，および手術室で空気圧源が容易に得られるため，システムのコンパクト化が図
れる等の利点により，内視鏡手術器具に搭載する力センサとして有効である．また，本研
究で開発した鉗子マニピュレータとの組み合わせも可能である．例えばプッシュプル型柔
軟関節の内部に必要な空気配管等を通して，鉗子の最先端に力センサの受感部を搭載すれ
ば，先に述べた外力推定では検出困難な微細な力も正確に計測できる．本章においては，
まず空気流量の変化から力を検出する原理について述べ，力センサの設計指針を得るため
の理論モデルを構築する．次に腹腔鏡手術用鉗子に搭載可能な３軸力センサを設計・試作
し，基礎実験によって提案する測定原理の有効性を検証する．
第 7章で以上をまとめ，今後の課題を示す．
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第2章 拮抗駆動型柔軟関節を有する鉗子マニ
ピュレータ

2.1 はじめに

本章では，構造の単純な柔軟関節に柔らかい張力ワイヤを通して拮抗駆動を行うことで，
先端に 2自由度の屈曲動作を実現する鉗子マニピュレータを提案・試作する．本研究では
このような柔軟関節を，「拮抗駆動型柔軟関節」と呼ぶことにする．張力ワイヤによって柔
軟構造の屈曲を制御する手法は，主として軟性内視鏡に多く用いられており，機構設計が
非常に容易である．ただし，エンドエフェクタを有するマニピュレータに本構造を適用す
るためには，想定される外力に対して剛性を確保できなければならず，そのための構造設
計が必要となる．本文では，まず拮抗駆動型柔軟関節の構造および空気圧駆動システムの
構成について述べる．次に柔軟関節の運動学および動力学モデルを構築し，これに基づい
て位置制御系の設計を行う．その後，拮抗駆動型柔軟関節における外力推定法について述
べ，実験により推定手法の有効性を確認する．

2.2 鉗子マニピュレータの設計

2.2.1 マニピュレータ概要

試作した鉗子マニピュレータの外観を Fig. 2.1に示す．本マニピュレータは主として，
アクチュエータおよび位置センサを搭載する駆動部と，柔軟屈曲関節および把持部を含む
先端部で構成される．一般的な腹腔鏡手術で使用される直径 12 mmのトロッカーを通過
できるよう，体内挿入部の直径は 10 mm とした．
駆動部には 4本の空気圧シリンダ（SMC社製，CJ2QB10-15）および各シリンダロッド
位置計測のためのポテンショメータを搭載し，先端部の柔軟関節をワイヤを介して駆動す
る構造となっている．駆動ワイヤとして直径 0.36 mmのステンレスワイヤ（7×7本のよ̇り̇
線タイプ）を用いており，引っ張り強度に比べて曲げ剛性が十分小さいため，ガイドロー
ラーを用いて自在に配線することが可能である．柔軟なワイヤを用いる本マニピュレータ
の利点の一つとして，このように駆動部の設計自由度が高いことが挙げられる．
先端部の柔軟関節は，外殻のスプリングに 4本の駆動ワイヤを通した構造となっており，

2自由度ワイヤ拮抗駆動によって任意方向への屈曲が可能である．また，把持部は空気圧
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Fig. 2.1: Overview of the tendon-driven forceps manipulator

開閉式 [40]を採用しており，関節の屈曲動作と把持部の開閉動作が互いに干渉しない設計
となっている．

2.2.2 柔軟関節の構造

関節構造の詳細を Fig. 2.2に示す．柔軟関節の主構造として用いたスプリングは一般的
なコイルスプリングとは異なり，切削加工によって製作される精密スプリングである．こ
のスプリングに 4本の駆動ワイヤを通して 2自由度の拮抗駆動を実装することで，関節を
任意の方向に屈曲させることができる．ただし駆動ワイヤの張力によってスプリング全体
が圧縮してしまうと，屈曲可動域や関節の剛性が確保できなくなることから，直径 0.7 mm

のニッケルチタン超弾性合金ワイヤを背骨構造として中心部に補強し，圧縮力に対する剛
性を高めている．また把持部の機構は Fig. 2.3に示す空気圧開閉式 [40]を採用しており，
外径 1 mmのフッ素樹脂チューブを関節内部に通して把持部に空気を供給する．チューブ
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Fig. 2.2: Structure of the flexible joint for tendon drive

Fig. 2.3: Mechanism of the pneumatic gripper [40]

が柔軟関節内部を通過しても急激に折れ曲がる危険性が少ないため，空気圧開閉式の把持
部は柔軟関節に非常に適した機構と言える．
本関節機構の最大の特徴は，切削加工で製作した精密スプリングを柔軟構造に採用して
いることであり，以下のような利点が挙げられる．

• 関節の取り付け部およびワイヤのガイド穴が取り付け部と一体加工できるため，構
成部品数を大幅に低減できる．本試作機において関節部品はスプリングおよび超弾
性合金ワイヤの 2点のみである．

• 直線的なスリットではなく螺旋切削による柔軟構造のため線形性に優れ，小さな曲
率半径で大きな屈曲角度が得られる．特定部位への応力集中が極めて少なく，高耐
久性を実現できる．

• 一般的なコイルスプリングに比べてねじり剛性が高く，負荷のかかるマニピュレー
ションにおいても安定したトルク伝達ができる．また機構の特性上，関節の屈曲状
態によらず回転は常に等速伝達となり，特異姿勢に陥ることがない．
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Fig. 2.4: Shape of the machined spring for tendon drive

Table 2.1: Properties of the machined spring for tendon drive

Material SUS303

Outer diameter 10 mm

Natural length 20 mm

Bending range ±90◦

Bending stiffness 2.9×102 N·mm2

ここで本試作機に用いたスプリングの形状を Fig. 2.4に示す．円筒形ワークの中心に超
弾性合金の背骨を通すφ 0.75 mm穴をあけ，これに沿って周囲を螺旋切削したのち，駆動
ワイヤ用のφ 0.5 mm穴を４か所加工した特殊な形状である．スプリングが中心の背骨を
周囲から密に支持することにより，背骨構造の座屈を防いでいる．これにより，駆動ワイ
ヤの張力がもたらす圧縮応力を関節全体に分散させ，スプリングと背骨が一体となった滑
らかな屈曲動作を実現できる．Table 2.1は，本スプリングの主な特性を示したものであ
る．スプリングの長さ（自然長）を 20 mm とし，螺旋部の切削幅とピッチを調整するこ
とで屈曲可動域を±90◦まで拡大している．Fig. 2.5に示すように，関節は 90◦まで滑らか
に屈曲することができる．なお，本スプリングは中心穴径が非常に小さく特殊な形状であ
るため，曲げ方向には非常に柔軟であるが伸縮方向については弾性をほとんど持たない．
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Fig. 2.5: The flexible joint bent by 90◦

2.3 空気圧駆動システム

2.3.1 システム概要

Fig. 2.6は，本鉗子マニピュレータの空気圧駆動システム全体の模式図である．ポテン
ショメータからの空気圧シリンダ位置信号と，サーボ弁の出力ポートにおける圧力信号を
制御用コンピュータに取り込み，サーボ弁への入力電圧を計算して出力するシステムであ
る．空気圧シリンダの駆動力を計測するための圧力センサを制御システム側に配置するこ
とで，マニピュレータ側はセンサレスで駆動力を推定できるようになっている．

2.3.2 空気圧シリンダによる柔軟関節の駆動システム

本鉗子マニピュレータは，4本の空気圧シリンダによって 2自由度のワイヤ拮抗駆動系
を備えている．Fig. 2.7はそのうち 1自由度の拮抗駆動系の模式図であり，各シリンダをそ
れぞれ 1個の 5ポート型サーボ弁（FESTO社製，MPYE-M5-B SA）により制御するシス
テムである．本システムでは，サーボ弁の各出力ポートで計測した圧力（記号 P）および
シリンダの受圧面積（記号 A）を用いて，空気圧シリンダの駆動力 F = [F1, F2, F3, F4]

T

を次式により算出する．

Fi = AiℓPiℓ −AiuPiu (i = 1, 2, 3, 4) (2.1)

添え字 iは対応するシリンダ番号を表わす．またシリンダ駆動力 Fiの符号は，Fig. 2.7に
おいて下向き（ワイヤを引っ張る向き）を負にとるものとする．なお，サーボ弁からシリン
ダまでの配管内空気の動特性に係る影響等については，本研究では無視できると仮定する．
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Fig. 2.6: Schematic diagram of the pneumatic driving system

Fig. 2.7: Schematic of one-DOF tendon drive system
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Fig. 2.8: Nomenclature and coordinates of a 2-dof continuum model

2.4 運動学モデル

拮抗駆動型柔軟関節の運動学を記述するため，Fig. 2.8に示す 2自由度連続体モデルを
用いる [86]．本モデルにおいては，関節は常に理想的な円弧に屈曲するものと仮定する．
また，柔軟関節の中心長さ Lsは定数とする．

2.4.1 関節位置とアクチュエータ変位の関係

はじめに，柔軟関節の位置（屈曲の状態）とアクチュエータである空気圧シリンダの変
位の関係を記述する．図のように，関節の根元部中心に鉗子マニピュレータの基準座標系
ob-xbybzbをとる．その上で，関節の屈曲方向を表わす角度 δおよびその方向への屈曲角
度 θを図のように定義し，これを関節位置の一般化座標 q = [δ, θ]T とする．図中の記号 r

は駆動ワイヤの配置円半径，Lsは柔軟関節の中心長さを表わしており，本試作機において
は r = 3.6 mm，Ls = 20 mmである．また図中の数字 1～4は駆動ワイヤの経路番号であ
り，シリンダ変位X および駆動力 F の要素番号 iに対応している．基準座標系と駆動ワ
イヤの位置関係については Fig. 2.9のようになっている．
これより，関節位置とアクチュエータ（空気圧シリンダ）変位の関係を求める．まず関
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Fig. 2.9: Alignment of the actuation wires

節を通る各駆動ワイヤの経路長を Liとすると，次のように表わせる．

Li = Ls + ℓi (i = 1, 2, 3, 4) (2.2)

ℓiは屈曲に寄与する経路長の変化分で，関節位置との関係は

ℓ =


ℓ1

ℓ2

ℓ3

ℓ4

 =


−rθ cos δ
−rθ sin δ
rθ cos δ

rθ sin δ

 (0 ≤ δ < 2π, θ ≥ 0) (2.3)

となる．この経路長変化 ℓは，空気圧シリンダの変位X によって生じるものであり，本
報では次のような関係を考える．

X = bℓ (b ≥ 1) (2.4)

式中の bは，駆動ワイヤの伸びや関節屈曲部での経路誤差を考慮した，空気圧シリンダの
変位補償係数であり，その有効性については次項に示す．式 (2.3)および式 (2.4)より，シ
リンダ変位と関節位置の関係は

X =


X1

X2

X3

X4

 =


−brθ cos δ
−brθ sin δ
brθ cos δ

brθ sin δ

 (2.5)
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となる．ここで，関節位置を拮抗駆動系の各自由度に対応させて記述するため，角度パラ
メータ ϕ = [ϕ1, ϕ2]

T を qの関数として以下のように定義する．

ϕ(q) =

[
ϕ1

ϕ2

]
=

[
θ cos δ

θ sin δ

]
(2.6)

これを式 (2.5)に代入し ϕについて解くと，拮抗駆動の対称性よりシリンダ変位X との
関係が得られる．

ϕ(X) =

[
ϕ1

ϕ2

]
= − 1

2br

[
X1 −X3

X2 −X4

]
(2.7)

また式 (2.6)を qについて解けば，

q(ϕ) =

δ
θ

 =

tan−1 (ϕ2/ϕ1)√
ϕ1

2 + ϕ2
2

 (2.8)

となり，一般化座標における関節位置が求まる．ただし関節が直線状態 (ϕ1 = ϕ2 = 0)の
ときは，形式的に δ = δref（制御目標値）とすることにより値を一意に決定する．

2.4.2 変位補償係数の有効性

式 (2.4)で導入した，空気圧シリンダの変位補償係数 bの有効性を検証するため，屈曲
角度の計測実験を行った．実験は，第 2.6.1項に示す制御系を用いて屈曲角度 ϕ2を制御し，
各測定点において Fig. 2.10のように分度器で実際の角度を計測した．Fig. 2.11は，本実
験で得られた変位補償前（b = 1）および変位補償後（b = 1.2）における屈曲角度の計測
結果である．この結果より，ワイヤの伸びや経路誤差を含んだ駆動系であっても，屈曲角
度はおよそ線形に推移し，ヒステリシスもほとんど見られないことが分かる．変位補償後
の計測角度は制御系の計算値と良く一致しており，この補償により外力推定の正確性向上
や，マスタースレーブ操作時の直観性向上が期待できる．ただしワイヤの張力や材質，太
さ，ガイド穴径などの違いにより駆動機構の特性は異なるため，変位補償係数 bの適用可
能範囲および最適な決定方法については今後さらに検証が必要である．
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Fig. 2.10: Experimental condition of bending angle measurement
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2.4.3 鉗子先端の運動学解析

a 鉗子先端位置・姿勢の導出

次に，Fig. 2.8に示す鉗子先端の位置ベクトル pおよび姿勢行列Rの導出を行う．ここ
では鉗子マニピュレータの基準座標系 ob-xbybzbによって記述するため，bpおよび bRと
表わす．導出にあたり必要となるいくつかの座標系を以下に定義する．

• 鉗子マニピュレータ基準座標系： ob-xbybzb

柔軟関節の根元中心 obに位置し，xb，yb軸がそれぞれ 1番，3番の駆動ワイヤ上
を通るように定義する（Fig. 2.9参照）．

• 屈曲平面座標系： ob-x1y1z1

鉗子マニピュレータ基準座標系を zb軸まわりに δだけ回転させた座標系であり，す
なわち x1-z1平面が関節の屈曲方向平面をなす．

• 柔軟関節末端座標系： oe-xeyeze

柔軟関節の末端中心 oeに位置し，屈曲平面座標系を y1軸まわりに θだけ回転させ
た座標系である．

• 把持部座標系： oe-xgygzg

柔軟関節末端座標系を ze軸まわりに−δだけ回転させた座標系であり，xg，yg軸は
それぞれ 1番，3番の駆動ワイヤ上を通る．

上記の設定において，まず柔軟関節の末端中心 oeの位置を屈曲平面座標系で表わしたベ
クトル le(Fig. 2.8参照) を考える．柔軟関節が円弧状に屈曲するという仮定より，leは幾
何学的関係を用いて次のように表わせる．

le =
Ls

θ

1− cos θ

0

sin θ

 (2.9)

上式は屈曲角度 θ = 0のときにおいても，ロピタルの定理により極限値を求めることで定
義できる．また，鉗子先端の位置を把持部座標系で表わしたベクトル lg(Fig. 2.8参照)は，
定義より次のようになる．

lg =

 0

0

Lg

 (2.10)

ここで Lg は把持部の長さを表わしており，本試作機においては Lg = 30mmである．以
上から鉗子先端の位置ベクトル bpおよび姿勢行列 bRを，上記のベクトルおよび各座標
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軸まわりの回転変換行列を用いて計算することができ，次の結果を得る．

bp = Ekδ
(
le + EjθEk(−δ)lg

)

=



Cδ

(
Ls

θ
(1− Cθ) + LgSθ

)
Sδ

(
Ls

θ
(1− Cθ) + LgSθ

)
Ls

θ
Sθ + LgCθ


(2.11)

bR = EkδEjθEk(−δ)

=

1 + Cδ
2(Cθ − 1) CδSδ(Cθ − 1) CδSθ

CδSδ(Cθ − 1) 1 + Sδ
2(Cθ − 1) SδSθ

−CδSθ −SδSθ Cθ

 (2.12)

ただし Cδ = cos δ，Sδ = sin δ，Cθ = cos θ，Sθ = sin θであり，j，kは各 y，z方向の単
位ベクトルとする．

b ヤコビ行列の導出

前段で求めた鉗子先端の位置ベクトルおよび姿勢行列をもとに，ヤコビ行列を導出する．
ヤコビ行列は，マニピュレータ先端速度と各関節速度の相互変換，および仮想仕事の原理
による関節駆動力と先端駆動力の相互変換において必要となる．まず鉗子先端の並進速度
についてのヤコビ行列 Jpは，式 (2.11)を時間微分し関節速度 q̇について整理することに
より得られる．すなわち

bṗ = Jpq̇,

Jp =



−Sδ
(
Ls

θ
(1− Cθ) + LgSθ

)
Cδ

(
−Ls

θ2
(1− Cθ) +

Ls

θ
Sθ + LgCθ

)

Cδ

(
Ls

θ
(1− Cθ) + LgSθ

)
Sδ

(
−Ls

θ2
(1− Cθ) +

Ls

θ
Sθ + LgCθ

)
0 −Ls

θ2
Sθ +

Ls

θ
Cθ − LgSθ


(2.13)

となる．次に鉗子先端の角速度についてのヤコビ行列 Jr の導出を考える．基準座標系で
記述した先端の角速度ベクトル bωは，式 (2.12)中の各回転変換における角速度ベクトル
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を合成することで得られる．すなわち

bω = δ̇ẑb +Ekδ
(
θ̇ŷ1 + Ejθ(−δ̇ẑe)

)
(2.14)

となる．なお ẑb, ŷ1, ẑeは各座標軸方向の基底ベクトルを表わす．この式を時間微分し関
節速度 q̇について整理すれば，鉗子先端の角速度についてのヤコビ行列 Jr を求めること
ができる．すなわち

bω = Jrq̇,

Jr =

−CδSθ −Sδ
−SδSθ Cδ

1− Cθ 0

 (2.15)

となる．以上により，本鉗子マニピュレータの 6自由度ヤコビ行列 J は

J =

[
Jp

Jr

]
(2.16)

と表わせる．

2.5 動力学モデル

2.5.1 柔軟関節の駆動力パラメータの定義

拮抗駆動型柔軟関節の駆動力パラメータとして，関節を屈曲させる 2自由度トルク τ =

[τ1, τ2]
T を考え，式 (2.1)で求めたシリンダ駆動力を用いて次式で得られるものとする．

τ1 = −r(F1 − F3)

τ2 = −r(F2 − F4)
(2.17)

上式をヤコビ行列を用いた形で書きなおすと，

τ = JT
a F ,

Ja = −r


1 0

0 1

−1 0

0 −1

 (2.18)

となる．この 2自由度トルク τ をもって，柔軟関節の駆動力を表わすこととする．
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Fig. 2.12: Static mechanics of the joint with respect to ϕ2 direction

2.5.2 拮抗駆動系の動力学

本鉗子マニピュレータの動力学を，拮抗駆動系における 2自由度関節トルクの形でZ =

[Z1, Z2]
T として次式のようにモデル化する．

Zj = τj

= Cjϕ̇j +Djsgn(ϕ̇j)e
µθ + (1− αθn)Kjϕj

(j = 1, 2)

(2.19)

式中の各項について以下に述べる．第 1項は粘性摩擦力で，これは空気圧シリンダの粘性
に起因するものである．次に第 2項は，機構のクーロン摩擦力である．シリンダロッドの
摺動摩擦は 0.1～0.3 N 程度と小さく，ここで支配的なものは柔軟関節と駆動ワイヤとの摺
動摩擦である．さらに関節の屈曲角度が大きくなるにつれて，関節とワイヤの間に作用す
る抗力が大きくなり，機構の摩擦力が増大すると考えられる．このことは先行研究におけ
る駆動力の測定結果からも確認できる [92]．そこで本報では，この特性に対してオイラー
の摩擦伝導理論を適用し，クーロン摩擦係数に eµθを掛けることで屈曲角度 θの関数とし
た [80]．次に第 3項は，柔軟関節の弾性力である．Fig. 2.12は，関節の静力学計測実験の
結果を示している．グラフの縦軸 τ2は式 (2.17)により求めたものである．静止摩擦力の
影響を最小限に抑えるため，各点での計測は全て 0◦の位置から駆動して行った．結果を
見ると，屈曲角度が大きくなるにつれて駆動トルクの勾配が徐々に小さくなっていくこと
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Table 2.2: Parameters of the dynamic model for the tendon drive

j = 1 j = 2

Cj [mNm·s/rad] 0.9 1.0

Dj [mNm] 4.7 5.0

Kj [mNm/rad] 10.2 10.2

µ 0.5

α 0.09

n 2

が分かる．この結果を踏まえ，弾性力の非線形性を屈曲角度 θの関数としてモデル化して
いる．
式 (2.19)における各パラメータは実験により試行錯誤的に同定を行い，本試作機におい
ては Table 2.2に示す値を用いている．

2.6 柔軟関節の位置制御

2.6.1 位置制御システムの設計

Fig. 2.13は，柔軟関節の位置制御系ブロック線図である．関節の位置制御を行うメイン
ループの内側に，シリンダ駆動力の制御を行うマイナーループを組み込み，カスケード制
御系を構築した．システムの制御周期は 1 msで，本鉗子マニピュレータの位置および駆
動力制御には十分高速である．位置制御則は拮抗駆動系の関節角度ϕのPD制御，および
式 (2.19)に示した柔軟関節の動力学モデルに基づくフォードフォワード補償Zff から成る．
位置制御則によって拮抗駆動のトルク目標値 τref が計算されると，これを次式に従って分
配を行い各シリンダの駆動力目標値 Fref を決定する．

Fjref = −T0 −
|τjref |+ τjref

2r

Fj+2ref = −T0 −
|τjref | − τjref

2r

(j = 1, 2) (2.20)

上式によれば，各シリンダの駆動力目標値は常に−T0以下となる．したがって T0の値を
ワイヤの最低張力として任意に設定することができ，拮抗駆動におけるワイヤの弛みを陽
に排除することができる．これにより位置制御の剛性を高めると同時に，外力推定に不可
欠な機構のバックドライバビリティを高く維持することができる．本システムにおいては，
T0 = 2.0 Nと設定した．
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Fig. 2.13: Block diagram of the position control system

Fig. 2.14: Block diagram of the pneumatic force control system

次に駆動力制御系のブロック線図を Fig. 2.14に示す．本システムでは，圧力センサの
値から得たシリンダ駆動力F の PI制御によってサーボ弁の入力電圧 uを決定する．また
駆動力目標値Fref の急激な変化に対する応答性を高めるため，微分値のフィードフォワー
ド補償を付加している．

2.6.2 位置制御実験

設計した制御システムを用いて柔軟関節の位置制御実験を行い，制御性の検証を行った．
本実験では制御システムにおける各ゲインパラメータ（Fig. 2.13および Fig. 2.14参照）
を Table 2.3のように設定した．
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Table 2.3: Gain parameters used in the experiments

Kpp 18.0 mNm/rad
For joint angles (ϕ1, ϕ2)

Kpd 0.10 mNm·s/rad
Kap 0.20 V/N

For cylinder forces (F1, F2, F3, F4)Kai 2.0 V/(Ns)

Kad 0.001 Vs/N

まず 1自由度の屈曲動作として，制御系に対し以下のような目標値入力を与えた．

δref = 0 [◦]

θref = 60 sin 0.8πt [◦]
(2.21)

上式はϕ1方向へ振幅 60◦，周期 0.4 Hzの屈曲動作を行うものである．制御結果をFig. 2.15

に示す．関節の屈曲角度（図上段）は滑らかに目標値に追従しており，良好な制御性が確
認できる．特に関節速度の方向が切り替わる θ = ±60◦付近においては，その時刻におけ
るシリンダ駆動力（図下段）に対してクーロン摩擦力が効果的に補償されている様子が分
かり，これによって屈曲角度 θの良好な目標追従性を実現している．また対応するシリン
ダ変位（図中段）を見ると，目標値から負方向（ワイヤを引っ張る方向）に一定程度ずれ
ている．これは式 (2.20)および式 (2.4)によって，ワイヤ張力の維持および関節の屈曲角
度に対する変位補償が行われた結果である．シリンダ駆動力が常に負値（ワイヤを引っ張
る方向）になっていることからも，ワイヤ張力が一定以上（設定値 2.0 N）に維持されて
いることが分かる．このとき駆動ワイヤの張力によって柔軟関節が座屈することはなく，
本章で提案する拮抗駆動型の柔軟関節構造の有効性についても確認することができた．
次に 2自由度の拮抗駆動を組み合わせた動作として，以下のような目標値入力を与えた．

δref = 90 sin 0.6πt [◦]

θref = 60 [◦]
(2.22)

上式は屈曲角度 θを一定に維持したまま，屈曲方向 δを振幅 90◦，周期 0.3 Hzで変化させ
るものである．このような運動は，関節が屈曲した状態で鉗子先端を回転させる時に必要
となるため，本研究では特に回転動作と呼ぶことにする．制御結果をFig. 2.16に示す．こ
の動作においても，全体として関節の滑らかな運動が実現できている．ただし回転動作は
2自由度拮抗駆動の組み合わせ運動のため，1自由度屈曲動作に比べると屈曲角度 θの応
答性がやや低くなる傾向がある．この事象を改善するためには，制御システムのゲインを
大きく設定して制御性能を向上することに加え，拮抗駆動の自由度間の動力学的干渉を考
慮したモデルを構築し，駆動力を補償する等の対策が挙げられる．
以上に述べた位置制御実験の結果より，設計した制御系の有効性を確認した．
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Fig. 2.15: Transient responses of control parameters during the bending motion: joint

position (upper), cylinder positions (middle) and cylinder forces (lower)
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2.7 外力の推定

2.7.1 連続体モデルを用いた外力推定法

本項では，拮抗駆動型の柔軟関節にかかる外力推定法について述べる．
まず柔軟関節の運動方程式を拮抗駆動系で考える．アクチュエータが発生する関節の駆
動トルクは，機構自身の動力学 Z および鉗子先端の外力によって生じる関節トルク τext

を補償するものであるから，運動方程式は

τ = Z + τext (2.23)

と書ける．上式において τ を式 (2.18)により求め，Zを式 (2.19)により Ẑとして計算す
れば，外力トルクの推定値 τ̂extが次式で得られる．

τ̂ext = JT
a F − Ẑ (2.24)

τ̂extは拮抗駆動系における外力トルクであるから，鉗子先端での推定外力 f̂ext = [fx, fy, fz]
T

を求めるため，機構のヤコビ行列を用いて次式のように変換を行う．

f̂ext = (JT
p )

+
(JT

q τ̂ext) (2.25)
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Fig. 2.17: Block diagram of external force estimator

ここで (JT
p )

+は JT
p の一般化逆行列を意味する．式中の Jq は，関節の一般化速度 q̇から

拮抗駆動系の屈曲角速度 ϕ̇へのヤコビ行列であり，式 (2.6)を時間微分することで得られ
る．すなわち，

ϕ̇ = Jqq̇,

Jq =

[
−θ sin δ cos δ

θ cos δ sin δ

]
(2.26)

となる．以上により構築した外力推定器のブロック線図を Fig. 2.17に示す．なお式 (2.25)

において，JT
p の代わりに JT を適用すれば，外力トルクを含む 6自由度の外力成分を計

算することも可能である．

2.7.2 特異点近傍における外力推定法

式 (2.13)において，鉗子マニピュレータの特異点である θ = 0のときを考え，ロピタル
の定理により Jpの極限値を求めると次のようになる．

Jp =

0 cos δ(Ls/2 + Lg)

0 sin δ(Ls/2 + Lg)

0 0

 (2.27)

上式は特異行列であるため外力推定に式 (2.25)を用いれば，擬似逆行列の数値計算精度が
極端に低下してしまい正確な値が得られない．そこで特異点である θ = 0の近傍において
この問題を回避するため，柔軟関節を 2自由度の剛体リンク機構に近似したモデル（リン
ク近似モデル）により外力計算を行う．
リンク近似モデルの概念図を Fig. 2.18に示す．このモデルにおいては，柔軟関節の中
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Fig. 2.18: Schematic of the 2-dof link-approximation model

心に仮想的な回転および屈曲関節を備えた剛体リンク機構があると仮定する．つまり仮想
回転関節が屈曲方向 δ，仮想屈曲関節が屈曲角度 θの自由度にそれぞれ対応している．し
たがって各仮想関節まわりの外力トルク τq = [τδ, τθ]

T を考えたとき，これは関節位置座
標 qに対応する一般化力として次式で求めることができる．

τq = JT
q τ̂ext (2.28)

上記よりすなわち，各仮想関節にトルクをもたらす先端の外力成分 fδ, fθが，次式のよう
に解析的に求められる．[

fδ

fθ

]
=

(
JT
link

)−1
τq

=

−
θ

Lv sin θ
(τ̂1ext sin δ − τ̂2ext cos δ)

1

Lv
(τ̂1ext cos δ + τ̂2ext sin δ)

 ,

Jlink =

[
Lv sin θ 0

0 Lv

]
(2.29)

式中の Lvは Fig. 2.18に示した仮想リンク長である．リンク近似モデルの定義より，

Lv =
Ls

2
+ Lg (2.30)

となる．またJlinkは，各仮想関節から鉗子先端までのモーメントアーム長さを対角成分に
持つ，機構のヤコビ行列である．式 (2.29)は特異点 θ = 0においても，δ = δref としてロ
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ピタルの定理により外力を定義することができる．ここで求めた外力成分 fδ，fθはそれぞ
れ，先に定義した柔軟関節末端座標系の ye軸，xe軸方向の成分にほかならない（Fig. 2.8

参照）．ze方向の外力が本柔軟関節の構造上検出できないことを考慮すれば，柔軟関節末
端座標系 {xe,ye, ze}で表わした先端外力ベクトルは，

ef̂ext = [fθ, fδ, 0]
T (2.31)

と表わされる．これを次式によって，鉗子マニピュレータ基準座標系へ変換すればよい．

f̂ext = EkδEjθ ef̂ext (2.32)

なお本研究では，特異点近傍として θ < 0.05◦となったときに，連続体モデルからリンク
近似モデルに計算方法を切り替えて外力推定を行っている．切り替わり点で外力推定値が
不連続とならないことを実験により確認している．

2.7.3 外力推定実験

a 自由運動時の推定値

Fig. 2.19は，式 (2.21)に示す屈曲動作および式 (2.22)に示す回転動作を制御入力とし
て，柔軟関節を自由運動させたときの外力推定値を表わしている．自由運動のため所望の
推定値は 0 N である．したがって屈曲動作においては 0.15 N，回転動作においては 0.25

N程度の推定誤差が生じることが分かる．すなわち本実験においては，マニピュレータが
有意に検出できる外力のしきい値は 0.25 N以上となる．推定誤差の主な原因としては，機
構の静止摩擦力および動力学モデルに含まれない屈曲自由度間の干渉の影響が考えられる．
また，今回実験を行った式 (2.21)および式 (2.22)の動作おいて関節の最大屈曲角度は 60◦

であるが，さらに屈曲角度を大きくすると関節の弾性力によって必要な駆動力が増加し，
外力推定の誤差も相対的に大きくなると考えられる．外力推定の誤差を小さくするには，
関節の動作に必要な駆動力をできるだけ小さくする必要があるが，これは柔軟関節の剛性
とトレードオフの関係となる．
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Fig. 2.20: Experimental setup for force measurement

b 力センサを用いた推定値の評価

次に鉗子マニピュレータと歪みゲージ式力センサ（ビー・エル・オートテック社製，NANO

センサ）をFig. 2.20のように配置し，把持部と力センサ受感部をワイヤで連結した．この
実験装置を用いて外力推定値の評価を行う．使用する力センサの分解能は 0.032N(fx, fz)

および 0.098N(fy)である．
まず 1自由度の外力推定を行うため，次式に示す位置目標を与えて実験を行った．

δref = 90 [◦]

θref = 25 sin 0.8πt+ 25 [◦]
(2.33)

これは Fig. 2.20において矢印➀で示す屈曲動作のための位置入力であり，図中 fy 方向の
力について評価を行うものである．この位置入力において鉗子先端は，力センサとの拘束
のためほとんど動かない．実験結果を Fig. 2.21に示す．本試作機では駆動ワイヤの強い
張力に対しても関節構造が座屈しないため，3 Nを超える力を安定して出力可能であるこ
とが分かる．図中 t = 3.2 sおよび t = 5.7 sにおいて推定値と計測値との間に最大 0.35 N

の差が生じているが，これは駆動ワイヤの伸び，および鉗子固定部のわずかな緩みに起因
する誤差と考える．
次に関節 2自由度を用いた外力推定の検証として，次式に示す位置目標を与えた．

δref = 90 sin 0.6πt [◦]

θref = 40 [◦]
(2.34)

これは Fig. 2.20において矢印➁で示す回転動作のための位置入力であり，鉗子先端は力
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Fig. 2.21: Experimental result of the one-DOF force estimation

センサとの連結ワイヤの拘束を受けながら動くことができる．実験結果を Fig. 2.22に示
す．本実験においては前述した誤差要因に加えて，鉗子に対するねじりモーメントや鉗子
と力センサの配置角度のずれなど様々な誤差要因を含んでいるものの，推定値と計測値の
傾向は良く一致しており，設計した外力推定器の有効性が確認できる．

2.8 まとめ

本章では，張力ワイヤによって柔軟構造の屈曲を制御する拮抗駆動型柔軟関節を用いた
鉗子マニピュレータを提案・試作した．鉗子マニピュレータとしての剛性を保つため，柔
軟関節の主構造に切削加工で製作した精密スプリングを用い，ワイヤ張力によるスプリン
グの圧縮を防ぐため中心に超弾性合金の背骨構造を付加した．2自由度連続体モデルに，
駆動ワイヤの伸びや経路誤差の影響を加味した関節の運動学を記述し，屈曲角度を正確に
補償できることを確認した．マニピュレータの動力学としては，拮抗駆動における機構の
摩擦力および弾性力を屈曲角度の関数としてモデル化し，実験的に同定を行った．制御系
の設計においては，位置制御のメインループに駆動力制御のマイナーループを内包したカ
スケード制御系に，動力学のフィードフォワード補償を付加したシステムを構築し，柔軟
関節の良好な運動制御が実現できることを確認した．外力の推定においては，拮抗駆動の
動力学モデルおよび連続体モデルのヤコビ行列から鉗子先端に作用する外力を求める方法
を提案するとともに，柔軟関節の運動学的特異点である直線姿勢における推定方法も考案
した．マニピュレータの自由運動時の外力推定実験から，柔軟関節の屈曲角度が 60◦以下
の条件において 0.25N以上の外力を有意に検出できることが分かった．また力センサを用
いた評価実験によって，鉗子先端で 3N以上の力を安定して出力できること，および提案
する外力推定手法の有効性を確認した．
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Fig. 2.22: Experimental result of the two-DOF force estimation
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第3章 プッシュプル駆動型柔軟関節を有する
鉗子マニピュレータ

3.1 はじめに

本章では，超弾性合金ワイヤのプッシュ・プル作動によって先端の柔軟関節を駆動する鉗
子マニピュレータを提案・試作する．本研究ではこのような柔軟関節を，「プッシュプル駆
動型柔軟関節」と呼ぶことにする．第 2章で述べた拮抗駆動型柔軟関節においては，柔ら
かいステンレスワイヤを駆動ワイヤとして用いており，関節の剛性確保のために超弾性合
金の背骨構造を設けた．しかしこの構造においては，駆動ワイヤの伸びや劣化に起因して
機構の剛性およびバックドライバビリティの低下が生じること，ワイヤ張力によって背骨
構造が恒常的な圧縮力を受け破断の危険性があるといった潜在的な問題点がある．この問
題を解消するため，本章では柔軟関節の駆動ワイヤ自体に，剛性のある超弾性合金を用い
た関節構造を提案する．本構造によれば，上記問題点を解消できることに加え，拮抗駆動
型では実現できなかった柔軟関節の伸縮方向についての外力推定が可能になるという利点
がある．本論においては，まず提案する関節機構の詳細とこれを用いた鉗子マニピュレー
タの設計について述べる．その後，各理論モデル・制御系および外力推定法について，拮
抗駆動型柔軟関節との違いに着目しながら述べていく．

3.2 鉗子マニピュレータの設計

3.2.1 マニピュレータ概要

プッシュプル型柔軟関節を有する鉗子マニピュレータの外観を Fig. 3.1に示す．基本的
な構成は Fig. 2.1に示す拮抗駆動型のマニピュレータと同様であり，4本の空気圧シリン
ダおよびポテンショメータを搭載する駆動部と，精密スプリングを用いた柔軟関節および
空気圧開閉式の把持部を含む先端部で構成される．拮抗駆動型と比べて最大の違いは，柔
軟関節の駆動ワイヤに剛性の高い超弾性合金ワイヤを用いていることであり，次項以降で
マニピュレータ各部の構造の詳細について述べる．
空気圧駆動システムの構成についても Fig. 2.7に示す形態と同一であるが，本章で提案
するプッシュプル駆動型柔軟関節においては，関節側にワイヤを押し込むアクチュエーショ
ンも関節の駆動に有意に機能する．
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Fig. 3.1: Overview of the pushpull-driven forceps manipulator
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3.2.2 駆動部の構造

マニピュレータ駆動部の構造を Fig. 3.2に示す．本マニピュレータにおいては図のよう
に，先端の柔軟関節につながる超弾性合金ワイヤを，ワイヤコネクタに直線的に接続する
構造となっている．駆動ワイヤは剛性の高い超弾性合金であるため，Fig. 2.1に示したよ
うなガイドローラなどによってワイヤをルーティングすることが難しく，また駆動時の機
構の摺動摩擦を最小化するためにも，超弾性合金ワイヤは直線状に配線することが望まし
い．また本マニピュレータにおいては，超弾性合金ワイヤを柔軟関節側に押し込む作動も
有効であるが，このときにワイヤの座屈を防ぐため，ワイヤ露出部分の長さが最小となる
よう駆動部の長さを設計している．

3.2.3 伝達部の構造

鉗子マニピュレータの伝達部（φ 10 mmのアームパイプ部分）の内部構造を Fig. 3.3

に示す．伝達部には 4本のステンレスパイプを支持部材によって固定設置している．この
ステンレスパイプの中に超弾性合金の駆動ワイヤを通すことで，ワイヤの直線的な経路を
確保するとともに，ワイヤが座屈することなく関節に駆動力を伝達できる．

3.2.4 柔軟関節の構造

柔軟関節の構造を Fig. 3.4に示す．関節の主構造となる精密スプリングの周囲に 4本の
超弾性合金ワイヤを通し，関節末端部でワイヤを接着固定している．今回，超弾性合金ワ
イヤの直径は 0.6 mmのものを使用した．拮抗駆動型柔軟関節（Fig. 2.2）との違いとし
て，駆動ワイヤ自体が圧縮力に対する剛性を持っているため，関節の中心に背骨構造を別
途付加する必要性がないことが挙げられる．このため関節構造をさらに簡略化することが
でき，スプリング１個のみで 2自由度の屈曲関節を実現できる．本柔軟関節に用いたスプ
リングの形状は Fig. 3.5のようになっており，中心で背骨構造を支持する必要がないため
スプリングの内径を大きくとることができる．したがって，関節内部のスペースに電気メ
スの配線や吸引チューブ等も容易に通すことができ，多自由度ツールとしての汎用性が高
い．また，本スプリングの特性については Table 3.1に示すとおりである．本スプリング
は，特に圧縮・伸張方向に理想的な線形弾性を有しており，これを利用して後述する柔軟
関節の伸縮方向についての外力推定を実現できる．
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Fig. 3.2: Structure of the driving part

Fig. 3.3: Structure of the transmission part



第 3 章 プッシュプル駆動型柔軟関節を有する鉗子マニピュレータ 55

Fig. 3.4: Structure of the flexible joint for pushpull drive
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Fig. 3.5: Shape of the machined spring for pushpull drive

Table 3.1: Properties of the machined spring for pushpull drive

Material SUS303

Outer diameter 10 mm

Inner diameter 5 mm

Natural length 20 mm

Spring constant 2.1 N/mm

Bending range ±90◦

Bending stiffness 2.7×102 N·mm2
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Fig. 3.6: The pushpull-driven flexible joint with a load of 5 N applied to the forceps tip

3.2.5 柔軟関節の剛性検証

ここで，提案する超弾性合金ワイヤのプッシュプル駆動によって柔軟関節の剛性が大き
く向上することを示す．Fig. 3.6は，第 3.5節で述べる制御系を用いて関節の屈曲角度を
30◦に設定し，鉗子先端に 5 Nの荷重をかけた状態の写真である．5 Nは成人男性の肝臓
を 3分の 1程度持ち上げるに相当する荷重であるが，鉗子先端にこの荷重を受けても柔軟
関節は大幅に変形することなく，形状を維持できている．関節内部を通る 4本の超弾性合
金ワイヤが，関節の形状を維持するための補強材として効果的に機能していることが分か
る．この実験結果より，プッシュプル駆動型柔軟関節を有する本マニピュレータが，臓器
挙上・圧肺など一部負荷のかかるタスクに対しても適用可能であると言える．
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Fig. 3.7: Nomenclature and coordinates of a 3-dof continuum model

3.3 運動学モデル

本節ではプッシュプル駆動型柔軟関節の運動学を記述するため，Fig. 3.7に示す 3自由度
連続体モデルを用いる．本モデルは，第 2.4節に記述した 2自由度連続体モデル（Fig. 2.8

参照）の拡張形であり，4本の駆動ワイヤの状態によって柔軟関節の中心長さが変化し得
る．そこで，柔軟関節をなすスプリングの自然長 Lsからの伸縮量 ℓを新たな自由度とし
て定義する．したがって柔軟関節の位置を表わす一般化座標は

q = [δ, θ, ℓ]T (3.1)

となる．なおモデルにおけるその他の仮定，使用記号，座標系の定義および駆動ワイヤの
配置等については第 2.4節で示したものと同様である．

3.3.1 関節位置とアクチュエータ変位の関係

まず関節位置 qとアクチュエータ（空気圧シリンダ）変位X の関係を記述する．プッ
シュプル駆動型柔軟関節においては，剛性の高い超弾性合金の駆動ワイヤを用いており，
ワイヤの伸びや関節屈曲部での経路誤差が非常に小さい．よって，第 2.4.1項で考慮した
シリンダ変位量の補償については特に必要とならない（すなわち b = 1）．また関節の伸
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縮量 ℓの変化は，4本全ての空気圧シリンダが同一方向へ変位することによってもたらさ
れると考えれば，以下の関係式を得る．

X(q) =


X1

X2

X3

X4

 =


−rθ cos δ + ℓ

−rθ sin δ + ℓ

rθ cos δ + ℓ

rθ sin δ + ℓ

 (3.2)

また上式を関節位置 qの成分について解けば，

q(X) =



δ

θ

ℓ


=



tan−1

(
X1 −X3

X2 −X4

)
1

2r

√
(X1 −X3)2 + (X2 −X4)2

1

4
(X1 +X2 +X3 +X4)


(3.3)

となる．ただし関節が直線状態 (θ = 0)のときは，形式的に δ = δref（制御目標値）とす
ることにより値を一意に決定する．

3.3.2 鉗子先端の運動学解析

鉗子マニピュレータ先端の位置・姿勢については，第 2.4.3項と同一の手順により導出
できる．鉗子先端の位置ベクトル bpおよび姿勢行列 bRは，式 (2.11)および式 (2.12)に
おいて，関節長さ Lsを (Ls + ℓ)に置き換えればよい．すなわち，

bp =



Cδ

(
Ls + ℓ

θ
(1− Cθ) + LgSθ

)
Sδ

(
Ls + ℓ

θ
(1− Cθ) + LgSθ

)
Ls + ℓ

θ
Sθ + LgCθ


(3.4)

bR =

1 + Cδ
2(Cθ − 1) CδSδ(Cθ − 1) CδSθ

CδSδ(Cθ − 1) 1 + Sδ
2(Cθ − 1) SδSθ

−CδSθ −SδSθ Cθ

 (3.5)

となる．ちなみに式 (3.5)は式 (2.12)と全く同一であり，本モデルにおける柔軟関節の伸
縮 ℓが鉗子先端の姿勢に影響しないことを意味する．
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ヤコビ行列についても，第 2.4.3項の要領にて導出できる．計算結果を以下に示す．

Jp =



−Sδ
(
Ls + ℓ

θ
(1− Cθ) + LgSθ

)

Cδ

(
Ls + ℓ

θ
(1− Cθ) + LgSθ

)
0

Cδ

(
−Ls + ℓ

θ2
(1− Cθ) +

Ls + ℓ

θ
Sθ + LgCθ

)
Cδ

1− Cθ

θ

Sδ

(
−Ls + ℓ

θ2
(1− Cθ) +

Ls + ℓ

θ
Sθ + LgCθ

)
Sδ

1− Cθ

θ

−Ls + ℓ

θ2
Sθ +

Ls + ℓ

θ
Cθ − LgSθ

Sθ
θ



(3.6)

Jr =

−CδSθ −Sδ 0

−SδSθ Cδ 0

1− Cθ 0 0

 (3.7)

3.4 動力学モデル

プッシュプル駆動型柔軟関節を有する本鉗子マニピュレータにおいては，空気圧シリン
ダがそれぞれ受け持つ 4つの駆動チャネルごとに動力学を記述する．これにより動力学パ
ラメータを各駆動チャネルで個別に設定できるため，マニピュレータの持つ力学的な不確
かさ，非対称性を補償しやすくなる．動力学モデルは，各空気圧シリンダの駆動力の形で
Z = [Z1, Z2, Z3, Z4]

T として，次式のように 4自由度で定義する．

Z =


C1Ẋ1 +D1sgn(Ẋ1)e

µ1θ −K1ϕ1 +Kℓ ℓ

C2Ẋ2 +D2sgn(Ẋ2)e
µ2θ −K2ϕ2 +Kℓ ℓ

C3Ẋ3 +D3sgn(Ẋ3)e
µ3θ +K3ϕ1 +Kℓ ℓ

C4Ẋ4 +D4sgn(Ẋ4)e
µ4θ +K4ϕ2 +Kℓ ℓ

 (3.8)

上記モデルにおける各項の意味について説明する．第 1項は空気圧シリンダのもたらす粘
性力を表わしており，C は粘性係数である．第 2項は機構の摺動摩擦力を表わしており，
第 2.5節で述べたオイラーの摩擦伝導理論の考え方によって，屈曲角度 θの関数とする．
Dおよび µは摩擦力および摩擦係数である．第 3項は柔軟関節の屈曲にかかる弾性力であ
り，式 (2.6)または式 (2.7)によって求められる 2自由度角度パラメータ ϕについての線
形関数とする（K は弾性係数）．ϕは，2自由度プッシュプル駆動系で記述した関節の屈
曲角度に相当するものであり，この角度と各駆動チャネルのプッシュ，プル作動との対応
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Table 3.2: Parameters of the dynamic model for the pushpull drive

i = 1 i = 2 i = 3 i = 4

Ci [N·s/mm] 0.07 0.09 0.1 0.1

Di [N] 0.7 0.6 0.6 0.6

Ki [N/rad] 9.2 9.3 9.3 9.0

µi 0.9 0.9 0.9 0.9

Kℓ [N/mm] 0.5

によってモデル中の符号が異なっている．第 4項は柔軟関節の伸縮にかかる弾性力であり，
ℓについての線形関数とする（Kℓは弾性係数）．なお本モデルにおいては，柔軟関節の屈
曲および伸縮にかかる弾性力について，両者の力学的干渉は考慮しないものとする．以上
に述べた動力学モデルについて，各項の係数を実験により試行錯誤的に同定した．本鉗子
マニピュレータにおいては Table 3.2に示す値を用いている．
ところで柔軟関節の屈曲にかかる弾性力については，仮想仕事の原理および連続体モデ
ルのヤコビ行列を用いて解析的に求める方法が提案されている [88]．この方法においても，
弾性力の計算結果はおよそ屈曲角度についての線形関数となる．しかしこの方法では，超
弾性合金ワイヤの曲げ剛性や可動部分の長さなど不確かさを含む数値を調整する必要があ
ること，数値計算において特異点処理を行う必要があること，および駆動チャネルごとの
力学特性の微妙な違いを表現できないこと等の問題点がある．したがって，本節にて提案
した弾性力の簡易線形モデルは，極めて実用性の高いモデルであると言える．なお，構築
した動力学モデルの有効性を示す実験結果を付録Aに掲載している．

3.5 柔軟関節の位置制御

3.5.1 位置制御システムの設計

本鉗子マニピュレータにおける位置制御系のブロック線図を Fig. 3.8に示す．本システ
ムにおいては，4本の空気圧シリンダ位置X を直接制御することによって所望の関節位
置を実現する．これにより式 (3.8)にて構築した動力学モデルが，位置制御系のフィード
フォワード補償に利用できる．ただし柔軟関節の伸縮量 ℓについては，可動範囲が小さい
ためアクティブな位置制御の自由度としては扱わないものとする．なお空気圧駆動システ
ムの構成は Fig. 2.14に示したものと同様である．

3.5.2 位置制御実験

設計した制御システムを用いて柔軟関節の位置制御実験を行い，制御性の検証を行った．
本実験では制御システムにおける各ゲインパラメータ（Fig. 3.8および Fig. 2.14参照）を
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Fig. 3.8: Block diagram of the position control system

Table 3.3: Gain parameters used in the experiments

Kpp 5.0 N/mm

For all cylinders

Kpd 0.04 N·s/mm

Kap 0.20 V/N

Kai 2.0 V/(Ns)

Kad 0.001 Vs/N

Table 3.3のように設定した．
まず 1自由度の屈曲動作として，制御系に対し以下のような目標値入力を与えた．

δref = 0 [◦]

θref = 60 sin 0.6πt [◦]
(3.9)

上式は ϕ1方向へ振幅 60◦，周期 0.3 Hzの屈曲動作を行うものである．制御結果をFig. 3.9

に示す．関節の屈曲角度（図上段）は滑らかに目標値に追従しており，良好な制御性が確
認できる．対応する空気圧シリンダの位置および駆動力の応答を見ると，駆動ワイヤを押
し込む作動（それぞれ正の方向）においても関節の屈曲に有意に寄与しており，先に述べ
た拮抗駆動型柔軟関節に比べて高い剛性を実現できることが分かる．
次に 2自由度の拮抗駆動を組み合わせた動作として，以下のような目標値入力を与えた．

δref = 90 sin 0.6πt [◦]

θref = 60 [◦]
(3.10)

上式は屈曲角度 θを一定に維持したまま，屈曲方向 δを振幅 90◦，周期 0.3 Hzで変化させ
るものである（第 2章で「回転動作」と呼んでいる）．制御結果を Fig. 3.10に示す．この
動作においても全体として良好な位置制御性が確認できる．ただし前章でも述べたが，回
転動作は屈曲 2自由度の組み合わせ運動のため，1自由度屈曲動作に比べると屈曲角度 θ

の制御性がやや低くなる傾向がある．
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Fig. 3.11: Transient responses of joint bending angle with a stepwise input

次に，本鉗子マニピュレータの位置決め分解能を調べる実験を行った．Fig. 3.11に示す
ように，関節の屈曲角度 θの目標値を 30◦から 35◦まで，1秒ごとに 1◦刻みで変化させて
位置制御を行った．この目標値入力に対し，関節角度の計測値は概ね 1◦刻みで確実に反
応しており，本実験における柔軟関節の位置決め分解能は 1◦以下と分かる．目標値と計
測値の間に一部偏差が生じているが，マスタースレーブシステムを用いて人間が操作する
際に直観性を失わせるものではないため，特に問題とならない．さらに屈曲角度を大きく
設定して実験を行った場合でも，同様の分解能が得られた．一般的な腹腔鏡手術において
は，マニピュレータの姿勢制御に要求される分解能は 1◦以下という報告があり [87]，本
鉗子マニピュレータはこの要求を最低限満たすものであると言える．なお Fig. 3.11にお
いて，屈曲角度の計測値に最大 1◦程度の振れが確認できるが，これは空気圧シリンダの
位置計測を行うポテンショメータの計測ノイズが原因である．したがってポテンショメー
タをエンコーダに変更する等の処置により計測ノイズを低減すれば，制御系の各ゲインを
高く設定することができるため，関節の位置制御性が大幅に向上すると考えられる．
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Fig. 3.12: Block diagram of external force estimator

3.6 外力の推定

3.6.1 連続体モデルを用いた外力推定法

本項では 3自由度連続体モデル（第 3.3節参照）を用いて，プッシュプル駆動型柔軟関
節にかかる外力推定法を構築する．導出の基本的な考え方は第 2.7.1項と同様である．
鉗子マニピュレータの運度方程式を，空気圧シリンダを含む 4自由度の駆動系で考え，

以下のように記述する．

F = Z + Fext (3.11)

と書ける．式中の Fextは，鉗子先端の外力に起因するシリンダ駆動力の外力成分である．
Z を式 (3.8)により Ẑ として計算すれば，シリンダ駆動力の外力成分の推定値 F̂extが次
式で得られる．

F̂ext = F − Ẑ (3.12)

上式で求めた F̂extから鉗子先端の推定外力 f̂ext = [fx, fy, fz]
T を得るため，機構のヤコビ

行列を用いて次式のように変換を行う．

f̂ext = (JT
p )

+
(JT

q F̂ext) (3.13)

ここで Jpは式 (3.6)に示す 3自由度連続体モデルのヤコビ行列であり，(JT
p )

+は JT
p の一

般化逆行列である．また Jqは，関節の一般化速度 q̇から空気圧シリンダ速度 Ẋへのヤコ
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Fig. 3.13: Schematic of the 3-dof link-approximation model

ビ行列であり，式 (3.2)を時間微分することで得られる．すなわち，

Ẋ = Jqq̇,

Jq =


rθ sin δ −r cos δ 1

−rθ cos δ −r sin δ 1

−rθ sin δ r cos δ 1

rθ cos δ r sin δ 1

 (3.14)

となる．以上により構築した外力推定器のブロック線図を Fig. 3.12に示す．

3.6.2 特異点近傍における外力推定法

式 (3.13)において θ = 0の時には，Jpが特異行列となってしまい逆行列計算に問題が
生じる．本項では，第 2.7.2項で述べたリンク近似モデルの拡張形を用いて，特異点近傍
における外力計算法を記述する．
Fig. 3.13は，本稿で用いる 3自由度リンク近似モデルの概念図である．Fig. 2.18に示
す 2自由度リンク近似モデルに，柔軟関節の伸縮量 ℓに対応する先端の直動自由度が付加
されたモデルとなっている．第 2.7.2項の導出手順に従い，各仮想関節についての外力ト
ルクおよび並進力からなるベクトル τq = [τδ, τθ, τℓ]

T を考えると，これは関節位置座標 q

に対応する一般化力として次式で求めることができる．

τq = JT
q F̂ext (3.15)

上記よりすなわち，各仮想関節にトルクまたは並進力をもたらす先端の外力成分 fδ, fθ, fℓ
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が，次式のように解析的に求められる．fδfθ
fℓ

 =
(
JT
link

)−1
τq

=



rθ

Lv sin θ

(
(F̂1ext − F̂3ext) sin δ − (F̂2ext − F̂4ext) cos δ

)
− r

Lv

(
(F̂1ext − F̂3ext) cos δ + (F̂2ext − F̂4ext) sin δ

)
F̂1ext + F̂2ext + F̂3ext + F̂4ext


,

Jlink =


Lv sin θ 0 0

0 Lv 0

0 0 1



(3.16)

式中の Lvは Fig. 3.13に示した仮想リンク長である．リンク近似モデルの定義より，

Lv =
Ls + ℓ

2
+ Lg (3.17)

となる．またJlinkは，仮想関節の位置座標系で記述した機構のヤコビ行列である．式 (3.16)

は特異点 θ = 0においても，δ = δref としてロピタルの定理により外力を定義することが
できる．ここで求めた外力成分 fδ，fθ，fℓはそれぞれ，先に定義した柔軟関節末端座標系
の ye軸，xe軸，ze軸方向の成分にほかならない（Fig. 3.7参照）．ゆえに柔軟関節末端
座標系で表わした先端外力ベクトルは，

ef̂ext = [fθ, fδ, fℓ]
T (3.18)

と表わすことができる．これを次式によって，鉗子マニピュレータ基準座標系へ変換すれ
ばよい．

f̂ext = EkδEjθ ef̂ext (3.19)

なお拮抗駆動型柔軟関節の場合と同じく，特異点近傍として θ < 0.05◦となったときに連
続体モデルからリンク近似モデルに計算方法を切り替えて外力推定を行っている．切り替
わり点で外力推定値が不連続とならないことを実験により確認している．
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Fig. 3.14: External forces estimated during free motions: the bending motion (upper)

and the rolling motion (lower)

3.6.3 外力推定実験

a 自由運動時の推定値

Fig. 3.14は，式 (3.9)に示す屈曲動作および式 (3.10)に示す回転動作を制御入力として，
柔軟関節を自由運動させたときの外力推定値を表わしている．自由運動のため所望の推定
値は 0 N である．したがって屈曲動作においては 0.15 N，回転動作においては 0.25 N程
度の推定誤差が生じることが分かり，これは Fig. 2.19に示した拮抗駆動型柔軟関節にお
ける推定誤差と同程度となっている．推定誤差の主な原因としては第 2.7.3項に述べた通
りである．プッシュプル駆動型柔軟関節は，拮抗駆動型柔軟関節に比べて関節の剛性が高
く機構のインピーダンスも大きくなるが，第 3.4節に示す 4自由度動力学モデルの導入に
よって確度の高いモデル同定ができたことにより，結果として外力推定誤差の拡大を防ぐ
ことができたと考える．
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Fig. 3.15: Experimental setup for force measurement: case 1
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Fig. 3.16: Experimental result of one-DOF force estimation in case 1

b 力センサを用いた推定値の評価

次に，歪みゲージ式力センサを用いて推定外力を評価する実験を行う．実験に用いる力
センサの仕様は第 2.7.3項に示したとおりである．
まず鉗子マニピュレータと力センサを Fig. 3.15のように配置し，把持部と力センサ受

感部をワイヤで連結した．この状態でマニピュレータに以下の位置制御入力を与えて実験
を行った．

δref = 90 [◦]

θref = 25 sin 0.8πt+ 25 [◦]
(3.20)

これは Fig. 3.15中の矢印➀で示す屈曲動作のための位置入力であり，図中 fy 方向の力に
ついて評価を行うものである．この位置入力において鉗子先端は，力センサとの拘束のた
めほとんど動かない．実験結果を Fig. 3.16に示す．力センサの計測値とマニピュレータ
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Fig. 3.17: Experimental setup for force measurement: case 2

の外力推定値がよく一致しており，1自由度における外力推定の有効性を確認できる．計
測値と推定値の最大偏差は 0.37 Nであり，拮抗駆動型の鉗子マニピュレータを用いた同
実験結果（Fig. 2.21）と比べて同等の推定性能と言える．また本実験では鉗子先端で 4 N

以上の力を出力しており，拮抗駆動型の鉗子マニピュレータに比べて関節の剛性が高いこ
とが分かる．
次に鉗子マニピュレータの関節を 30◦屈曲させ，力センサとともに Fig. 3.17のように
配置し，把持部と力センサ受感部をワイヤで連結した．この状態で，鉗子マニピュレータ
本体を図中矢印➁の方向に動かすことで鉗子先端に外力を与える．本実験は，プッシュプ
ル駆動型柔軟関節の 3自由度モデルによる外力推定法，すなわち関節の伸縮にかかる自由
度 ℓを考慮した外力推定法の有効性を調べるために行った．Fig. 3.18は，ℓを考慮しない
2自由度モデルを用いて外力推定を行った結果である．Fig. 3.17の状態で先端にかかる外
力は，ℓ方向の成分を大きく含むため，2自由度モデルの外力推定ではほとんど検出できな
いことがわかる．一方 Fig. 3.19は，ℓを考慮した 3自由度モデルを用いて外力推定を行っ
た結果である．このケースでは，支配的な外力成分 fyおよび fz がしっかりと検出できて
いることが分かり，本節で提案した 3自由度モデルによる外力推定法が有効であることを
示している．しかし関節の ℓ方向の力に対しては，4本の空気圧シリンダおよびワイヤ駆
動機構の静止摩擦力が直接的に作用するため，有意に検出できる外力のしきい値が大きく
なってしまう．本実験は fz方向におよそ 5 Nの外力が作用する状況で行ったが，ℓ方向に
対する外力推定性能を向上させるためには，空気圧シリンダを含む各駆動チャネルの静止
摩擦力を低減する必要がある．
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Fig. 3.18: Experimental result of force estimation in case 2 using the 2-dof joint model
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Fig. 3.19: Experimental result of force estimation in case 2 using the 3-dof joint model
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3.7 まとめ

本章では，超弾性合金ワイヤのプッシュ・プル作動によって先端の柔軟関節を駆動する
鉗子マニピュレータを提案・試作した．マニピュレータの設計においては，柔軟関節の駆
動ワイヤに剛性の高い超弾性合金ワイヤを採用することで，関節中心部の背骨構造を無く
すとともに，駆動ワイヤの伸びや関節部での経路誤差を大幅に低減することができた．ま
た，提案する柔軟関節が 5 Nの荷重に対しても大きく変形することなく形状を保てること
を示した．理論モデルの構築においては，関節の伸縮方向の自由度を考慮した 3自由度連
続体モデルを構築し，これに基づき関節の運動学解析を行った．また，空気圧シリンダを
含む 4つの駆動チャネルごとにパラメータを設定可能な 4自由度動力学モデルを構築する
ことで，確度の高いモデル同定を可能にした．位置制御系の設計においては，各空気圧シ
リンダの位置制御によって所望の関節位置を実現する制御系を構築し，実験により良好な
制御性を確認するとともに，本試作機における柔軟関節が 1◦の位置決め分解能を持つこと
を明らかにした．外力の推定においては，3自由度連続体モデルを用いた外力推定法を提
案し，実験によりその有効性を確認した．拮抗駆動型の鉗子マニピュレータと同等の外力
推定性能（屈曲角 60◦以下において検出可能な外力の最小値 0.25 N）を有するとともに，
より高い関節の剛性を実現できることを示した．ただし関節の伸縮方向の外力推定につい
ては機構の特性上，検出可能な外力のしきい値が大きくなってしまうため，機構の静止摩
擦力を低減する必要があることを示唆した．
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第4章 マスタースレーブ操作システムの構築

4.1 はじめに

本章では，第 2章および第 3章で開発した鉗子マニピュレータを，マスタースレーブ操作
によって制御するためのシステムを構築する．鉗子マニピュレータは，先端部の柔軟関節
に屈曲 2自由度を有しており，先行研究にて開発された 4自由度保持ロボット [40]に搭載
することで，6自由度のスレーブマニピュレータとして制御できる．本論ではまず，このた
めに必要な 6自由度運動学解析を行う．次に，ハプティックインターフェースPHANTOM

Desktopをマスタマニピュレータとして用いたマスタースレーブシステムを構築する．こ
こでは，スレーブマニピュレータの位置制御および操作者への力覚提示を可能にするバイ
ラテラル制御系の設計について述べる．その後マスタースレーブシステムを用いた評価実
験を行い，システムの有効性を検証・確認する．

4.2 空気圧駆動スレーブマニピュレータ

4.2.1 マニピュレータ概要

スレーブマニピュレータの外観をFig. 4.1に示す．スレーブマニピュレータは，只野らに
よって開発された 4自由度保持ロボット [40]に，本研究にて開発した 2自由度鉗子マニピュ
レータを搭載した 6自由度ロボットである．保持ロボットは，3つの回転関節（q1, q2, q4）
および 1つの直動関節（q3）を持ち，各関節は全て空気圧アクチュエータで駆動される．ま
た，図中の点O（2本の赤線の交点）が不動点となるように設計されており，これによっ
て体内挿入点（トロッカー部）を中心とした鉗子マニピュレータのピボット運動が実現で
きる．鉗子マニピュレータにおいては，柔軟関節の持つ 2自由度屈曲（図中では簡単のた
め ϕ1, ϕ2と表記）を位置制御の自由度として扱う．
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Fig. 4.1: Overview of the 6-dof slave robot
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Fig. 4.2: Nomenclature and coordinates of the slave manipulator
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4.2.2 6自由度運動学解析

本項では，スレーブマニピュレータの 6自由度運動学解析を行う．Fig. 4.2に示すよう
に，マニピュレータの運動を記述するための慣性座標系O-xyzをロボットの不動点上に
定義する．保持ロボットの基準姿勢を q1 = q2 = q3 = q4 = 0の状態とし，このときに慣
性座標系と Fig. 4.2の位置関係になるものとする．q5および q6は鉗子先端の柔軟関節の
位置座標で，それぞれ屈曲方向 δおよび屈曲角度 θに対応する．また，鉗子マニピュレー
タ基準座標系 ob-xbybzb（Fig. 2.8または Fig. 3.7参照）の向きは，保持ロボットの基準
姿勢時に慣性座標系の向きと一致するものとする．

a 順運動学解

はじめにスレーブマニピュレータの順運動学として，各関節位置 q1～q6から鉗子先端の
位置ベクトル pおよび姿勢行列Rを求める．Fig. 4.2に示すように，マニピュレータの基
準姿勢における，慣性座標系の原点Oから鉗子マニピュレータ基準座標系の原点 obへの
位置ベクトルを laとすると，次式で表わせる．

la =

 0

0

L3 + q3

 (4.1)

式中の L3は，マニピュレータ基準姿勢におけるO-ob間の長さで，本研究では 120 mm

としている．また，鉗子マニピュレータ基準座標系 ob-xbybzbで記述した鉗子先端の位置
ベクトルを lf とすると，これは式 (2.11)より次式となる．

lf = Ekq5
(
le + Ejq6Ek(−q5)lg

)
(4.2)

なお，ベクトル leおよび lgの成分は式 (2.9)および式 (2.10)のとおりである．以上に定義
したベクトル laおよび lf を用いて，鉗子先端の位置ベクトル pを記述すると以下のよう
になる．

p = Eiq1Ejq2Ekq4 (la + lf)

= Eiq1Ejq2Ekq4
(
la + Ekq5

(
le + Ejq6Ek(−q5)lg

)) (4.3)

式中の i，j，kはそれぞれ x，y，z方向の単位ベクトルとする．また上式より，鉗子先
端の姿勢行列Rは

R = Eiq1Ejq2Ekq4Ekq5Ejq6Ek(−q5) (4.4)

と表わせる．
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スレーブマニピュレータのヤコビ行列については，先行研究 [131]および本論文の第 2.4.3

項-bに準じて求めることができる．

b 逆運動学解

次にスレーブマニピュレータの逆運動学として，鉗子先端の位置ベクトル pおよび姿勢
行列Rからマニピュレータの各関節位置 q1～q6を求める．逆運動学解析により，マニピュ
レータ先端の位置・姿勢を目標値として位置制御系に与えることが可能となる．
まず式 (4.4)より，

R−1 = Ek(q5)Ej(−q6)Ek(−q5)Ek(−q4)Ek(−q2)Ek(−q1) (4.5)

と表わすことができる．ここで式 (4.3)の両辺にR−1を左から掛けて整理すると，次式の
ようになる．

R−1p− lg = Ek(q5)Ej(−q6)
(
Ek(−q5)la + le

)
(4.6)

上式の左辺を d = [dx, dy, dz]
T とおいて右辺の成分を計算すると，次式の結果を得る．

dx

dy

dz


=



C5

(
Ls(1− C6)

q6
C6 −

(
LsS6
q6

+ L3 + q3

)
S6

)

S5

(
Ls(1− C6)

q6
C6 −

(
LsS6
q6

+ L3 + q3

)
S6

)
Ls(1− C6)

q6
S6 +

(
LsS6
q6

+ L3 + q3

)
C6


(4.7)

ただし Ci = cos qi，Si = sin qiとする．上式第 1行，第 2行より

dy
dx

=
S5
C5

= tan q5 (4.8)

の関係が得られる．ゆえに，

q5 = tan−1

(
dy
dx

)
(4.9)

と求まる．
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Fig. 4.3: Sample graphs of the function f(q6) with several solutions for f(q6) = 0

さらに式 (4.7)の第 1行，第 2行より次の関係式が得られる．

d2x + d2y =

(
Ls(1− C6)

q6
C6 −

(
LsS6
q6

+ L3 + q3

)
S6

)2

⇕

±
√
d2x + d2y =

Ls(1− C6)

q6
C6 −

(
LsS6
q6

+ L3 + q3

)
S6

(4.10)

上式および式 (4.7)第 3行の関係を用いて q3を消去すると，次の方程式が得られる．

Ls (1− C6)− q6

(
S6dz ± C6

√
d2x + d2y

)
= 0 (4.11)

式 (4.11)は未知数 q6についての方程式となっているが，これを解析的に解くことは困難
である．そこで式 (4.11)の左辺を関数 f(q6)として，数値解法を用いて方程式 f(q6) = 0

を解くことを考える．関数 f(q6)のグラフは Fig. 4.3に示すような曲線となっている．こ
れらの形状を見ると，f ′(q6) = 0となる点が必ず存在し，かつ f(0) = 0が常に成立する
ことが分かる．したがって一般的な高速解法であるニュートン・ラプソン法では，適切な
解への収束は保証されない．そこで，定義域 0 < q6 ≤ 90 [◦]において唯一解が確実に収
束する二分法を用いて計算を行うこととする．このとき q6 = 0が適切な解であるかどう
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かは，境界条件によって判定可能である．本スレーブマニピュレータのシステム（制御周
期 1 ms）においては，0.001◦未満の精度で求解が可能である．なお式 (4.11)中の複号に
ついては，求める q6の定義域に沿うようにいずれかの符号を選べばよい．
ここまでの導出によって関節角度 q5および q6が求められた．次に，式 (4.6)の両辺に

Ekq5Ejq6Ek(−q5)を左から掛けて整理すると，次式が得られる．

la = Ekq5
(
Ejq6Ek(−q5)

(
R−1p− lg

)
− le

)
(4.12)

上式のz成分を計算すればq3が求まる．さらに，式 (4.4)の両辺右側からEkq5Ej(−q6)Ek(−q5)

を掛けると，

REkq5Ej(−q6)Ek(−q5) = Eiq1Ejq2Ekq4 (4.13)

となる．上式の左辺の行列をQとおき，右辺の行列成分を計算すると次式が得られる．
Q11 Q12 Q13

Q21 Q22 Q23

Q31 Q32 Q33

 =


C2C4 −C2S4 S2

C1S4 + S1S2C4 C1C4 − S1S2S4 −S1C2

S1S4 − C1S2C4 S1C4 + C1S2S4 C1C2

 (4.14)

式 (4.14)における各成分同士の関係を用いれば，残る関節角度 q1, q2, q4が求まる．導出
例を以下に示す．

q4 = tan−1 S4
C4

= tan−1 −Q12

Q11
(4.15)

q2 = tan−1 S2
C2

= tan−1 Q13√
Q2

11 +Q2
12

(4.16)

q1 = tan−1 S1
C1

= tan−1 −Q23

Q33
(4.17)

4.3 バイラテラル制御システム

4.3.1 システム構成

本研究で用いるマスタースレーブシステムの構成を Fig. 4.4に示す．本システムではマ
スタマニピュレータとして，Sensable社の汎用ハプティックインターフェースPHANTOM

Desktopを用いており，6自由度の位置・姿勢入力および並進 3自由度のインピーダンス
提示が可能である．マスタ側から入力された位置制御指令に基づきスレーブマニピュレー
タの空気圧駆動を行うと同時に，スレーブ側で推定した外力を力制御指令としてマスタ側
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Fig. 4.4: Schematic of the master-slave system

Fig. 4.5: Correspondence of the master arm to the forceps tip

に送信し，操作者への力覚提示を行うバイラテラル制御システムを構築した．マスタ側，
スレーブ側の制御周期はそれぞれ 1 msで，マスタ・スレーブ間の位置および力情報の送
受信にはUDP/IP通信を用いている．
本システムの操作においては Fig. 4.5に示すように，スレーブマニピュレータの鉗子先

端部が，マスタマニピュレータのペン型アーム先端部の位置・姿勢に対応して動作する．
また鉗子把持部の開閉操作については，マスタのペン型アーム上に設けられたボタンの
ON/OFFによって行う．
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4.3.2 バイラテラル制御系の設計

マスタースレーブシステムに実装したバイラテラル制御系のブロック線図を Fig. 4.6に
示す．以下に制御の流れを説明する．
まずマスタマニピュレータで先端位置・姿勢の 6自由度目標値 rref が入力される．rref

の成分は次式で示すとおり，3自由度並進位置座標および各座標軸回りの回転角から成る．

rref = [x, y, z, ψx, ψy, ψz]
T (4.18)

ただし回転角 ψx, ψy, ψz の値から目標姿勢行列Rref を計算する際は，XYZオイラー角を
用いるものとする．入力された位置・姿勢目標 rref に対し，操作者の手ぶれ抑制のための
フィルタおよび位置情報のスケールファクタ λr を作用させてスレーブ側に送信する．ま
た先端の速度・角速度ベクトル ṙref についても，あらかじめマスタ側で数値微分を行って
からスレーブ側に送信している．これにより通信の遅れやパケットロスなどのエラーが生
じた場合に，速度情報の乱れを抑えることができる．
次にスレーブ側では，受信した目標値 rref および ṙref に対して，逆運動学計算およびヤ
コビ行列の逆行列を掛ける計算を行い，各関節の位置 qref および速度 q̇ref を求める．これ
らの目標値を制御系に与えることにより，スレーブマニピュレータの位置制御を行う．こ
れと同時に，計測した駆動力および関節位置などの情報から，外力推定器によって先端に
作用する外力 f̂extを計算し，マスタ側へ力情報 fsとして送信する．なお本システムで実
装した外力推定アルゴリズムは，第 2.7節または第 3.6節で述べた柔軟関節を用いる外力
推定法に，保持ロボットの直動関節（q3）にかかる外力成分を加えて，柔軟関節の伸縮方
向に対する外力の検出感度を補完したものである．
スレーブ側からの力情報 fs をマスタ側で受信すると，これに含まれる推定誤差をカッ
トするため次式のような閾値処理を行う．

fhaptic =


(
|fs|
fth

)n
fs (|fs| < fth)

fs (|fs| ≥ fth)

(4.19)

式中の fthはマスタ側で提示する外力の閾値である．本システムにおいては，鉗子マニピュ
レータの自由運動時の推定誤差（第 2.7.3項および第 3.6.3項参照）を考慮し，fth = 0.3

Nと設定した．また，式中の nは閾値処理における縮小・平滑化の度合いを決める正数で
あり，本システムでは n = 3と設定した．この閾値処理を行った後，外力情報に対して力
覚提示のスケールファクタ λf を作用させるとともに，マスタアームの自重補償wm，お
よび操作の安定性を高める粘性を考慮して，最終的にマスタマニピュレータが提示するイ
ンピーダンス fmを決定する．なお，マスタアームの自重補償wmについては鉛直上方に
0.15 Nと設定し，他のスケールファクタおよび粘性係数については，それぞれの実験にお
ける設定値として後述する．
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Fig. 4.6: Block diagram of the bilateral control system

4.3.3 評価実験

前項にて設計したバイラテラル制御系を用いて，マスタースレーブシステムの評価実験を
行った．スレーブ側には，プッシュプル駆動型柔軟関節を有する鉗子マニピュレータを用いて
いる．本実験においては，システムの位置入力および外力提示のスケールファクタ，マスタ
マニピュレータの粘性減衰係数についてそれぞれλr = 1.0，λf = 1.0，B = 0.001 N · s/mm

と設定した（Fig. 4.6参照）．
はじめに，スレーブマニピュレータに外力が作用しない状態でマスタ側から任意の操作

を行った．Fig. 4.7は，この時のマニピュレータ先端の位置・姿勢パラメータの時間応答で
ある．先端の位置・姿勢は，マニピュレータの各関節の角度から順運動学によって求めた
ものである．図中およそ t = 0～8 sの間は，主としてマニピュレータ先端の並進位置を変
化させ，その後は主として先端の姿勢を変化させるような操作を行っている．スレーブマ
ニピュレータの各位置・姿勢パラメータが，マスタ側から入力された目標値に良好に追従
していることが確認できる．また Fig. 4.8は，この時スレーブ側で推定された外力および
マスタ側での提示力を示したものであり，Fig. 4.7との時間的対応に基づき考察する．図
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中およそ t = 0～8 sの間は，マスタ側入力の並進速度が大きいため，安定した操作性に寄
与する粘性力が提示力として顕著に現れている．その後は主として姿勢を変化させる入力
操作のため，マスタ側の粘性力提示としては小さくなる．またスレーブマニピュレータの
自由運動における外力推定誤差が，式 (4.19)に示す閾値処理によって効果的にカットされ
ていることが分かる．
次に外力提示機能の検証として，Fig. 3.15に示す要領に準じて力センサの受感部に連結
したワイヤを，マスタースレーブ操作によって引っ張る実験を行った．この操作における
マニピュレータ位置および姿勢パラメータの時間応答を Fig. 4.9に，スレーブ側での外力
推定値およびマスタ側での提示力を Fig. 4.10にそれぞれ示す．本実験ではおよそ 3 N未
満の外力を鉗子先端に作用させており，力センサの計測値とスレーブ側推定値およびマス
タ側提示力の波形がよく一致している．この結果から，本システムによって操作者への直
観的な力提示が実現できることを確認した．

4.4 まとめ

本章では，柔軟関節を有する鉗子マニピュレータを，操作者が直観的に操作するための
マスタースレーブシステムを構築した．先端部に 2自由度屈曲を有する鉗子マニピュレー
タを，4自由度保持ロボット [40]に搭載して 6自由度スレーブマニピュレータを構成する
とともに，6自由度マニピュレータとしての順運動学および逆運動学解析を行った．次に，
汎用ハプティックインターフェース PHANTOM Desktopをマスタマニピュレータとして
用い，スレーブマニピュレータの位置制御およびマスタ操作者への力覚提示を可能にする
バイラテラル制御系を設計した．スレーブ側での外力推定誤差をカットする閾値処理を組
み込み，本システムでは 0.3 N未満の外力は誤差として縮小・平滑化を行うものとした．
また位置入力・外力提示のスケールファクタ，およびマスタの粘性力などを付加すること
で，操作性を調整・変更できるシステムとした．構築したマスタースレーブシステムを用
いて評価実験を行い，無負荷状態において外力推定の閾値処理が有効であること，および
外力が作用した場合に操作者への直観的な力覚提示が可能であることを確認した．
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第5章 マスタースレーブシステムを用いた操
作実験

5.1 はじめに

本章では，開発した鉗子マニピュレータおよびマスタースレーブシステムを用いて，実
際の手術手技に即した操作実験を行い，マニピュレータの操作性・実用性を検証する．ま
ず本システムの力覚提示の有効性を検証するため，湾曲針の刺入実験を行う．実験におい
ては力提示のスケールファクタを数パターン用意し，マニピュレータにかかる外力の違い
を調べる．次に模擬生体組織を使用した縫合実験を行い，縫合がスムーズに実施できるこ
と，および必要となる力覚を提示できることを確認する．さらに In-vivo実験によって，生
体の腹腔内における縫合手技を検証するとともに，マニピュレータの実用上の課題を明ら
かにする．

5.2 力覚提示の有効性検証

本節では，複数の被験者による湾曲針の刺入実験を行い，本システムにおける力覚提示
の有効性を検証する．実験においては力提示のスケールファクタを数パターン用意し，マ
ニピュレータにかかる外力の違いを調べる．実験方法は以下の通りである．

1) 被験者は Fig. 5.1に示すように，スポンジ状の模擬生体組織に対して右手鉗子で湾
曲針を刺入し，同じく右手鉗子で針を引き抜く動作を行う．これを 1回の試技とす
る．それぞれの試技ごとに，右手鉗子に作用した力（推定値）の大きさの最大値を
記録する．なお被験者は実験中この値を知ることはできない．

2) マスタースレーブシステムにおける力提示のスケールファクタ λf を，0, 0.1, 0.3,

0.5, 0.7, 1.0の 6パターン用意し，それぞれのスケール設定において被験者が手順 1)

の試技を連続 3回ずつ行う．このとき力覚スケール λf の値は被験者に通知せず，ス
ケール設定の順番はランダムとする．

3) 上記手順を 2セット繰り返す．すなわち被験者は，6パターンの力覚スケール設定に
おいて計 6回ずつの試技を行うことになる．各スケールごとに 6つの外力ピーク値
のサンプルが得られ，これらの大きさの平均値を fmaxとしてそれぞれ求める．
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Fig. 5.1: The needle insertion/extraction task

本研究では，5人の被験者に対して上記の実験を行った．例として，そのうち 2人の被
験者の実験データを Fig. 5.2に示す．青の棒グラフはスレーブ側での外力推定値（6回の
平均ピーク）を，オレンジの棒グラフはその値についてのマスタ提示力換算値をそれぞれ
表わす．両被験者とも，適度な力覚提示がある時（本実験ではスケール 0.3以上）の方が，
湾曲針の刺入タスクにおける外力ピーク値が低い傾向にある．この傾向はすなわち，術技
において不要な力をかけずに済むということであり，作業の確実性・安全性の向上につな
がる．ちなみに，この傾向は 5人の被験者全てに共通して見られた．この結果から，およ
そ 1～3 Nの力を必要とする湾曲針の刺入タスクにおいて，力覚提示が作業性の向上に有
効な役割を果たしていると言える．また，同程度の力を必要とする他の手技（縫合糸の結
擦など）においても，本システムによる力覚提示が有効であると考えられる．ただし，最
適な力覚提示スケールについては，操作者およびタスクの種類によって異なるものと考え
られ，今後の研究課題である．
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Fig. 5.2: Results of the subject experiment: maximum force applied during the needle-

insertion task according to the force scaling factor λf



94 第 5 章 マスタースレーブシステムを用いた操作実験

Fig. 5.3: Digest of a suturing task using an artificial tissue

5.3 縫合実験

本節では，スポンジで製作した模擬生体組織に対する縫合実験を行った．マスタース
レーブの操作パラメータについては，位置入力のスケール λr = 0.8，力提示のスケール
λf = 0.7，マスタの粘性減衰係数 B = 0.001 N · s/mmと設定した．なおこれらの各設定
値は，操作者の感覚的評価によって調整を行ったものである．Fig. 5.3は，一連の縫合手
技におけるマニピュレータの動きを撮影したものである．湾曲針の刺入（写真 1～3），左
手鉗子周りへの糸のループ（写真 4～6），および結擦（写真 7～9）の各動作がスムーズに
実施できることを確認した．また Fig. 5.4は，この手技における右手鉗子（針を持つ方）
にかかる外力の推定値およびマスタ側での提示力を示したものである．Fig. 5.3の写真と
対応させて考察すると，主として外力が生じるのは湾曲針の刺入時および糸の結擦時であ
り，それぞれ 1 N前後の外力がスレーブ側で検出されている．一般的な腹腔鏡手術におい
て，縫合時に必要な力覚の範囲は 0.5～2 Nという研究報告があり [96]，本システムは 0.3

N以上の外力を有意に提示できる性能を持つ（第 4.3.2項参照）ことから，この条件を満
足するものであると言える．
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Fig. 5.5: Pre-operational check by surgeons

5.4 In-vivo実験

本節では，東京医科歯科大学の協力のもと，In-vivo実験によって生体（豚）の腹腔内
での手術手技を検証した．実験は，外科医による簡単な操作トレーニング（Fig. 5.5）を
行った後，マニピュレータを豚の腹腔内に挿入して術技の検証を行った．実験の様子を
Fig. 5.6に示す．腹腔内にマニピュレータを挿入したことにより充填ガスが大きく漏れ出
す等の不具合は生じなかった．次に，腹腔内で行った縫合手技の一連の動作を Fig. 5.7に
示す．In-vivo実験においても，写真のように腹腔内でスムーズな縫合手技が行えることを
確認した．一方，マニピュレータの可動部分に体内組織や縫合糸を挟み込んでしまう危険
性も指摘された．特に柔軟関節部分については，伸縮可能なカバーを周囲にかけて使用す
る等の対策が必要と考えられる．また滅菌・洗浄プロセスに対応するためには，マニピュ
レータの清潔・不潔部分を自在に分離・結合できる機構設計が必要となる．

5.5 まとめ

本章では，開発した鉗子マニピュレータおよびマスタースレーブシステムを用いて，実
際の手術手技に即した操作実験を行い，マニピュレータの操作性・実用性を検証した．ま
ず，力提示のスケーリングを変えて湾曲針の刺入実験を行い，力覚提示によって針の刺入
時にかかる力のピークが下がることを示した．次に，模擬生体組織を使用した縫合実験を
行い，縫合がスムーズに実施できることを確認するとともに，必要となる力覚を確実に提
示できることを示した．さらに In-vivo実験によって，生体の腹腔内における縫合手技を
実証した．一方，柔軟関節部分のカバー，滅菌・洗浄プロセスへの対応など，実用化にあ
たり改良検討すべき事項も明らかとなった．



第 5 章 マスタースレーブシステムを用いた操作実験 97

Fig. 5.6: Scenes of the invivo experiment
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Fig. 5.7: Digest of a suturing task in real abdomen
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第6章 空気流量変化を用いた力センサの開発

6.1 はじめに

本章では，管路を流れる空気流量の変化を用いて力を計測する方法を提案する．本手法
は，受感部が非電気的デバイスのため滅菌・洗浄が容易であり，MRI環境下でも使用で
きること，および手術室で空気圧源が容易に得られるため，システムのコンパクト化が図
れる等の利点により，内視鏡手術器具に搭載する力センサとして有効である．また，本研
究で開発した鉗子マニピュレータとの組み合わせも可能である．例えばプッシュプル型柔
軟関節の内部に必要な空気配管等を通して，鉗子の最先端に力センサの受感部を搭載すれ
ば，先に述べた外力推定では検出困難な微細な力も正確に計測できる．本章においては，
まず空気流量の変化から力を検出する原理について述べ，力センサの設計指針を得るため
の理論モデルを構築する．次に腹腔鏡手術用鉗子に搭載可能な３軸力センサを設計・試作
し，基礎実験によって提案する測定原理の有効性を検証する．

6.2 測定原理

空気流量変化を用いた力センサの測定原理を Fig. 6.1に示す概念図により説明する．本
システムには配管を通じて常に空気が供給されており，力センサの受感部を通過している．
受感部に外力が作用すると，受感部の弾性変形によって空気流路の有効断面積が変化し，
管路を流れる空気流量が変化する．作用する外力と流量の関係をあらかじめ把握しておけ
ば，配管中に設置した流量計の計測値から，現在受感部に作用する力を知ることができる．
以上が提案する力センサの測定原理である．

6.3 理論モデル

本節では 1自由度力計測システムの理論モデルを解析することにより，次節で述べる試
作機の設計指針を得る．
Fig. 6.2は，最も単純な 1自由度力計測システムの模式図である．内径 d，長さ ℓの配
管から供給された空気が，スリット幅 xの受感部を通過する．受感部は剛性 kを持ち，外
力 F を受けるとスリット幅 xが変化する．配管入口圧力を Ps，配管出口圧力（＝スリッ
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Fig. 6.1: Concept of the force sensor using air flow rate

Fig. 6.2: Schematic of 1-dof force sensing system using air flow rate

ト入口圧力）を Pn，スリット出口圧力を Pa，スリット部の有効断面積を Seとすると，管
路を流れる空気の体積流量Qはオリフィス流れのモデルを用いて次式で表わせる．

QANR =


aSePn

√
293

θ

(
Pa

Pn
≤ b

)

aSePn

√
293

θ

√
1−

(
Pa/Pn − b

1− b

)2 (
Pa

Pn
> b

) (6.1)

式中のQANRは標準状態（20℃，100 kPa）における体積流量を意味する．また aは定数，
θは流体温度，bは臨界圧力比である．ここで有効断面積 Seは，スリット部の流路を円筒
形状として次のように求める．

Se = πxd (6.2)

受感部が外力 F を受けると，弾性変形によりスリット幅 xが変化する．この関係は，受感
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部の剛性 kを用いて次式で表わせる．

F = k(x− x0) (6.3)

式中の x0は無負荷状態におけるスリット幅（基準スリット幅）である．以上に示した式
(6.1)～式 (6.3)によって，受感部に作用する力と空気流量変化の関係を記述することがで
きる．
次に，力センサの設計にあたり空気流量変化の特性を予測するためには，空気の通る細
長い管路の抵抗も含めたモデルを解析する必要がある．ここでは定常特性を見積もるため，
Fig. 6.2に示した空気配管内の流れを，円管内 1次元定常流れとして定式化を行う．また
管路内の圧力および密度分布を考慮するため，微小区間∆ℓに分割して計算を行う．ダル
シー・ワイスバッハの式により，上流側から i番目の微小区間の質量流量Giを求めると次
のようになる．

Gi =


ρi

πd4

128µ∆ℓ
(Pi − Pi+1) (Re ≤ 2300)

ρi
πd2

4

√
2d

ρif∆ℓ
(Pi − Pi+1) (2300 < Re < 105)

(6.4)

式中の ρiは密度，µは粘度，f は管摩擦係数，Reはレイノルズ数である．ここで，密度
ρiについては気体の状態方程式から

ρi =
Pi

Rθ
(6.5)

と表わせる．また管摩擦係数 f の計算については，次に示すブラジウスの式を用いるもの
とする．

f =


64
Re (Re ≤ 2300)

0.3164Re−
1
4 (2300 < Re < 105)

(6.6)

なお上記解析の境界条件として，管路入口部分の圧力を Ps，管路出口部分の圧力を Pnと
する（Fig. 6.2参照）．次に，スリット部を流れる空気の質量流量Gnを，以下の近似式に
より記述する [132]．

Gn =



1

5
ρ
ANR

πxdPn

√
293

θ

(
Pa

Pn
≤ b

)

1

5
ρ
ANR

πxdPn

√
293

θ

√
1−

(
Pa/Pn − b

1− b

)2 (
Pa

Pn
> b

) (6.7)
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Table 6.1: Simulation conditions

Ps 150 kPa Pa 100 kPa

d 1.2 mm ℓ 770 mm

θ 293 K ρ
ANR

1.2 kg/m3

b 0.5 a 1.2×104

µ 1.8×10−5 Pa·s R 8.3 J/(mol·K)

i 1 ～ 999 ——————

Fig. 6.3: Simulation result: static characteristics of flow rate with respect to slit width

簡単のため空気温度 θを常に一定とし，式 (6.4)および式 (6.7)を質量保存則により連立さ
せて解けば，スリット幅 xに対する空気流量を求めることができる．
上記理論モデルを用いた解析結果の例として，Table 6.1に示す条件を用いた場合のス

リット幅と空気流量の関係をFig. 6.3に示す．この条件においては，スリット幅が 0.3 mm

以上になると流量がほとんど変化しなくなることが分かる．これはスリット部の流路抵抗
が，配管による流路抵抗に比べて非常に小さくなったためであり，受感部の有効断面積を
この領域で設計してしまうと，作用する力に対して流量感度の低いセンサシステムとなっ
てしまう．スリット幅すなわち受感部の有効断面積の設計にあたっては，所望の流量感度
が期待できる領域を見積もった上で行うのが望ましい．
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Fig. 6.4: Design of a 3-axial force sensor embedded in a forceps

6.4 試作デバイスの設計

前節に示した測定原理を用いて，直径 10 mmの腹腔鏡手術用鉗子に搭載可能な力セン
サを設計した．設計概要を Fig. 6.4に示す．受感部の長さは 5 mmで，3本の空気圧配管
にそれぞれ個別の検出エレメントを接続している．この 3本のラインでそれぞれ流量を計
測することにより，受感部に作用する独立 3軸の力を検出可能なシステムである．各検出
エレメントには 2つのスリットがあり，空気供給側のMain slitからのみ空気が流出する
構造となっている．もう一方のスリットは，弾性変形の等方性を向上させるために設けて
いる．本センサは，Table 6.1に示す条件にて使用することとする．Fig. 6.3の計算結果に
基づき基準スリット幅を 0.1 mmとし，これを中心に 2 Nの垂直荷重に対しておよそ 0.04

mmの変位が生じるよう，ばね定数を 0.05 N/umに設計した．Fig. 6.5は，3次元Cadソ
フト SolidWorksによる検出エレメントの静荷重構造解析の結果である．

6.5 基礎実験

試作した力センサ搭載鉗子を用いて，鉗子先端に作用する外力および受感部に流れる空
気流量の計測実験を行った．今回，力計測・流量計測についてそれぞれ１軸・１回路のみ
を対象とし，提案する力検出原理の有効性を検証した．
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Fig. 6.5: Numerical analysis on static mechanics of the sensing element

6.5.1 実験装置の概要

実験装置の外観を Fig. 6.6，模式図を Fig. 6.7にそれぞれ示す．鉗子の把持部を電気式
力センサに固定し，図中に示す 1軸方向の力を計測する．力の入力は，鉗子全体を保持す
る空気圧シリンダの駆動力制御によって行うため，鉗子先端に静的および動的な任意の荷
重をかけることができる．また，鉗子先端の受感部につながる３つの配管のうち１つを差
圧式流量計に接続し流量計測を行う．差圧式流量計は管路内に整流エレメントが挿入され
ている層流型流量計であり，測定レンジ± 6.0 l/min(ANR)，精度± 2 % F.S.のものを用
いた．流量計から受感部までの空気配管の内径・長さ，空気の供給圧力および温度につい
ては Table 6.1に示す値，つまり力センサの設計時に想定した条件と同様である．

6.5.2 実験結果と考察

Fig. 6.8は先端に加えた力に対する流量値（定常特性）を表わす．図中の各点は 1 msサ
ンプリングで 5秒間計測を行い，平均値をプロットしたものである．力の向きは把持対象
の電気式力センサを押す方向を正としている（Fig. 6.6参照）．本実験では 3 Nまでの力
を先端に加えているが，力の大きさによって流量が明確に変化しており，空気流量変化を
用いた力センサの測定原理が有効であることが確認できる．実験結果より，およそ 0.5 N

のヒステリシスが生じているが，これはセンサ受感部の検出エレメントが塑性変形したた
めであり，受感部の剛性を適切に設計することで解消できると考える．
次に，力の周期的入力に対する流量の時間変化を Fig. 6.9に示す．入力周波数は上段の

グラフが 0.5 Hz，下段のグラフが 2.0 Hzであり，振幅は 3.0 N で与えた．これらの結果よ
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Fig. 6.6: Experimental setup for flow rate and force measurement

り，全体として空気の流量変化が力の変化に追従しており，提案した手法が有効であるこ
とが分かる．特に，手術における鉗子の動作はそれほど速くないことから，2.0 Hz程度の
動特性を有していれば，実用上問題ない応答速度であると考える．Fig. 6.9上図において，
一部で流量波形が大きく乱れている様子が見られる．この原因としては，配管内，特に流
量計上流部の局所的な圧力脈動の影響が考えられる．これについては，流量計の上流の管
路に整流エレメントを設置する等の処置により低減することを検討する必要がある．また
Fig. 6.9の上図，下図いずれにおいても，力が小さくなる方向では流量変化の追従性が非
常に高いのに対し，力が大きくなる方向では流量波形に最大 10 ms程度の遅れが生じてい
る．つまり，作用する力の方向に依存して遅れの状態が変化している．これは Fig. 6.8の
静特性の実験結果で示したように，受感部の塑性変形に起因するヒステリシスの影響であ
ると推察される．よって受感部の剛性を適切に設計し，ヒステリシスを小さくできれば，
流量変化の遅れを小さくできると考える．なお，空気の圧縮性による応答遅れの影響につ
いては，本実験における条件下では実用上問題とならないレベルであると考える．

6.6 まとめ

本章では腹腔鏡手術用鉗子に搭載可能な，空気流量の変化を利用した力計測システムを
提案した．システムの設計見積もりのための簡易な 1次元理論モデルを構築するとともに，
計算結果に基づき 3軸力センサを設計・試作した．試作機を用いて 1軸成分の力および流
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Fig. 6.7: Schematic diagram of the experimental apparatus

量の計測実験を行い，提案する力計測手法の有効性を確認した．本試作機においては 2.0

Hz程度の動特性を有していることを実験により確認したが，力を受けた受感部の塑性変
形により流量の応答にヒステリシスが現れる問題点も明らかとなった．今後の課題として，
流量計測におけるノイズ，ヒステリシスの低減，温度・圧力の影響調査と補償法の検討，
および 3軸力計測のためのセンサ校正法の検討などがある．
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Fig. 6.8: Static characteristics of flow rate with respect to applied force
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Fig. 6.9: Transient responses of flow rate with sinusoidal force inputs
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第7章 結論

7.1 本論文の結論

本論文では，手術ロボットの小型・多自由度機構に適した簡易な柔軟関節構造を考案し，
これを用いて先端に屈曲 2自由度を有する鉗子マニピュレータを開発した．従来のリンク
関節に比べて機構の部品点数を大幅に削減するとともに，手術手技に必要な剛性を確保す
ることに成功した．また，柔軟関節の空気圧駆動による鉗子先端の外力推定法を提案した．
マスタースレーブ操作システムを構築し，鉗子先端にかかる 0.3N以上の外力提示を達成
するとともに，直観的かつスムーズな縫合手技が可能であることを示した．さらに，外力
推定では困難となる微細な力計測を実現するため，手術マニピュレータへの搭載に適した，
空気流量変化を用いた力センサを提案・試作し，基礎実験によって計測原理の有効性を示
した．以下に本論文で得られた主な成果および知見をまとめる．
第 1章「序論」では，まず本研究の背景について述べた．内視鏡手術ロボットの研究開
発が近年盛んに行われていることを報告するとともに，手術マニピュレータの多自由度機
構についての調査・分析を行い，各機構の持つ長所・短所について整理した．また，ロボッ
ト手術における術者への力覚提示の重要性を報告し，手術ロボットシステムにおける力セ
ンサの開発動向および空気圧駆動を用いた外力推定について述べた．次に本研究の目的と
して，柔軟構造を用いてマニピュレータの多自由度機構を簡略化すること，柔軟関節の空
気圧駆動による外力推定法を考案すること，マスタースレーブ操作システムを構築し実際
の手術手技によってマニピュレータの有効性を検証すること，およびマニピュレータ先端
に搭載可能な，空気流量変化を用いた力センサを開発することを述べた．
第 2章「拮抗駆動型柔軟関節を有する鉗子マニピュレータ」では，張力ワイヤによって柔
軟構造の屈曲を制御する拮抗駆動型柔軟関節を用いた鉗子マニピュレータを提案・試作し
た．鉗子マニピュレータとしての剛性を保つため，柔軟関節の主構造に切削加工で製作し
た精密スプリングを用い，ワイヤ張力によるスプリングの圧縮を防ぐため中心に超弾性合
金の背骨構造を付加した．2自由度連続体モデルに，駆動ワイヤの伸びや経路誤差の影響を
加味した関節の運動学を記述し，屈曲角度を正確に補償できることを確認した．マニピュ
レータの動力学としては，拮抗駆動における機構の摩擦力および弾性力を屈曲角度の関数
としてモデル化し，実験的に同定を行った．制御系の設計においては，位置制御のメイン
ループに駆動力制御のマイナーループを内包したカスケード制御系に，動力学のフィード
フォワード補償を付加したシステムを構築し，柔軟関節の良好な運動制御が実現できるこ
とを確認した．外力の推定においては，拮抗駆動の動力学モデルおよび連続体モデルのヤ
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コビ行列から鉗子先端に作用する外力を求める方法を提案するとともに，柔軟関節の運動
学的特異点である直線姿勢における推定方法も考案した．マニピュレータの自由運動時の
外力推定実験から，柔軟関節の屈曲角度が 60◦以下の条件において 0.25N以上の外力を有
意に検出できることが分かった．また力センサを用いた評価実験によって，鉗子先端で 3N

以上の力を安定して出力できること，および提案する外力推定手法の有効性を確認した．
第 3章「プッシュプル駆動型柔軟関節を有する鉗子マニピュレータ」では，超弾性合金

ワイヤのプッシュ・プル作動によって先端の柔軟関節を駆動する鉗子マニピュレータを提
案・試作した．マニピュレータの設計においては，柔軟関節の駆動ワイヤに剛性の高い超
弾性合金ワイヤを採用することで，関節中心部の背骨構造を無くすとともに，駆動ワイヤ
の伸びや関節部での経路誤差を大幅に低減することができた．また，提案する柔軟関節が
5 Nの荷重に対しても大きく変形することなく形状を保てることを示した．理論モデルの
構築においては，関節の伸縮方向の自由度を考慮した 3自由度連続体モデルを構築し，こ
れに基づき関節の運動学解析を行った．また，空気圧シリンダを含む 4つの駆動チャネル
ごとにパラメータを設定可能な 4自由度動力学モデルを構築することで，確度の高いモデ
ル同定を可能にした．位置制御系の設計においては，各空気圧シリンダの位置制御によっ
て所望の関節位置を実現する制御系を構築し，実験により良好な制御性を確認するととも
に，本試作機における柔軟関節が 1◦の位置決め分解能を持つことを明らかにした．外力
の推定においては，3自由度連続体モデルを用いた外力推定法を提案し，実験によりその
有効性を確認した．拮抗駆動型の鉗子マニピュレータと同等の外力推定性能（屈曲角 60◦

以下において検出可能な外力の最小値 0.25 N）を有するとともに，より高い関節の剛性を
実現できることを示した．ただし関節の伸縮方向の外力推定については機構の特性上，検
出可能な外力のしきい値が大きくなってしまうため，機構の静止摩擦力を低減する必要が
あることを示唆した．
第 4章「マスタースレーブ操作システムの構築」では，柔軟関節を有する鉗子マニピュ

レータを，操作者が直観的に操作するためのマスタースレーブシステムを構築した．先端
部に 2自由度屈曲を有する鉗子マニピュレータを，4自由度保持ロボット [40]に搭載して 6

自由度スレーブマニピュレータを構成するとともに，6自由度マニピュレータとしての順運
動学および逆運動学解析を行った．次に，汎用ハプティックインターフェースPHANTOM

Desktopをマスタマニピュレータとして用い，スレーブマニピュレータの位置制御および
マスタ操作者への力覚提示を可能にするバイラテラル制御系を設計した．スレーブ側での
外力推定誤差をカットする閾値処理を組み込み，本システムでは 0.3 N未満の外力は誤差
として縮小・平滑化を行うものとした．また位置入力・外力提示のスケールファクタ，お
よびマスタの粘性力などを付加することで，操作性を調整・変更できるシステムとした．
構築したマスタースレーブシステムを用いて評価実験を行い，無負荷状態において外力推
定の閾値処理が有効であること，および外力が作用した場合に操作者への直観的な力覚提
示が可能であることを確認した．
第 5章「マスタースレーブシステムを用いた操作実験」では，開発した鉗子マニピュレー

タおよびマスタースレーブシステムを用いて，実際の手術手技に即した操作実験を行い，
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マニピュレータの操作性・実用性を検証した．まず，力提示のスケーリングを変えて湾曲
針の刺入実験を行い，力覚提示によって針の刺入時にかかる力のピークが下がることを示
した．次に，模擬生体組織を使用した縫合実験を行い，縫合がスムーズに実施できること
を確認するとともに，必要となる力覚を確実に提示できることを示した．さらに In-vivo

実験によって，生体の腹腔内における縫合手技を実証した．
第 6章「空気流量変化を用いた力センサの開発」では，腹腔鏡手術用鉗子に搭載可能な，
空気流量の変化を利用した力計測システムを提案した．システムの設計見積もりのための
簡易な 1次元理論モデルを構築するとともに，計算結果に基づき 3軸力センサを設計・試
作した．試作機を用いて 1軸成分の力および流量の計測実験を行い，提案する力計測手法
の有効性を確認した．本試作機においては 2.0 Hz程度の動特性を有していることを実験
により確認したが，力を受けた受感部の塑性変形により流量の応答にヒステリシスが現れ
る問題点も明らかとなった．

7.2 今後の課題

本研究で構築したシステムのさらなる性能向上，および将来の臨床応用を実現するため，
以下のような課題が挙げられる．

　柔軟関節を用いた鉗子マニピュレータについて

1) マニピュレータの細径化
外径 5 mmの鉗子マニピュレータの製作を考えている．細径化にあたって柔軟関節
の構造上問題となるものはなく，本研究で得た知見を直接生かすことが可能である．

2) マニピュレータの位置決め精度の向上
空気圧シリンダの位置センサを，現行のポテンショメータから高分解能なエンコー
ダに替えることにより，制御系の性能向上が期待できる．また，屈曲機構の改良に
よる摩擦の低減も必要となる．

3) 手術中の器具交換および滅菌・洗浄を容易にするための構造改良
清潔部と不潔部を分離するための着脱機構や，洗浄処理のためのフラッシュポート
の設置などが挙げられる．

　空気流量変化を用いた力センサについて

1) 空気流量の計測精度向上
流量計の上流部に整流エレメントを設置し，圧力脈動の影響を低減することを考え
ている．また，１軸の力検出に２本の配管を用いる差動入力方式とすることにより，
検出感度の向上が期待できる．
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2) 受感部の構造改良
各軸の設計荷重に対して塑性変形を起こさず，かつコンパクトな受感部構造への改
良が必要である．

3) センサ校正法および温度・圧力補償法の検討
多軸力センサとして使用する場合，設計した受感部に対する流量信号の校正法を考
案する．また温度・圧力の影響を調査し，その補償法を検討することも必要となる．

4) 力センサと外力推定とのハイブリッド運用
鉗子マニピュレータの外力推定では検出できない微細な力を，先端付近に搭載した
力センサで計測することで，外力提示のレンジャビリティを向上させることが可能
となる．また，外力推定値を力センサのオブザーバとして用いることにより，計測
値の異常を検知できると考えられる．
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付録A 鉗子マニピュレータの動力学モデル
の有効性検証

第 3.4節では，プッシュプル駆動型柔軟関節を有する鉗子マニピュレータのための 4自由
度動力学モデルを構築した．本モデルは，アクチュエータを含む駆動チャネルごとにマニ
ピュレータの動力学を記述できるため，各駆動チャネルの持つ動力学的な個体差を補償し
易いという利点を有する．なお拮抗駆動型柔軟関節を用いる場合においても，駆動ワイヤ
の最低張力を保証することにより本モデルの適用が可能である．構築した 4自由度動力学
モデルの有効性を検証するため，プッシュプル駆動型柔軟関節を有する鉗子マニピュレー
タを用いて位置制御実験を行った．

A.1 実験方法

実験は，Fig. 3.8に示した制御系における位置制御ループのフィードバックゲイン（Kpp

およびKpd）を全て 0に設定し，動力学モデルZff のみによる開ループ制御で行う．本実
験による位置制御の応答性を調べることにより，構築した動力学モデルの妥当性を検証で
きる．今回は，Table A.1に示す 4種類の目標値入力に対する制御応答を評価する．Case

1～Case 3は柔軟関節の 1自由度屈曲動作をおこなうもので，屈曲角度の振幅および周波
数の異なる正弦波状の入力となっている．Case 4は関節の屈曲方向を制御する入力であ
り，2自由度屈曲を組み合わせた動作となる．

A.2 実験結果と考察

Table A.1の各ケースにおける実験結果を Fig. A.1～Fig. A.4に示す．1自由度屈曲動
作である Fig. A.1～Fig. A.3においては，それぞれ良好な制御応答が得られた．特に各空
気圧シリンダの速度の切り替わり点においては，関節の屈曲状態に応じて機構の摩擦力が
適切に補償されていることが分かる．これらの結果から，構築した動力学モデルが 1自由
度屈曲動作における振幅・周波数の変化に対して有効であることが分かる．一方 Fig. A.4

は，2自由度屈曲の組み合わせによる制御応答を示しているが，1自由度屈曲動作時に比
べて応答性が低下している．これは，柔軟関節の屈曲自由度間で生じる干渉（主として駆
動ワイヤの経路長変化）が，理論モデルに含まれていないためである．関節の屈曲状態に
応じてわずかに変化する駆動ワイヤの経路長を，運動学および動力学モデルにおいて考慮
することにより，この問題を改善できると考える．
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Table A.1: Reference input of joint position

Case 1
δref = 0 [deg]

θref = 30 sin 0.6πt [deg]

Case 2
δref = 0 [deg]

θref = 60 sin 0.6πt [deg]

Case 3
δref = 0 [deg]

θref = 60 sin 1.2πt [deg]

Case 4
δref = 90 sin 0.6πt [deg]

θref = 60 [deg]
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Fig. A.1: Performance with openloop control based on the dynamic model (case1)



付録 A 鉗子マニピュレータの動力学モデルの有効性検証 115

-60

-40

-20

 0

 20

 40

 60

 0  1  2  3  4  5  6

θ 
 [

°] θ ref.

θ

-4

-2

 0

 2

 4

 0  1  2  3  4  5  6

X
1
, 
X

3
  
[m

m
]

X1 ref.

X1
X3 ref.

X3

-15

-10

-5

 0

 5

 10

 15

 0  1  2  3  4  5  6

F
1
, 

F
3
  

 [
N

]

t   [s]

F1 ref.

F3 ref.

F1
F3

Fig. A.2: Performance with openloop control based on the dynamic model (case2)
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