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記号表 

 

  𝑎𝑝 ：切込み [mm] 

  𝐴 ：切削断面積 [mm2] 

  𝐴ave ：平均切削断面積 [mm2] 

  𝐴. 𝑅. ：軸方向すくい角 [ ° ] 

  𝑐𝑠 ：サファイアの比熱 [J/(kg・K)] 

  𝑐𝑡 ：比熱 [J/(kg・K)] 

  𝐶1 ：第 1輻射定数 [W・m4/m2] 

  𝐶2 ：第 2輻射定数 [m・K] 

  𝐶3 ：定数 

  𝐶4 ：定数 

  𝐶5 ：定数 

  𝑑 ：試料厚み [m] 

  𝑑𝑐 ：コア径 [m] 

 𝐷1(𝜆) ：赤外線検出素子の分光感度特性 

 𝐷2(𝜆) ：赤外線検出素子の分光感度特性 

  𝐷𝑡 ：切削工具の直径 [mm] 
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  𝐷𝑖 ：加工前の被削材径 [mm] 

  𝑒 ：工具オフセット [mm] 

 𝑒𝑚𝑎𝑥 ：限界工具オフセット [mm] 

  𝑒𝑜𝑝𝑡 ：最適工具オフセット [mm] 

𝐸𝑏𝜆(𝜆, 𝑇)：黒体の単位面積から半球面内

へ 輻 射 さ れ る エ ネ ル ギ 

[W/(m2・m)] 

𝑒𝑟𝑓(𝑥) ：ガウスの誤差関数 

  𝑓 ：送り量 [mm/rev] 

  𝑓𝑡 ：1刃当たりの被削材軸方向送り 

  [mm/tooth] 

  𝑓𝑧 ：1刃当たりの送り [mm/tooth] 

  𝑓𝑤 ：1刃当たりの被削材の周方向 

  長さ [mm/tooth] 

 𝐹(𝜆) ：光ファイバの分光透過率 

  𝐹𝑥 ：インサートに対する水平方向 

  切削抵抗 [N] 

  𝐹𝑦 ：インサートに対する垂直方向 

  切削抵抗 [N] 

  𝐹𝑧 ：切削工具の軸方向切削抵抗 [N] 

  𝐹𝑚𝑎𝑥：最大切削抵抗 [N] 

  𝐹𝑎𝑣𝑒 ：平均切削抵抗 [N] 

  ℎ ：熱伝達率 [W/(m2・K)] 

  𝐿 ：切削距離 [mm] 

  𝑘 ：比切削抵抗 [N/mm2] 

  𝐿𝑛 ：インサート半径方向の切れ刃 

  長さ [mm] 

  𝑚𝑡 ：比熱測定試料の質量 [kg] 

  𝑚𝑠 ：サファイアの質量 [kg] 

 MRR ：加工能率 [mm3/min] 

  𝑀𝑇 ：加工時間 [s] 

  𝑁 ：ターンミリング後の被削材角数 

  𝑁𝑖 ：パス数 

  𝑁𝑚 ：最大パス数 

  𝑁𝐴 ：開口数 

  𝑛1 ：コアの屈折率 

  𝑛2 ：クラッドの屈折率 

  𝑛𝑡 ：切削工具の回転数 [min–1] 

  𝑛𝑤 ：被削材の回転数 [min–1] 



v 

 

  𝑞𝑠̇ ：サファイアへ加わる熱量 [J/s] 

  𝑞𝑡̇ ：測定試料へ加わる熱量 [J/s] 

  𝑞𝑡 ：1刃当たりの発熱量 [N・m] 

  𝑟𝑐 ：インサートノーズ半径 [mm] 

  𝑅𝑡 ：切削工具の半径 [mm] 

  𝑅. 𝑅. ：半径方向すくい角 [ ° ] 

  𝑅. 𝐴. ：インサートのすくい角 [ ° ] 

  𝑡1/2 ：熱拡散率測定時に最高温度の 

  1/2に達するまでの時間 [s] 

  𝑡 ：時間 [s] 

  𝑡𝑐 ：空冷時間 [s] 

  𝑡𝐹𝑧𝑠 ：𝐹z分力の変化開始時間 [ms] 

  𝑡𝐹𝑧𝑒  ：𝐹z分力の変化終了時間 [ms] 

  𝑡m ：1刃当たりの切削時間 [s] 

  𝑡𝑝 ：切削周期 [ms] 

  𝑇 ：絶対温度 [K] 

𝑇𝑃𝑅1535 ：温度較正時の較正物温度 [K] 

  𝑇𝑠 ：切削直後のインサート表面 

  温度 [K] 

  𝑇∞ ：室温 [K] 

𝑇(𝑥, 𝑡𝑐) ：インサート厚み内の温度分布 

  𝑣𝑐 ：切削速度 [m/min] 

  𝑣𝑟𝑐 ：相対切削速度 [m/min] 

  𝑉 ：温度計からの出力電圧 [mV] 

  𝑉𝐼𝑛𝐴𝑠 ：InAs素子の出力電圧 [mV] 

  𝑉𝐼𝑛𝑆𝑏 ：InSb 素子の出力電圧 [mV] 

  𝑉𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙 ：材料除去体積 [mm3] 

 𝑉𝐵𝑚𝑎𝑥 ：最大逃げ面摩耗幅 [m] 

𝑉𝐵′𝑚𝑎𝑥 ：インサートすくい面からの 

  摩耗幅 [m] 

  𝑥 ：インサートの厚み [m] 

  𝑍 ：切削工具の刃数 

  𝛼 ：熱拡散率 [m2/s] 

  𝛽 ：種々の損失に依存する係数 

 𝜀(𝜆, 𝑇) ：測定対象物の輻射率 

  𝜙 ：切削工具回転角度 [ ° ] 

  温度測定角度 [ ° ] 

  𝜙𝑐 ：臨界角 [ ° ] 

  𝜙𝑒 ：切削終了角度 [ ° ] 

  𝜙𝑠 ：切削開始角度 [ ° ] 

  Δ𝜙 ：𝜙𝑒 − 𝜙𝑠 [ ° ] 

  𝜂 ：初期温度分布を決定する変数 [m] 

  𝜆 ：波長 [m] 

 𝜆1~𝜆4 ：各赤外線検出素子の測定可能 

  な波長範囲 [m] 

  𝜆𝑡 ：熱伝導率 [W/(m・K)] 

  𝜃 ：1刃当たりの被削材回転角度 [ ° ] 

  𝜌𝑡 ：密度 [kg/m3] 

  𝜎 ：ステファン・ボルツマン定数  

  5.67×10-8 [W/(m2・K4)] 

  𝜉𝑚 ：最大受光角 [ ° ] 

  𝜉𝑛1 ：光の入射角 [ ° ] 

  𝜉𝑛2 ：光の入射角 [ ° ] 

  𝛬 ：相対感度 

  𝛬1 ：赤外線検出素子の出力 [W/m2] 

  𝛬2 ：赤外線検出素子の出力 [W/m2] 
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第 1 章 緒 論 

 

 切削加工は余分な部分を切りくずとして除去し，目的の形状を作り出す際に広く使

用される加工法であり，切削条件に応じて加工能率や精度を任意に変化させやすいた

め，その生産性と経済性に優れている点が挙げられる．そのため，自動車や航空機産

業をはじめ，金型加工に使用されることから我々の身の回りの日用品から近年では人

工関節のような医療分野まで，あらゆる産業を支える極めて重要な加工技術である．

一方で，広く使用されているがゆえに切削性能の高度化や新たな変革が産業界から常

に求められており，高能率で長寿命，かつ無人運転化や歩留まり向上を目的とした良

好な切りくず処理性などといった課題へ絶えず直面しているといえる． 

 旋削は切削加工の中で最も一般的な加工法の一つであり，被削材を回転させて切削

バイトによりその外周や円筒形状なら内面を切削し，また溝入れやねじ切りなど加工

形態が多い特徴を有している．一方で，基本的に連続切削であるため工具刃先温度が

高くなりやすく，高能率化の観点からは難しい加工法ともいえる[1][2][3][4][5][6]．こ

の課題に対する解決策として，切削工具表面のコーティング膜の開発や切削油の有効

活用などが挙げられる．コーティング膜の開発に関しては，TiNや TiAlN膜をはじめ

近年ではそれらをナノオーダで複数多層した膜が主流となってきており，膜自体の耐

酸化性や被削材に対する耐溶着性の向上が日々行われている[7][8]．しかしながら，被

削材との親和性など膜自体の性能が切削特性を決定する訳ではないことから，コーテ

ィング膜の開発によって必ずしも高能率化や工具の長寿命化を達成できる訳ではな

いことになる．切削油の有効活用に関しては，高圧クーラント技術の適用が挙げられ

る[9][10][11]．通常使用する切削油の供給圧力に対して，7MPa以上の高圧を専用ホル

ダで刃先近傍より切削点へ供給することにより，刃先の冷却効果を最大限に高め，高

能率化や工具の長寿命化を達成することができる．各社の工作機械が高圧クーラント

供給に対応できるようになってきたことや，それに合わせて各切削工具メーカが専用

ホルダを開発したことを背景に，近年産業界での適用が急速に広がっている．一方で，

高圧クーラントは積極的に切削油剤を使用する技術であり，廃液削減による環境負荷

低減やその処理費用の増加が課題となる．高圧クーラント専用の切削油剤の開発自体

がまだ不十分であり，高い廃液頻度も課題として挙げられる．また，機械加工工場に

おいて使用されるエネルギの約 40%が工作機械のクーラントに関連して消費されて
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いる場合もあり[12]，これら問題点以上の切削性能を見出せるかが重要となる． 

 基本的に連続切削である旋削は長く連続した切りくずを生成しやすく，安定した切

りくず処理性を実現することも量産現場において極めて重要な点となる．切りくず処

理性の向上を目的とした一般的な方法として，工具表面に特有の凹凸を形成したチッ

プブレーカ付工具の使用が挙げられ，基本的にこの工具の使用が不可欠である．しか

しながら，各工具メーカとも数十種類以上の製品を扱っていることがほとんどであり，

被削材の種類や切削条件に応じて多種多様な形状を使い分ける必要がある．この使い

分けは専門性が高く，難しいことに加えて，工具形状および被削材のばらつきや摩耗

の進展によるチップブレーカ自体の形状変化により，その処理性自体は必ずしも安定

しているといえないのが現状である． 

 これら旋削の問題を解決する方法として，本研究ではターンミリングに着目する．

ターンミリングとは回転する被削材を回転する工具により切削する加工法であり，従

来の旋削が連続加工であるのに対して，ターンミリングは回転工具を用いて加工を行

うため断続加工となる．そのため，切削工具には空冷時間が生じることになり，切削

により上昇した温度が空転時に冷却されることで，刃先温度の上昇を抑制する効果が

期待できる[13]．つまり，切削機構的に従来の旋削よりも切削温度を低減できるため，

高能率化や工具の長寿命化が期待でき，切削油を使用しないドライまたはニアドライ

加工へ変更できる可能性もある．また，切削の断続化により切りくずは一定の長さで

確実に分断されるため，基本的に問題となることはない．以上のことから，旋削にお

いて問題となる点をターンミリングは解消することができ，代替加工法として極めて

高い可能性を有している．一方で，加工後の被削材形状は断続切削化のため多角形体

となる最大の欠点を有しており，滑らかな真円形状の加工面を得ることは不可能であ

る．そのため，粗加工または切削温度が高くなりやすい難削材への適用がまず最も期

待されており，本研究でもこれらの点を想定した調査を行った． 

 ターンミリングは切削工具と被削材の配置方法により複数の加工形態が存在し，主

に tangential，co-axial，orthogonal の三種類へ分類することができる．各加工形態の概

略図を図 1-1に示す．Tangential 加工は工具の側面刃を用いる加工法であり，orthogonal

加工とは被削材に対する工具の当て方が異なる形態である．切削工具の側面刃の切れ

刃長さにより切削条件に制約を受けてしまうことや，工具送り量の増加がそのまま仕

上げ面粗さの悪化へつながるため，高能率化の観点からは最も期待が小さい加工形態 
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   (a) Tangential        (b) Co-axial       (c) Orthogonal 

Fig. 1-1.  Schematic illustrations of turn-milling processes. 

 

であると考えられる．しかしながら，tangential 加工に関する先行研究自体が極めて少

なく[14][15]，未だ不明な点が多い加工形態といえる．Co-axial加工は切削工具と被削

材の中心軸が平行であることが特徴であり，外径加工や円筒形状の被削材ならば内径

加工を行うことができる．焼入れ鋼に対して高能率かつ研削加工に匹敵する高精度加

工を実現できるという先行研究が見られる一方で[16][17]，co-axial 加工の研究も数が

少なく，要因として切削距離に応じて工具の突き出し長さを大きくする必要があるこ

とや，被削材の形状によりそもそも加工が適用できない場合が多いことなどが考えら

れる．Orthogonal 加工は工具の底刃を主に用いる加工法であり，先行研究が最も多い

加工形態である．その理由として，切削条件や加工方法を適切に選ぶことで前述の

tangential や co-axial 加工で問題となる点を解消でき，最も汎用性の高い加工形態であ

ることが挙げられる．そのため，本研究でも orthogonal 加工を対象に調査を行った． 

 ターンミリングに関する先行研究は 1990 年の Schulz らの研究[14]が最初とされ，

比較的新しい加工法である．30 年間における先行研究の内訳として大きく 3 種類に

分類でき，切削条件と仕上げ面粗さの実測による関係の解明，理論切取り厚みを用い

た切削モデルの確立と切削力の推定，MATLAB®や三次元 CADによる仕上げ面形状の

再現，となる．Kopac らおよび Choudhuryらは，切削工具および被削材回転数，切込

み，送り速度などを変化させた場合の仕上げ面粗さを実測し，旋削と比較することで

各切削パラメータが仕上げ面粗さに及ぼす影響を調査している[18][19][20]．Karaguzel，

Budak，Bakkal らによる多くの研究では，様々な場合における切取り厚みを理論的に

算出し，切削係数法による切削力の推定を可能としている[15][21][22][23][24][25][26]．

また，ターンミリングの切削条件と工具寿命との関係や，チタン合金などの難削材を

Insert

Workpiece
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対象として，潤滑状態を変化させた場合のターンミリングと通常の旋削との工具寿命

差などを実験的に示している[23][27][28]．Comakらおよび内海らは，異なる工具姿勢

における切削力の推定を，異なる解析手法を用いて可能としている[29][30]．Zhuらは

ターンミリング後の仕上げ面状態を理論的に算出し，MATLAB®を活用することで切

削条件が与える変化を解析的に表現する方法を提案している[31]．また，海部らは 3D-

CAD を活用して実際の仕上げ面を再現し，切削条件との関係を詳細に検討している

[32]．その他の研究として，加工能率と工具寿命に関する研究[33]や加工能率とびびり

に関する研究[34]，ターンミリング特有の切りくず状態を詳細に調査した研究[35]，タ

ーンミリング時の被削材の温度を測定した研究[36]などが見られる．しかしながら，

ターンミリング最大の特長である工具刃先温度に関する研究は極めて少なく，解析結

果が 1 例報告されている程度である[26]．実測に関する報告例となると，全く見当た

らないのが現状である． 

 前述の通り，ターンミリングは旋削の代替加工法と考えることができ，その適用の

効果を検証する際には，加工能率を同一とした比較が妥当であると考えられる．加工

能率は主に切削速度，切込みおよび送り量によって算出することができるが，切削速

度は切削温度に極めて大きな影響を及ぼすため，基本的に同一とすることが妥当であ

る．また，代替加工法であることを考慮すると，同じ切込みの値で評価するべきであ

ろう．そのため，送り量によって加工能率を合わせることが適切であると考えられる

が，図 1-1(c)で示した orthogonal 加工の場合，切削工具と被削材の中心軸の差として

定義される“工具オフセット”という重要な切削パラメータを，送り量に加えて適切

に設定する必要がある．工具オフセットは工具寿命や仕上げ面性状など，切削特性へ

様々な影響を及ぼすことが報告されており．その最適な値を算出する式が 1つ先行研

究において提案されている[18][22][24][28]．しかしながら，加工条件によってこの算

出式が必ずしも当てはまらない場合が存在し，適切な工具オフセットの選定方法はま

だ十分に解明されていないといえる．この要因として，ターンミリング最大の特長で

ある工具刃先温度に関する研究が行われていないことや，複雑な切削状態を詳細に理

解するための手法が構築されていないことが考えられる． 

 そこで，本研究では光ファイバ型 2色温度計を用いてターンミリング時の工具逃げ

面温度を実測し，工具オフセットが切削温度に及ぼす影響の解明に取り組んだ．しか

しながら，ターンミリングにおける切削中または切削直後の工具刃先温度を測定する



第 1 章 緒 論 

5 

 

ことは極めて困難であるため，本研究では空転時の工具逃げ面温度を測定し，空冷時

間に対する工具刃先の温度変化を調査した．合わせて空転時のインサート空冷モデル

を提案し，インサート厚み方向に対する一次元非定常熱伝導方程式を解くことにより，

インサート切れ刃の理論的な空冷式を示した．この理論式を実測温度と合わせ込むこ

とで，空転時の工具刃先温度を用いて切削直後の最高温度を推定する手法の構築に取

り組んだ．さらに，ターンミリングの複雑な切削状態を詳細に理解するために，三次

元 CAD を活用して理論的な切取り形状を再現し，インサートの切削位置の可視化や

その切削断面積の数値化にも取り組んだ． 

 ターンミリングの有効性を確認できれば，さらなる高能率化も期待される点である．

加工能率を考える場合，高能率化は切削温度の大幅な増加を引き起こすことになり，

各切削パラメータの変化に対する能率と温度の関係を把握することは極めて重要と

なる．この点において，本研究で構築した最高温度の推定手法を用いれば，加工能率

と工具刃先温度の関係を調査することは十分に可能である．しかしながら，空転時の

温度測定 → 理論式による最高温度の推定 → 切削パラメータと工具刃先温度との

関係の調査 → 加工能率と工具刃先温度との関係の調査，と評価のプロセスは多くな

る．これがもし仮に空転時の温度を用いて各切削パラメータ間の比較を行うことがで

きれば，より簡潔に高能率化を目指すことが可能となる．そのためには，各切削パラ

メータを変化させた場合における空冷特性を調査し，ターンミリングにおける空冷温

度の意義を詳細に検討する必要がある． 

 以上のことをまとめると，本研究では orthogonal 加工の適用を検討する際に重要と

なる工具オフセットの選定方法と高能率化を目指す際に重要となる工具刃先温度の

測定および評価方法の構築を目的として取り組んだ．光ファイバ型 2色温度計を用い

て様々な切削条件におけるターンミリング時の工具逃げ面温度を実測し，各切削パラ

メータと工具刃先の最高温度およびその空冷特性との関係を詳細に調査した．また，

複雑な切削状態を三次元 CAD により再現し，理論的な切取り形状と切削現象を結び

つけることで，より詳細に切削現象を理解するための手法を構築した． 

 本論文の概要を，構成する各章に沿って以下に示す． 

 第 2章では，ターンミリング時の工具刃先温度の測定に使用した光ファイバ型 2色

温度計の測定原理や基本構成について説明した． 

 第 3 章では，最初に三次元 CAD を活用したターンミリング時の切削状態の可視化
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方法について述べ，加工面の比較や実際の使用方法について説明した．次に，ターン

ミリング時の切削特性の評価方法について記載し，工具刃先温度や切削抵抗の測定方

法などを説明した．最後に，実測した工具刃先温度を用いて切削直後の最高温度を推

定する方法に関して伝熱解析による解法を示し，その理論式の計算に必要な熱拡散率，

比熱および密度に関する測定方法と結果をそれぞれ示した． 

 第 4章では，ターンミリングの各切削パラメータが切削特性に及ぼす影響について

述べ，主に理論切取り形状と切削現象の関係や各切削パラメータが空冷特性に及ぼす

影響について説明した． 

 第5章では，難削材であるチタン合金をターンミリング時の切削特性について述べ，

工具刃先温度の測定方法や工具オフセットおよび相対切削速度が工具寿命に及ぼす

影響について説明した． 

 第 6章では，本研究で得られたことをまとめ，結論とした． 
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第 2 章 光ファイバ型 2 色温度計 

 

2-1  緒 言 

 切削加工時の工具刃先は，被削材を切りくずとして排出する際のせん断力，工具す

くい面と切りくずとの摩擦および逃げ面と仕上げ面との摩擦により非常に高温とな

る．工具刃先温度と工具寿命には密接な関係があり，過度な高温は急速な工具摩耗を

引き起こす原因となる[1][2][37][38][39]．特に，ターンミリングは粗加工や難削材への

適用において期待されていることもあり，各切削パラメータが工具刃先温度に及ぼす

影響を明らかにすることは極めて重要となる． 

 切削温度の一般的な測定方法として，切削工具または被削材内の切削点近傍へ熱電

対を埋め込む方法や工具－被削材熱電対法がある[6][40][41][42][43]．これら手法は比

較的容易に温度測定が行える一方で，以下の欠点を有している． 

 1. 回転体の温度測定が困難である． 

 2. 熱電対の応答速度は数 ms 程度であり，エンドミル加工のような断続切削の過渡

的な温度変化を追従できない． 

 3. 熱電対の感温部と測定対象物を接触させるため，温度場を乱す場合がある． 

 4. コーテッド超硬工具は摩耗でコーティングが剥離した場合，工具と被削材間での

熱起電力が変化してしまう． 

ターンミリングにおける工具刃先の温度測定において，これらの欠点は非常に大きな

問題となるため，熱電対による接触型の温度測定方法を適用することは困難であると

考えられる． 

 非接触型の温度測定方法として，赤外線サーモグラフィを活用する方法がある

[28][44][45][46][47][48]．この方法はエンドミル加工時の温度測定にも十分な応答速度

を有し，乾式切削ならば基本的に切削形態の制約を受けず，測定対象物の温度場を乱

すこともない．しかしながら，本手法を切削加工へ適用する場合，以下の欠点が挙げ

られる． 

 1. 測定対象物の材質や表面性状に依存する輻射率を，正確に把握する必要がある． 

 2. 切削領域周辺の温度測定しか行えず，工具刃先の微小領域を測定することは非常

に困難である． 
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 そこで，本研究ではターンミリング時の刃先温度測定に，光ファイバと 2種類の赤

外線検出素子を組み合わせた光ファイバ型 2色温度計を使用した．この温度計はコア

径の小さな光ファイバを使用することにより，直径数百m の微小領域を非接触で測

定することができる．また，赤外線検出素子には応答速度 1s のものを使用している

ため，ターンミリング時の工具刃先の温度変化を十分に追従することが可能である． 

 本章では，光ファイバ型 2色温度計の測定原理と基本構成を述べるとともに，温度

換算に不可欠な較正曲線を得るための実験方法および結果について説明する． 

 

 

2-2  赤外線温度計の測定原理 

 すべての物体は絶対零度でない限り，その物体の熱エネルギに応じた電磁波を輻射

している．そのエネルギは主として物体の表面温度に依存しており，この輻射エネル

ギを検知することで，その物体の表面温度を測定することが可能である． 

 黒体(入射するすべての熱放射線を完全に吸収する仮想の物体)から輻射される単色

輻射エネルギは，Planck の式で次のように表される[49]． 

 𝐸𝑏𝜆(𝜆, 𝑇) =
𝐶1

𝜆5∙{exp(𝐶2 𝜆∙𝑇⁄ )−1}
      (2-1) 

ここで， 

𝐸𝑏𝜆(𝜆, 𝑇)：黒体の単位面積から半球面内へ輻射されるエネルギ [W/(m2・m)] 

  𝜆 ：波長 [m] 

  𝑇 ：絶対温度 [K] 

  𝐶1 ：第 1輻射定数 3.740×108 [W・m4/m2] 

  𝐶2 ：第 2輻射定数 1.439×104 [m・K] 

(2-1)式を全波長域において積分することで，温度𝑇における全輻射エネルギ𝐸𝑏 [W/m2]

を求めることができ，次のように表される． 

 𝐸𝑏(𝑇) = ∫ 𝐸𝑏𝜆
∞

0
𝑑λ =

𝜋4

15
∙
𝐶1

𝐶2
4 ∙ 𝑇

4 = 𝜎 ∙ 𝑇4    (2-2) 

ここで， 

  𝜎 ：ステファン・ボルツマン定数 5.67×10-8 [W/(m2・K4)] 

(2-2)式はステファン・ボルツマンの法則と呼ばれ，黒体から輻射される全エネルギは
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絶対温度の 4乗に比例することを示しており，輻射式温度計は高温測定に適している

ことがわかる．しかしながら，実際の物体からの輻射エネルギは黒体輻射に比べて小

さく，このエネルギの低下割合を輻射率と呼ぶ．この輻射率は輻射角度，対象物温度，

波長，物体表面の性状・粗さなどに依存するが，これら因子の影響を平均的に考慮し

た値をその物体表面の全輻射率として取り扱うことが多い．輻射式温度計を用いて温

度測定を行うためには，この輻射率を正確に求めることが高精度な温度測定につなが

るが，切削加工へ適用する場合，切削工具の摩耗や工具への凝着などの要因により，

輻射率を常時把握することは事実上不可能である．本研究で用いる 2色温度計は輻射

エネルギが波長により異なることを利用して，異なる波長域のエネルギの比から温度

を測定するものであり，物体の輻射率が波長によって差がない場合，理論上，輻射率

の影響を受けずに温度測定を行うことが可能である． 

 

 

2-3  光ファイバ型 2 色温度計の基本構成 

 本研究で使用する温度計は，光ファイバ，赤外線検出素子，変換増幅回路から主に

構成されている．そのため，温度計の性能は光ファイバの光伝送特性，赤外線検出素

子の分光感度特性および変換増幅回路の増幅特性に依存する．本研究では測定温度範

囲を 200 ℃~600 ℃程度と想定し，この温度領域の測定に適した InAs/InSb の 2種類の

赤外線検出素子を使用した．図 2-1に光ファイバ型 2色温度計の概略図を示す．測定

対象物から輻射される赤外線を光ファイバで受光し，光ファイバの全反射の特性を利

用して，2 色温度計内の赤外線検出素子へ伝送する．赤外線検出素子は InAs と InSb

が積層構造となっており，InAsは短波長側の，InSb は長波長側の赤外線エネルギをそ

れぞれ電気信号へ変換し，回路によって増幅された信号をデジタルオシロスコープで

記録する構造となっている．測定した 2つの電圧の比をとることで，較正曲線により

温度へ換算することができる． 
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Fig. 2-1.  Structure of a two-color pyrometer with an optical fiber. 

 

 

2-4  光ファイバ 

2-4-1  光ファイバの伝送原理 

 光ファイバはコアと呼ばれる中心部とクラッドと呼ばれる被覆部からなり，コアの

屈折率をクラッドの屈折率よりも大きくすることによって光の伝送を可能としてい

る．光ファイバのコアの屈折率が均一なものをステップ型，コア内の屈折率が中心を

最大として不均一なものをグレーテッド型と呼び，本研究ではステップ型の NSG カ

ルコゲナイドガラスファイバを使用するため，ステップ型の伝送原理を説明する． 

 図 2-2にステップ型光ファイバの構造を示す．コアとクラッドの屈折率はそれぞれ

𝑛1 > 𝑛2 > 𝑛0(𝑛0 = 1)となっているので，コアの中心軸に対して角度𝜉𝑚 [°]で入射した

光は，コアとクラッドの境界面において臨界角𝜙𝑐 [°]で入射して，境界面上を伝送さ

れる(図 2-2 (i))．𝜉𝑚より大きい角度𝜉𝑛1 [°]で入射した光は，クラッドを透過してしま

う(図 2-2 (ii))．𝜉𝑚より小さい角度𝜉𝑛2 [°]で入射した光は，コアとクラッドの境界面で

臨界角𝜙𝑐よりも大きくなり，コア内で全反射を繰り返しながら伝送される(図 2-2 (iii))．

したがって，𝜉𝑚は最大受光角といえる．この𝜉𝑚はファイバの屈折率から次のように表

される． 

 𝜉𝑚 = sin−1(√𝑛1
2 − 𝑛2

2) = sin−1(𝑁𝐴)     (2-3) 

ここで，𝑁𝐴とは開口数(Numerical Aperture)と呼ばれるファイバの特性を表す値である． 

Optical fiber

InAs

InSb

Power supply unit Digital oscilloscope

Object

Measuring area

Two-color pyrometer
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Fig. 2-2.  Structure of a step-index optical fiber. 

 

 

2-4-2  光ファイバの伝送損失 

 光ファイバは光を透過しやすい材質でできてはいるが，すべての光を透過できる訳

ではなく，光の波長によって透過のしやすさが異なる．透過されない波長の光はファ

イバ内で吸収あるいは散乱していることになるが，その要因として次のようなことが

考えられる． 

 1. 光ファイバの組成に含まれる鉄，クロム，銅などの遷移元素を主とした不純物に

よる光の吸収． 

 2. 光ファイバ自体の密度，屈折率の揺らぎなどによる光の散乱(レイリー散乱)． 

 3. ファイバの曲げによる散乱． 

1 と 2 はファイバ自体の伝送損失といえ，この損失をなくすことは難しい．3 はファ

イバを取り扱うときに注意することで，ある程度解消することが可能である． 

 本研究で使用した NSG カルコゲナイドガラスファイバの基本的な特性と分光透過

特性をそれぞれ表 2-1 と図 2-3に示す．本研究では 200 ℃~600 ℃の温度測定を想定し

ているため，2 m ~ 6 m の波長域において良好な透過率を示す本ファイバを選定し

た．なお，赤外線の受光における損失を可能な限り防ぐために，温度測定前には粒子

径 1m の酸化アルミニウムの研磨紙(ソーラボジャパン株式会社 LF1P)を回転盤へ貼

り付け，ファイバの両端面を研磨した状態で使用した． 
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Table 2-1  Characteristics of an optical fiber. 

Core material  Chalcogenide glass 

Core diameter 𝑑c m 300 

Numerical aperture 𝑁𝐴  0.4 

Acceptance angle 𝜉m ° 23.58 

 

 

Fig. 2-3.  Spectral transmittance of chalcogenide glass fiber. 

 

 

2-5  赤外線検出素子 

 赤外線検出素子は，その動作原理によって次の 3種類に分類される． 

 1. 外部光電効果型(光電子放出型) 

 2. 内部光電効果型(光起電力型，光導電効果型) 

 3. 熱電効果型(熱電効果型，焦電効果型) 

光電放出型は電子管型のものが主流であり，入射光により光電面から電子が放出され，

それを集めて光電流として取り出すものである．光起電力型は一般的に p-n接合ダイ

オードであり，この接合部に光が吸収されると光電流が発生するものを利用している．

光導電効果型は，入射光により電気抵抗が変化するものを利用している．熱電効果型

は入射光により物体温度が上昇し，その結果生じる電気的効果(熱電効果，焦電効果)

を利用している． 
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 本研究で使用した赤外線検出素子は，赤外線の入力により起電力を生じる光起電力

型の InAs素子と，赤外線の入力により抵抗値が変化する光導電型の InSb 素子を積層

構造にした 2色素子である．図 2-4に各素子の分光透過特性を示す．前面に積層され

た InAs素子により波長域 0.5 m ~ 3.4 mの赤外線を，後面の InSb 素子により InAs

を透過した波長域 3.4 m ~ 6.5 m の赤外線を検出し，それぞれの入力エネルギに対

する電気信号を出力する．また，赤外線検出素子はペルチェ素子とサーミスタを内蔵

しており，外部コントローラにより電気的に素子温度を−60 ℃に保つことで，外部の

温度変化の影響を受けにくく，素子自体の感度を向上している． 

 

 

 

Fig. 2-4.  Relative sensitivity of the two-color detector. 
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2-6  変換増幅回路 

 本温度計には InSb 素子に光導電型素子を用いており，変換増幅回路には抵抗値の

変化を電気信号へ変換するためのバイアス電圧が必要となる．このバイアス電圧とし

て 9Vの充電池(パナソニック株式会社 HHR-9NPS)を 2個直列につないで用いており，

3端子定電圧レギュレータ(株式会社東芝 TA7812S)により 12Vへ低電圧，安定化させ

て InSb 素子へ入力している． 

 赤外線検出素子 InAs と InSb はともに応答速度が 1s と非常に速く，この性能を十

分に発揮できる変換増幅回路であることが望ましい．パルス状のレーザを用いた出力

波形の観察において，回路を含めた温度計の周波数特性は約 100 kHzであり，本研究

の温度測定において十分な性能を有していることを確認している． 

 

 

2-7  相対感度 

 感度波長域の異なる 2種類の赤外線検出素子を用いた光ファイバ型 2色温度計にお

いて，温度𝑇の測定対象物の温度測定を行う場合，それぞれの素子からの出力𝛬1 

[W/m2]と𝛬2 [W/m2]は次のように表される[50][51]． 

 𝛬1 = ∫ 𝛽 ∙ 𝜀(𝜆, 𝑇) ∙ 𝐸𝑏𝜆(𝜆, 𝑇) ∙ 𝐹(𝜆) ∙ 𝐷1(𝜆)
𝜆2
𝜆1

𝑑𝜆   (2-4) 

 𝛬2 = ∫ 𝛽 ∙ 𝜀(𝜆, 𝑇) ∙ 𝐸𝑏𝜆(𝜆, 𝑇) ∙ 𝐹(𝜆) ∙ 𝐷2(𝜆)
𝜆4
𝜆3

𝑑𝜆   (2-5) 

ここで， 

 𝛽  ：種々の損失に依存する係数 

 𝜀(𝜆, 𝑇) ：測定対象物の輻射率 

 𝐸𝑏𝜆(𝜆, 𝑇) ：黒体から輻射されるエネルギ [W/(m2・m)] 

 𝐹(𝜆)  ：光ファイバの分光透過率 

 𝐷1(𝜆)，𝐷2(𝜆) ：各赤外線検出素子の分光感度特性 

 𝜆1~𝜆2，𝜆3~𝜆4 ：各赤外線検出素子の測定可能な波長範囲 [m] 

波長範囲が大きくなく，かつ𝜆1~𝜆2および𝜆3~𝜆4が大きく異ならない場合，𝛽と𝜀(𝜆, 𝑇)は

波長によらず一定とみなすことができる．このとき，各素子からの出力比𝛬は次のよ

うに表される． 
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 𝛬 =
𝛬1

𝛬2
=

∫ 𝐸𝑏𝜆(𝜆,𝑇)∙𝐹(𝜆)∙𝐷1(𝜆)
𝜆2
𝜆1

𝑑𝜆

∫ 𝐸𝑏𝜆(𝜆,𝑇)∙𝐹(𝜆)∙𝐷2(𝜆)
𝜆4
𝜆3

𝑑𝜆
     (2-6) 

このように，光ファイバ型 2色温度計は測定対象物の輻射率の影響を受けないことに

なり，温度計の相対感度は式(2-6)により計算することができる．本研究で使用した光

ファイバ型 2色(InAs/InSb)温度計の相対感度曲線の求め方は，次の通りである． 

 1. 温度𝑇における黒体の輻射エネルギ𝐸𝑏𝜆(𝜆, 𝑇)をプランクの式(2-1)から求める． 

 2. 光ファイバの分光透過関数𝐹(𝜆)を図 2-3から求める． 

 3. InAs 素子と InSb 素子の分光感度関数𝐷1(𝜆)と𝐷2(𝜆)を図 2-4から求める． 

 4. 1~3の結果を掛け合わせ，各素子の測定可能な波長域において積分する． 

これにより得られた値を本温度計の理論相対感度曲線として使用した． 

 

 

2-8  温度計の出力較正 

 InAs 素子と InSb 素子から得られる各出力の比と温度の定量的な関係を調査するた

めに，2 色温度計の較正実験を行った．図 2-5 と図 2-6 に温度較正システムと較正で

使用する台車をそれぞれ示す．装置は 2色温度計，光ファイバ，X-Y-Zステージ付光

ファイバホルダ，台車，台車を落下させるレール，小型炉(フルテック株式会社，FT-

01X)および熱電対(株式会社チノー，K 熱電対 NCF600)と温度モニタ(ホーザン株式会

社，DT-510)から構成されている．温度較正の手順は，次の通りである． 

 1. 温度較正対象物を台車へ取り付け，小型炉で任意の温度へ十分に加熱する． 

 2. 加熱した台車を小型炉から取り出した後，すぐにレールに沿って落下させる． 

 3. インサートが光ファイバの測定領域を通過する際に得られる出力電圧を，オシロ 

  スコープによりモニタリングする． 

 4. 複数の温度で 1~3 の手順を繰り返し，実験的な温度較正曲線を得る． 

温度較正物には，実際のターンミリング加工時に用いるコーテッド超硬インサート

(京セラ株式会社，型番：NDCW150308TRX，コーティング材質：PR1535)を使用した． 
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Fig. 2-5.  Temperature calibration system for two-color pyrometer. 

 

 

Fig. 2-6.  Carriage for temperature calibration. 

 

 

 温度較正時に得られる出力波形と，その際の光ファイバの温度測定領域とインサー

トおよび台車との位置関係をそれぞれ図 2-7 と図 2-8 に示す．図 2-8 の温度測定領域

は，光ファイバとインサート表面間の距離を 1 mm とした場合の範囲を示しており，

台車部分ではインサートの厚み 3.18 mm 分，光ファイバ端面との距離が離れるため，

温度測定領域が大きくなる．台車とレール間の摩擦を無視し，台車を初速 0で自由落

下させた場合，インサートおよび台車部分が光ファイバの温度測定領域を通過する時

間はそれぞれ約 8.6 ms と約 24 ms と算出でき，これは図 2-7における各素子の出力変

化と対応していることがわかった．インサート部分の温度測定時に InSb 素子からの

出力は低下していくが，これは一定温度を測定時に光導電型の InSb 素子は抵抗値の

変化が起こらなくなり，バイアス電圧との差が緩和されていくためである．したがっ

て，InSb 素子の出力電圧が最大値となる時間を基準として，InAs素子の出力電圧を測

定した． 
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 図 2-9に各素子からの出力電圧と較正物温度の関係を，図 2-10にそれらの出力電圧

の比と較正物温度の関係を示す．図中の実線は，2-7 節で述べた方法によって算出し

た 2色温度計の理論相対感度曲線である．図 2-9および図 2-10より，理論値と実験値

が極めてよく一致することがわかった．本研究では，ターンミリング時に得られる 2

色温度計からの出力電圧を，図 2-10の較正曲線を用いて工具刃先温度へ換算した． 

 

 

 

Fig. 2-7.  Output signals of two-color pyrometer in temperature calibration. 

 

 

Fig. 2-8.  Relationship between the temperature measuring area of an optical fiber and the 

position of the insert and a carriage in temperature calibration. 
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Fig. 2-9.  Relationship between output voltage from each infrared detector and calibration 

temperature. 

 

 

Fig. 2-10.  Relationship between output voltage ratio InAS/InSb and calibration temperature. 
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2-9  結 言 

 本章では，光ファイバ型 2色温度計の原理と特性について説明し，実際に実験で使

用したコーテッド超硬工具を用いて 2色温度計の出力校正を行った．本章で述べた要

点を以下に示す． 

 

 1. 光ファイバ型 2 色温度計は測定物からの赤外線を光ファイバにより非接触で受

光できることから，回転する切削工具切れ刃の微小領域を温度測定することが可

能である． 

 

 2. 温度計の赤外線検出素子として，光起電力型の InAs素子と光導電型の InSb 素子

を積層して組み合わせることにより，測定対象物の輻射率の影響を受けずに 200 

~ 600 ℃の範囲で高精度に温度測定をすることが可能である． 
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第 3 章 切削特性の評価方法と伝熱解析による最高温度の推定 

 

3-1  緒 言 

 従来の旋削やミリング加工と比較して，ターンミリングは切削工具と被削材が同時

に回転しながら加工が進行するため，切削状態が極めて複雑となる．切削パラメータ

や加工形態が多いこともこの加工法の特徴であり，ターンミリング時における切取り

形状や厚みを数式的に表現する場合，簡易的に考えざるをえないことになり，実際の

切削状態と乖離する場合が多いと考えられる．そのため，本研究では三次元 CAD を

活用することでターンミリング時の複雑に変化する切削状態を再現し，理論的な切取

り形状を可視化することによって，より詳細な切削特性の解明に取り組んだ． 

 切削加工に対して三次元 CAD を活用し，理論的な切取り形状と切削現象との関係

を調査した例として，岩部らの研究成果がある[52][53][54][55][56][57][58][59][60]．岩

部らはボールまたはラジアスエンドミルによる傾斜面加工において，切削工具を送る

方向や被削材の傾斜角度により様々に変化する理論切取り形状を三次元 CAD により

再現し，切削特性との関係性を示している．また，解析により得られる切削断面積が

加工時の切削抵抗に対応することを利用して，工具中心軸から各切削断面積の重心ま

での距離を掛け合わせた切削トルクに対応する評価値を定義し，この評価値と実測し

た切削抵抗を用いて算出した切削トルクが，非常によく一致することを実験的に示し

ている．本研究ではこれらの研究成果を応用し，ターンミリング時の切取り形状の可

視化を行ったので，本章では最初にこの解析方法について説明する． 

 2 章で述べた通り，ターンミリングにおける工具刃先の温度測定に対して，接触型

の熱電対法や非接触型のサーモグラフィ法を適用することは困難である．そのため，

本研究では光ファイバ型 2色温度計を使用した．従来の旋削やミリング加工に対して，

本温度計を適用した多くの研究が報告されており，旋削では主に 3 種類の測定方法が

用いられている．1 つ目は，固定された中空丸棒形状の被削材側面に光ファイバが挿

入できる 1 mm 程度の穴をあけ，切削工具側を回転させて内径切削時の工具逃げ面温

度を測定する方法である[2][63][64]．この方法は被削材側を固定した状態で温度測定

が行え，被削材に小さな穴をあけるだけでよいため，比較的容易に工具刃先温度を測

定することが可能である．2 つ目は，赤外線を透過するアルミナ(Al2O3)や単結晶ダイ

ヤモンドインサートを使用する方法である．アルミナの場合，インサートの底面側か
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ら刃先近傍へ向けて直径 1 mm 程度の止まり穴をあけ，その穴へ光ファイバを挿入す

る．切削時にはインサートすくい面と逃げ面が加熱され高温となり，その高温部から

輻射される赤外線の一部がインサート内を透過する．その赤外線を挿入した光ファイ

バにより受光することで，旋削加工時の切削温度を測定することが可能である

[65][66][67][68][69]．単結晶ダイヤモンドの場合は光ファイバを挿入するための穴を

あけることが困難であるため，厚み 1 mm のブランクの底面に光ファイバを設置でき

るように，ホルダまたはインサート合金部分の形状が工夫されている[70][71]．3つ目

は，2 本の光ファイバを用いて回転型光カプラによって，非接触で輻射エネルギを切

削点から 2色温度計へ伝送する方法である[1][72][73]．まず，1つ目の測定方法と同じ

ように円筒状の被削材に 1 mm 程度の穴をあけ，1 本目の光ファイバをこの穴と被削

材端面部分に取り付けた治具の小孔へ挿入し，被削材とともに回転させる．一方，2

本目の光ファイバは，1 本目と軸心が一致した状態でわずかな隙間をあけて被削材端

面の外側に固定され，温度計に接続されている．2 本の光ファイバは不連続であるた

め被削材の回転によりねじ切れることはなく，加工時に工具逃げ面から輻射される赤

外線を被削材と一緒に回転している 1本目の光ファイバで受光し，固定した 2本目の

光ファイバで再受光することによって，回転体からの光伝送を可能としている． 

 ミリング加工では，主に 3 種類の測定方法が用いられている．1 つ目は，旋削にお

ける 1つ目の温度測定方法と同様に，被削材の側面に光ファイバを挿入するための横

穴をあけておき，切削中の工具逃げ面から輻射される赤外線を測定する方法である

[74][75][76][77][78][79][80][81]．ミリング加工は被削材が固定されているため，被削材

に穴をあけることができれば，比較的容易に温度測定が可能である．2 つ目は，切取

り形状の関係や被削材の材質のため，側面に穴をあけることができない場合，切削工

具の空転時の刃先温度を測定する方法である[82][83][84][85][86]．空転時の刃先温度

を複数の箇所で測定した空冷特性(空冷時間に対する工具逃げ面温度の変化)の調査で

は，切削条件の違いによる変化は見られず，空転時の工具刃先温度で切削中の温度変

化を評価できることが示されている．3 つ目は，旋削における 2 つ目と 3 つ目の測定

方法を組み合わせた手法である[87][88]．インサート合金部分とシャンクに 1 本目の

光ファイバを挿入するための穴があけてあり，温度測定時に光ファイバは切削工具と

ともに回転する．一方，シャンク終端部には 2 本目の光ファイバが固定されており，

回転体から温度計への光伝送を可能としている．しかしながら，本測定手法は赤外線
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を透過するインサート材質に限られることや，セッティング自体が極めて難しいとい

う問題点がある． 

 以上の測定方法を考慮すると，旋削における 3つ目の回転型光カプラを用いた手法

ならば，ターンミリングにおける切削中の工具逃げ面温度を測定することは一応可能

である．しかしながら，断続切削であることや従来の旋削に対して送り量が非常に大

きいことを考慮すると，被削材にあけた小孔を切削中の切れ刃が通過する可能性は低

くなり，また毎回同じ切れ刃位置の温度を測定することは実質不可能である．そのた

め，本研究ではターンミリングにおける切削工具空転時の逃げ面温度を測定し，空冷

特性を評価することで，切削パラメータが工具刃先温度に及ぼす影響を調査した． 

 一方で，従来のミリング加工と比較して，ターンミリングの理論切取り厚みは非常

に大きくなる場合が多く，全く形状の異なる切りくずが生成されることになる．その

ため，先行研究と同じように空転時の工具刃先温度を用いて切削直後の温度変化を評

価できるのかは疑問が残る．また，切削特性を評価する上で，実際に最高温度がどの

程度なのか，推定する手法の開発も必要であるといえる．そこで，本研究ではインサ

ートの空冷モデルを考え，1 次元非定常の熱伝導方程式を解くことで理論的な空冷式

を算出し，実測温度と合わせ込みを行うことで最高温度を推定する手法を構築した． 

 本研究ではターンミリング時の工具刃先温度について主に調査を行うが，切削温度

は切削工具と被削材の相対運動により切りくずを生成するプロセスの結果として生

じるものであり，つまりその際の切削抵抗を知ることは極めて重要といえる．しかし

ながら，ターンミリングの切削抵抗を測定することは難しく，専用の設備が複数必要

となる．そこで，本研究では株式会社山本金属製作所の「被削性評価試験サービス」

を利用し，温度測定時と全く同じ切削条件で切削抵抗の測定を行うことで，ターンミ

リングのより詳細な切削特性の解明に取り組んだ． 
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3-2  三次元 CADを活用したターンミリングのモデリングと解析方法 

 ターンミリングは切削工具と被削材が同時に回転しながら加工が進行する方法で

あり，その状態を三次元 CAD により忠実に再現することは極めて困難である．その

ため，実際の加工状態と大きく異ならないことを前提として，以下の解析手順を用い

てターンミリング時のモデリングを行った． 

 1. 被削材の回転および切削工具の送りが停止した状態で切削工具を 1 回転させ，

被削材との干渉部分を取り除くことで 1刃当たりの切削を再現する． 

 2. 切削工具の回転と送りが停止した状態で，被削材を 1刃当たり分回転させる． 

 3. 切削工具と被削材の回転が停止した状態で，送り方向へ 1 刃当たり分切削工具

を送る． 

 4. 1 ~ 3の手順を複数回繰り返す． 

つまり，切削工具と被削材が同時に回転しながら加工が進行するところを，本解析で

は加工が逐一進行するというように切り分けて考えた． 

 本手法により解析を行った状態を図 3-1に示し，その際に得られる理論切取り形状

を図 3-2 に示す．解析は被削材全周に対して行う必要はないため一部の領域で行い，

切取り形状の体積変化がなくなる定常状態まで繰り返し行った．また，インサートの

各形状をはじめ，基本的に切削条件とすべて合わせて解析を行った．図 3-2における

理論切取り形状は，解析で定常状態に達した際に，手順 1で取り除いていた切削工具

と被削材の干渉部分に相当する．この状態を再現することができれば，1 刃当たりに

おける切削工具と被削材の干渉状態を詳細に解析することが可能となる． 

 

 

Fig. 3-1.  Analysis of orthogonal turn-milling process by the 3D-CAD system. 

Workpiece

Insert

Machined surfaces
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Fig. 3-2.  Undeformed chip geometry of the 3D-CAD analysis. 

 

 

  (a) Analytical surface  (b) Actual surface 

Fig. 3-3.  Typical surface textures by turn-milling. 

 

 

 図 3-3 に三次元 CAD により解析した加工面と実加工面との比較を示す．実加工面

を得た際の切削条件は，切削工具回転数が 2000 min–1，被削材回転数が 50 min–1であ

り，回転数比は 40となる．この場合，1回転毎の切削面は同一となるため，理論的に

はきれいな40角形の角柱となり，送りにより生じる切削痕は水平となるはずである．

しかしながら，実加工面には左上がりの切削痕が観察される．これは工作機械へ指令

した回転数と加工時の回転数にわずかなズレがあることに起因しており，井原らは実

加工と三次元 CADによる解析を比較して，この点を詳細に調査している[32][61][62]．

本研究では切削工具の送り方向に対して理論的に生成される切削痕と実加工面の切

削痕との角度差を計測し，工作機械への指令値に対して切削工具または被削材回転数

の値をわずかに変化させることで，加工面状態の合わせ込みを行った．また，三次元

CAD による解析面には，実加工面よりも多くの線が観察される．これは三次元 CAD

Undeformed chip

Insert

2 mm2 mm
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の機能上，インサートのノーズ半径と底刃とのつなぎ目で加工した部分が，線として

残ることが影響している．しかし，実際の切れ刃のつなぎ目は滑らかに加工されてい

るため，実加工面にこの線は明確に観察されないことになる．そのため，解析面上の

細い線を太い線と合わせて一体として見ると，実加工面とよく対応することがわかる．

ターンミリングは一般的に切削工具の回転数を被削材回転数よりも大きく設定して

加工を行うため，加工が逐一進行するとした仮定の解析でも，実加工面と一致するこ

とがわかった． 

 図 3-4に図 3-2の平面図を示す．切削工具の送り方向を基準角度𝜙 = 0 [°]と定義し，

回転方向を正，その反対方向を負とした．また，インサートの切れ刃が切取り形状と

干渉し始める切削開始角度を𝜙 = 𝜙𝑠 [°]，切削終了角度を𝜙 = 𝜙𝑒  [°]とし，角度の差分

をΔ𝜙 = 𝜙𝑒 − 𝜙𝑠 [°]とそれぞれ定義した． 

 

 

 

Fig. 3-4.  Definition of cutting tool revolution angle. 

 

 

 

 

 

 

Insert

Undeformed chip

2 mm

= 0

Tool axis
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 ある任意の角度𝜙(𝜙𝑠 < 𝜙 < 𝜙𝑒)におけるインサートと理論切取り形状との位置関

係を図 3-5(a)に示し，その際のインサートと切取り形状との共通部分を図 3-5(b)に示

す．図 3-5(b)における青色部分がインサートすくい面と切取り形状との干渉面を表し

ており，すなわち角度𝜙における切削断面積𝐴  [mm2]を意味している．この解析を𝜙𝑠

から𝜙𝑒まで行うことで 1刃当たりにおける切削状態の変化を知ることができ，その解

析結果を図 3-6に示す．切削断面積の変化は切削負荷に，角度の差分は 1刃当たりの

切削時間にそれぞれ対応し，工具刃先温度と密接に関係する値である．1 刃当たりに

おける平均切削断面積を𝐴𝑎𝑣𝑒[mm2]，切削時間を𝑡𝑚[ms]とすると，それぞれ次式により

算出できる． 

 𝐴𝑎𝑣𝑒 =
∫ 𝐴(𝜙)
𝜙𝑒
𝜙𝑠

𝑑𝜙

Δ𝜙
       (3-1) 

 𝑡𝑚 =
60

𝑛𝑡
∙
Δ𝜙

360°
∙ 1000       (3-2) 

ここで， 

  𝑛𝑡 ：切削工具の回転数 [min–1] 

図 3-5(b)の切削断面積とインサートを比較することにより，インサート切れ刃のどの

部分を用いて加工が進行するのかを視覚的に把握することも可能であり，切削現象を

理解する上で本解析手法は非常に有効な手段となる． 

 

 

 

  (a) At an arbitrary angle 𝜙   (b) Overlap in (a) 

Fig. 3-5.  Calculation of the undeformed cross-sectional cutting area. 

Cross-sectional

cutting area 
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Fig. 3-6.  Relationship between the cutting tool revolution angle and cross-sectional cutting 

area by 3D-CAD. 

 

3-3  切削特性の評価方法 

3-3-1  実験装置 

 本研究では DMG 森精機株式会社製の Y 軸付 NC 旋盤，NL2000Y/500 を使用した．

工作機械の外観を図 3-7に示す．ターレットへミリングユニットを取り付けることで，

回転工具により切削加工を行うことができる．また，温度測定前の旋削による面だし

を同一の工作機械により実施できるため，被削材の振回りがない状態で評価を行うこ

とが可能である． 

 

Fig. 3-7.  Appearance of the NC lathe NL2000Y/500. 
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3-3-2  切削工具 

 本研究で使用した切削工具の概略図を図 3-8，仕様を表 3-1 にそれぞれ示す．ター

ンミリングは粗加工への適用が期待されているため，経済面の観点からインサートの

みを交換すればよい刃先交換式エンドミルを選定した．また，ターンミリングの温度

測定を初めて行うに当たり切削現象を単純化し，わずかな工具刃先温度の変化も把握

できるように，1 枚刃のエンドミルを使用した．インサートにはコーテッド超硬工具

を使用し，コーティング材質には PR1535 を選定した．PR1535 コーティングは鋼から

難削材まで幅広い被削材へ適用可能であり，特にチタン合金や耐熱合金の安定加工を

重視した材質である[89]． 

 

Fig. 3-8.  Schematic illustration of the cutting tool. 

 

Table 3-1  Specification of the cutting tool. 

Holder  

Model number  DMC320H (Kyocera) 

Diameter 𝐷𝑡 mm  20 

Number of flute 𝑍   1 

Axial rake angle 𝐴. 𝑅. °  6 

Radial rake angle 𝑅. 𝑅. °  –2 

Insert  

Model number  NDCW150308TRX (Kyocera) 

Material  Coated carbide (Coating: PR1535) 

Chip-breaker  Nothing 

Rake angle 𝑅. 𝐴. °  0 

Nose radius 𝑟𝑐 mm  0.8 

2
0

14
30

110

4
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3-3-3  切削パラメータの定義 

3-3-3-1  工具オフセット 

 図 3-9に工具オフセット𝑒 [mm]の定義を示す．工具オフセットは切削工具と被削材

の中心軸の差として定義し，切削工具と被削材の回転が一致する方向を正とした．指

令値と実際の切込み量が同一となる限界工具オフセットを𝑒𝑚𝑎𝑥 [mm]とすると，𝑒𝑚𝑎𝑥

は次式により算出できる． 

 𝑒𝑚𝑎𝑥 = 𝐷𝑡 2⁄ − 𝑟𝑐       (3-3) 

ここで， 

  𝐷𝑡 ：切削工具の直径 [mm] 

  𝑟𝑐 ：インサートのノーズ半径 [mm] 

実験で使用した切削工具の直径は 20 mm，インサートのノーズ半径は 0.8 mm である

ため，𝑒𝑚𝑎𝑥は 9.2 mm となる．𝑒𝑚𝑎𝑥よりも大きな工具オフセットにすると，指令値に

対して実際の切込み量が小さくなり，目的の被削材径へ加工できないことになる． 

 

 

 

  (a) View from the end face of workpiece    (b) View from the cutting tool axis 

Fig. 3-9.  Definition of the tool axis offset 𝑒. 

 

 

 

 

 

 

Workpiece
Workpiece

Cutting tool
End face
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3-3-3-2  1 刃当たりの被削材回転角度 

 図 3-10 に 1 刃当たりの被削材回転角度𝜃 [°]の定義を示す．ターンミリングは断続

加工であるため，加工後の被削材は𝑁角形の角柱となり，𝑁は次式により算出できる． 

 𝑁 = 𝑍 ∙
𝑛𝑡

𝑛𝑤
        (3-4) 

ここで， 

  𝑍 ：切削工具の刃数 

  𝑛𝑡 ：切削工具の回転数 [min–1] 

  𝑛𝑤 ：被削材の回転数 [min–1] 

1刃当たりに被削材が回転する角度𝜃は，𝑁を用いて次式により算出できる． 

 𝜃 =
360°

𝑁
=

360°

𝑍
∙
𝑛𝑤

𝑛𝑡
       (3-5) 

𝜃の値が小さい程，旋削に近い真円形状へ加工できることになる． 

 

 

Fig. 3-10.  Definition of the workpiece revolution angle per tooth 𝜃. 

 

 

3-3-3-3  加工能率 

 図 3-11 にターンミリング時の概略図を示す．ターンミリングは従来の旋削とミリ

ング加工を組み合わせた加工法であるため，従来の加工能率(Material Removal Rate，

以降𝑀𝑅𝑅  [mm3/min]と記載 )の算出式では不十分である．1 刃当たりの送りを𝑓𝑧 

[mm/tooth]，被削材軸方向送りを𝑓𝑡 [mm/tooth]，被削材の周方向長さを𝑓𝑤 [mm/tooth]と

すると，それぞれのパラメータは次式により算出できる． 

polygon
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 𝑓𝑡 =
𝑓

𝑍
∙
𝑛𝑤

𝑛𝑡
        (3-6) 

 𝑓𝑤 =
𝜋∙𝐷𝑤

𝑍
∙
𝑛𝑤

𝑛𝑡
        (3-7) 

 𝑓𝑧 = √𝑓𝑡
2 + 𝑓𝑤

2 =
1

𝑍
∙
𝑛𝑤

𝑛𝑡
∙ √𝑓2 + 𝜋2 ∙ 𝐷𝑤

2    (3-8) 

ここで， 

  𝑍 ：切削工具の刃数 

  𝑛𝑡 ：切削工具の回転数 [min–1] 

  𝑛𝑤 ：被削材の回転数 [min–1] 

  𝑓 ：送り量 [mm/rev] 

  𝐷𝑤 ：被削材の直径 [mm] 

従来のミリング加工における𝑀𝑅𝑅へ式(3-8)を代入すると，ターンミリングにおける

𝑀𝑅𝑅は次式により算出できる． 

 𝑀𝑅𝑅 = (𝑓𝑧 ∙ 𝑛𝑡 ∙ 𝑍) ∙ 𝑎𝑝 ∙ 𝑓 

    = 𝑎𝑝 ∙ 𝑓 ∙ 𝑛𝑤 ∙ √𝑓
2 + 𝜋2 ∙ 𝐷𝑤

2
     (3-9) 

ここで， 

  𝑎𝑝 ：切込み [mm] 

本研究では式(3-9)により𝑀𝑅𝑅を算出した． 

 

 

 

Fig. 3-11.  Schematic illustration of orthogonal turn-milling process. 
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3-3-4  切削条件 

 炭素鋼 S45C に対してターンミリングを実施した際の切削条件を表 3-2 に示す．初

めてターンミリング時の工具刃先温度を測定するに当たり，インサートへの切りくず

の激しい凝着を抑制する目的で，被削材には炭素鋼 S45C を使用した．すべての実験

において切込みは 0.75 mm とし，乾式状態で加工を行った．ターンミリングにより加

工する面は，毎回旋削により同一の切削条件で仕上げた．表 3-3 に旋削条件を示す． 

 

 

Table 3-2  Cutting conditions for ISO C45 in orthogonal turn-milling. 

Workpiece ISO C45 (JIS S45C) 

Diameter 𝐷𝑤 mm  42.0 – 69.0 

Tool revolution speed 𝑛𝑡 min–1  2000, 2500, 3000, 3500 

Tool cutting speed 𝑣𝑐 m/min  126, 157, 188, 220 

Workpiece revolution speed 𝑛𝑤 min–1  8, 10, 12, 14, 15, 20, 25, 30, 40 

Depth of cut 𝑎𝑝 mm  0.75 

Feed 𝑓 mm/rev  2, 3, 4, 5 

Tool axis offset 𝑒 mm  0, 3, 6, 9.2 

Cutting distance 𝐿 mm  8, 9, 20 

Workpiece revolution angle per tooth 𝜃 °  1.44 – 7.2 

Temperature measurement angle 𝜙 °  90, 135, 180, 225, 270 

Cutting fluid    Dry 

 

 

Table 3-3  Cutting conditions for ISO C45 in turning. 

Cutting speed 𝑣𝑐 m/min   250 

Depth of cut 𝑎𝑝 mm   0.15 

Feed 𝑓 mm/rev   0.1 

Cutting fluid     Dry 
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3-3-5  工具刃先温度の測定方法 

3-3-5-1  実験概略 

 本研究で構築した工具逃げ面温度測定の実験概略図を図 3-12 に示す．ミリングユ

ニットへマグネットスタンドを用いて 2 色温度計と X-Y-Z ステージを介して光ファ

イバホルダを取り付け，ターンミリング時にインサートと光ファイバの位置関係が変

化しないようにした．図 3-13 に温度測定時のインサートと光ファイバの位置関係を

示す．インサートのノーズ半径から輻射される赤外線を受光できるように，光ファイ

バの中心軸とインサート底刃との距離は約 0.5 mm とし，光ファイバが切れ刃に可能

な限り近づくように X-Y-Z ステージを用いて調節した．図 3-14 に異なる温度測定角

度における実験概略図を示す．本研究において切削工具回転角度と温度測定角度はと

もに切削工具の送り方向を基準としているため，同じシンボル・意味として使用した．

ターンミリングにおけるインサートの空冷特性を評価するときには，光ファイバホル

ダ先端部の治具またはマグネットスタンドを取り付ける位置を変更することで，様々

な角度における温度測定を実施して評価した． 

 

 

 

Fig. 3-12.  Schematic illustration of the experimental setup. 
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Fig. 3-13.  Relationship between the insert and an optical fiber. 

 

 

 

    (a) 𝜙 = 180°    (b) 𝜙 = 270° 

Fig. 3-14.  Schematic illustration of the different temperature measurement angle. 
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3-3-5-2  2 色温度計の出力波形と換算方法 

 ターンミリングの工具逃げ面温度を測定時に得られる 2 色温度計および加速度ピ

ックアップからの基本的な出力波形を図 3-15 に示す．加速度ピックアップはミリン

グユニットへ接着し，切削の開始をオシロスコープによりモニタリングするために使

用した．本波形取得時の切削条件から，加工時間𝑀𝑇 [s]は次式により算出できる． 

 𝑀𝑇 =
𝐿

𝑛𝑤∙𝑓
∙ 60       (3-10) 

ここで， 

  𝐿 ：切削距離 [mm] 

  𝑛𝑤 ：被削材の回転数 [min–1] 

  𝑓 ：送り量 [mm/rev] 

式(3-10)より，𝑀𝑇は 9 s と算出でき，加速度ピックアップの出力が増加し始めてから

2 色温度計の出力が低下し始めるまでの時間と非常によく一致した．加工時間後も出

力波形が得られているのは，切削工具を被削材から逃がす際も切削が行われるためで

ある． 

 図 3-16 に図 3-15 の領域(E)を拡大した出力波形を示す．切削周期を𝑡𝑝 [ms]とする

と，𝑡𝑝は次式により算出できる． 

 𝑡𝑝 =
1

𝑍∙𝑛𝑡
∙ 60 ∙ 1000       (3-11) 

ここで， 

  𝑍 ：切削工具の刃数 

  𝑛𝑡 ：切削工具の回転数 [min–1] 

式(3-11)より，𝑡𝑝は 30 ms と算出でき，2色温度計から出力が得られる周期と完全に一

致した．連続する 5 つの InAs と InSb の出力電圧𝑉𝐼𝑛𝐴𝑠 [mV]と𝑉𝐼𝑛𝑆𝑏 [mV]を測定して

電圧の比を求め，図 2-10 の較正曲線を用いて温度へ換算した．この 5 つの温度を平

均した値を，実施した切削条件における工具逃げ面温度とした．温度換算に使用する

5つの出力は，加工終了直前の出力が安定している領域から選定した． 
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Fig. 3-15.  Typical output signals from two-color pyrometer and acceleration pick-up. 

𝑛𝑡 = 2000 min–1, 𝑛𝑤 = 20 min–1, 𝑎𝑝 = 0.75 mm, 𝑓 = 3 mm/rev, 𝑒 = 0 mm, 𝐿 = 9 mm. 

 

 

 

Fig. 3-16.  Output signals from two-color pyrometer in fig. 3-15 (E). 

 

 

 

 

 

 

 

InAs

InSb

Acceleration pickup

Machining time: 9 s

1 s
100 mV

1 s

100 mV

1 s
1 V

(E)

InAs

InSb

1 2 3 4 5

10 ms

200 mV



第 3 章 切削特性の評価方法と伝熱解析による最高温度の推定 

37 

 

3-3-6  切削抵抗の測定方法 

 本研究では主にターンミリング時の工具逃げ面温度を実測し，工具刃先温度の観点

から切削特性の解明に取り組んだ．しかしながら，工具刃先温度は切削工具と被削材

の相対運動によって生じる抵抗により熱が発生し，その結果として生じる現象となる．

そのため，実際にその切削抵抗を測定し，三次元 CAD の解析結果と結び付けた上で

工具刃先温度を理解することが重要である． 

 一方で，加工時に切削工具と被削材が同時に回転するターンミリングの切削抵抗を

測定することも難しく，専用の設備が複数必要となるため研究室内では行えなかった．

そこで，本研究では株式会社山本金属製作所の「被削性評価試験サービス」を利用し，

温度測定時と同一の切削条件で切削抵抗を測定することで，ターンミリングのより詳

細な切削特性の解明に取り組んだ． 

 

3-3-6-1  実験装置 

 切削抵抗の測定に使用した DMG森精機株式会社製の 5軸制御立形マシニングセン

タ，NMV5000DCGの外観と機械構造をそれぞれ図 3-17と図 3-18 に示す[90]．本マシ

ニングセンタは切削工具側の X-Y-Z 軸に加えて，被削材保持側に B 軸と C 軸が搭載

されており，図 3-18 の B 軸を 90 度回転した状態で C 軸を回転させることによって，

ターンミリングを行うことが可能である． 

 

 

 

Fig. 3-17.  Appearance of the 5-axis machining center NMV5000 DCG [90]. 
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Fig. 3-18.  Structure of the 5-axis machining center NMV5000 DCG [90]. 

 

 

Fig. 3-19.  Appearance of the 4-component rotary dynamometer 9170A [91]. 

 

 

 ターンミリング時の切削抵抗を測定する際に使用した日本キスラー株式会社製の 4

成分回転式動力計，9170Aの外観を図 3-19 に示す[91]．本動力計は水晶圧電式が採用

されており，切削工具と工作機械の間へ取り付けることにより，加工時に切削工具へ

作用する 3方向分力とその分力を用いてトルクを測定することが可能である． 
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3-3-6-2  実験方法 

 図 3-20 にターンミリング時の切削抵抗の測定風景を示す．テーブルに取り付けた

被削材を目的の直径へ加工後，B 軸を 90°回転させた状態で保持する．その状態で切

削工具と被削材を回転させながら送りを与え，加工時に生じる切削抵抗を回転式動力

計で測定し，チャージアンプを介してノートパソコンで記録した．回転式動力計のロ

ータ部分とステータ部分は非接触で情報の伝達を行うため，コードがねじ切れたり，

接触部分で雑音が生じるといった問題を生じることなく，切削抵抗の測定を行うこと

が可能である．図 3-21 に 5 軸加工機における旋削の様子を示す．旋削は切削工具を

バイトへ変更し，テーブルを元の状態へ戻して回転させることで行うことができる．

同一の機械で旋削およびターンミリングを実施することができるため，被削材の振回

りがない状態で切削抵抗を測定することが可能である．ただし，最大被削材回転数の

関係上，工具刃先温度測定時の旋削条件と切削速度を合わせることができないため，

切削抵抗測定時は異なる条件にて被削材を仕上げた．表 3-4に旋削条件を示す． 

 

 

 

Fig. 3-20.  Experimental setup for measuring cutting forces in orthogonal turn-milling. 
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Fig. 3-21.  Experimental setup for turning in the 5-axis machining center. 

 

Table 3-4  Turning conditions for measuring cutting forces of ISO C45. 

Cutting speed 𝑣𝑐 m/min   50 

Depth of cut 𝑎𝑝 mm   0.1 

Feed 𝑓 mm/rev   0.1 

Cutting fluid     Dry 

 

 

Fig. 3-22.  Directions of the cutting force. 

WorkpieceCutting tool
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 インサートに対する切削抵抗の各方向を図 3-22 に示す．インサートすくい面に対

しておおよそ水平方向を𝐹𝑥 [N]，垂直方向を𝐹𝑦 [N]，切削工具の軸方向を𝐹𝑧 [N]とした．

回転式動力計の計測機構はロータ内に存在するため，測定時の𝐹𝑥と𝐹𝑦の方向はインサ

ートとともに常時回転することになり，つまりインサートに対して常に同じ方向に作

用する力を測定することが可能である． 

 

 

3-3-6-3  出力波形と換算方法 

 ターンミリングの切削抵抗測定時に得られる基本的な出力波形を図 3-23 に示す．

本波形取得時の切削条件から式(3-10)より加工時間𝑀𝑇は 18 s と算出でき，各切削抵抗

が増加し始める時間から最大切削抵抗が減少し始める時間と非常によく一致するこ

とがわかった．加工終了後も各切削抵抗が得られているのは，切削工具を被削材から

逃がす際も切削が行われるためである． 

 1刃当たりにおける各切削抵抗と切削断面積の変化を図 3-24に示す．𝐹𝑥および𝐹𝑦は

切削終了付近から一定時間振動していることがわかり，その周波数は約 670 Hz であ

ることがわかった．本測定で使用した回転式動力計の固有振動数は，データシート上

約 2 kHzとなっており，測定状態が異なることもあり半分以下の値となることがわか

った．一方で，加工時の基本切削周波数は式(3-11)の逆数から約 30 Hzと算出でき，切

削の開始から最大値までの測定は十分に行えているといえる．𝐹𝑥および𝐹𝑦ではこの振

動により切削の終了時間が明確に判断できないため，そういった現象が見られない𝐹𝑧

の時間を基準として，三次元 CADによる切削断面積の変化を同期した．図 3-24より，

切削断面積と𝐹𝑦および𝐹𝑧の変化がよく対応することがわかった．ただし， 𝐹𝑥のみ異な

る傾向となる要因を本研究では特定できなかったため，この点は今後の課題である．

各方向分力の最大値を最大切削抵抗𝐹𝑚𝑎𝑥  [N]，平均値を平均切削抵抗𝐹𝑎𝑣𝑒  [N]と定義

し，𝐹𝑧の変化開始および終了時間をそれぞれ𝑡𝐹𝑧𝑠，𝑡𝐹𝑧𝑒  [ms]とすると，平均切削抵抗は

次式により算出できる． 

 𝐹𝑎𝑣𝑒 =
∫ 𝐹(𝑡)𝑑𝑡
𝑡𝐹𝑧𝑒
𝑡𝐹𝑧𝑠

𝑡𝐹𝑧𝑒−𝑡𝐹𝑧𝑠
       (3-12) 

𝐹𝑚𝑎𝑥および𝐹𝑎𝑣𝑒はそれぞれ加工終了直前の値が安定している領域において，10パルス

分を平均した値を使用した． 
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Fig. 3-23.  Typical output signals from the rotary dynamometer. 
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Fig. 3-24. Relationship between typical output signals of each cutting force and cross-sectional 

cutting area by 3D-CAD per tooth. 

 

3-3-6-4  切削条件と比切削抵抗の関係 

 三次元 CAD の解析による切削断面積の変化は，インサートすくい面に対して垂直

に作用する𝐹𝑦方向分力の変化を意味していることになる．そこで，比切削抵抗を𝑘 

[N/mm2]とすると，𝐹𝑦は次式により算出できる． 

 𝐹𝑦 = 𝑘 ∙ 𝐴        (3-13) 

任意の切削条件における比切削抵抗は，図 3-24のように𝐹𝑦と𝐴の変化を同期し，切削

の開始から最大値までの範囲で最小二乗法によって求めた．図 3-25 に本研究で実施

した各切削条件における平均切削断面積と比切削抵抗の関係を示す．平均切削断面積

の増加とともに，比切削抵抗は減少することがわかった．これは平均切削断面積の増

加により切削温度が増加し，被削材が軟化することに起因していると考えられる[92]．

平均切削断面積と比切削抵抗の間には，おおよそ以下の関係式が成立した． 

 𝑘 = 3010 − 1530 ∙ 𝐴𝑎𝑣𝑒       (3-14) 

三次元 CAD により平均切削断面積を算出すれば，式(3-13)と(3-14)の関係から炭素鋼

S45C ターンミリング時の𝐹𝑦方向分力を事前に算出することが可能である．しかしな

がら，その他の被削材に対して式(3-14)が成立するとは限らないため，この点はさら

なる検討が必要である． 
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Fig. 3-25.  Relationship between average cross-sectional cutting area and specific cutting 

force in each cutting condition. 

 

 

3-3-7  高速度カメラによる切削状態の可視化 

 本研究では三次元 CAD によるターンミリングの可視化に加えて，実際の切削状態

を高速度カメラ(株式会社ナックイメージテクノロジー MEMRECAM Q1v)により撮

影し，切削現象の詳細な解明や解析結果との整合性を確認した． 

 高速度カメラを用いた場合におけるターンミリングの実験概略図を図 3-26 に，実

際の実験風景を図 3-27 にそれぞれ示す．切削工具の送り方向に対してインサートが

180°回転した際のすくい面を垂直方向から撮影するために， 2つの治具を用いて高速

度カメラを被削材に対して上方に設置した．高速度カメラの撮影と合わせて温度測定

も実施することにより，両方のデータを照合することでより詳細な切削状態の解析を

可能とした．また，切削工具と被削材用に光源を 2つ用いることで，撮影時の明るさ

を確保した． 
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Fig. 3-26.  Schematic illustration of photographing by high-speed camera. 

 

 

Fig. 3-27.  Experimental setup for photographing by high-speed camera. 
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3-4  空転時のインサートの空冷状態 

 前述の通り，ターンミリングにおいて切削中または切削直後の工具刃先温度を測定

することは極めて困難である．そのため，本研究では切削工具空転時の逃げ面温度を

光ファイバ型 2色温度計により測定し，その空冷特性を評価した．しかしながら，タ

ーンミリングの切削温度に関する先行研究がない状態で，空転時の工具刃先温度によ

って切削現象を解明することができるのか，判断することは不可能である．また，切

削特性を評価する上で，実際に最高温度がどの程度なのか，推定する手法の開発も必

要であるといえる．そこで，本研究ではインサートの空冷モデルを考え，1 次元非定

常の熱伝導方程式を解くことにより，理論的な空冷式を算出した．その理論式と実測

温度の合わせ込みを行うことで，最高温度を推定する手法を構築したので，本節では

その空冷モデルと解法について説明する． 

 

3-4-1  インサート空冷モデル 

 ターンミリングにおいて工具刃先は切削による加熱と空転による空冷が繰り返さ

れ，加工の開始とともに最高温度は増加していくことになる．しかしながら，永続的

に温度が増加し続ける訳ではなく，理論切取り形状が定常状態に達した後は，基本的

に周期的な加熱と冷却サイクルを繰り返すものと考えられる．この場合における工具

刃先の空冷状態を考えるときに，刃先の熱は主に 4つの形態で伝熱していくことが考

えられる． 

 1. インサートすくい面上における切れ刃水平方向への熱伝導． 

 2. インサートすくい面上における切れ刃垂直方向への熱伝導． 

 3. インサート厚み方向への熱伝導． 

 4. インサート表面からの対流熱伝達． 

 1 に関して，細川らは刃先交換式エンドミルを用いた肩削り加工時において，イン

サート切れ刃の温度分布を詳細に測定しており，ノーズ半径部と軸方向切込みの境界

部分においてわずかに温度が高くなることを示している[74]．しかし，その温度差は

最大でも 30 ℃程度であり，温度勾配の観点から 1の影響は小さいものと考えられる．

2 に関して，切削時の最高温度はインサートすくい面上の刃先から少し内側の部分で

計測されることが知られている[93][94][95][96]．刃先と最高温度との温度差は切削条

件により異なるため一概にはいえないが，すくい面上の切れ刃から垂直方向の温度勾
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配は緩やかな増加を示すと考えられるため，2 の現象も積極的には生じないものと考

えられる．以上のことを考慮すると，3.インサート厚み方向への熱伝導および 4.イン

サート表面からの対流熱伝達の 2つの影響によって，空転時の切れ刃は主に冷却され

ていくと考えることができる． 

 そこで，本研究では図 3-28のようなインサート空冷モデルを考える．すくい面を厚

み𝑥 = 0 [m]とし，切削直後はインサート表面ほど高温になっていると考えられるため，

厚み方向に対して指数関数的な温度勾配を有していると考える．しかし，1 刃当たり

の切削時間は短時間であるため，極表層のみが高温になると考えられ，インサート厚

み内で室温に収束すると考えることができる．詳細内容は後述するが，実際に切削直

後のインサート厚み方向の温度分布を調査した結果，厚み内で室温に収束することを

確認した．そして，空冷時間の増加とともに，切れ刃はインサート厚み内への熱伝導

と表面からの熱伝達により空冷されることになる．本研究ではこの空冷モデルにより

解析を進めていくが，インサートの物性値が位置および温度によらず一定であると仮

定し，室温(20 ℃)における値を使用した． 

 

 

 

Fig. 3-28.  Cooling model of the insert. 
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3-4-2  空転時における切れ刃の冷却 

 切れ刃が切削を終了して空冷が開始する時間を𝑡𝑐 = 0 [s]とすると，図 3-28 に示す

インサート厚み内の温度分布𝑇(𝑥, 𝑡𝑐)に対して，次の各式が成り立つ[97][98][99][100]． 

 
𝜕𝑇

𝜕𝑡𝑐
= 𝛼 ∙

𝜕2𝑇

𝜕𝑥2
        (3-15) 

・Initial condition 

 𝑇(𝑥, 0) = (𝑇𝑠 − 𝑇∞) ∙ 𝑒
−
𝑥

𝜂 + 𝑇∞     (3-16) 

・Boundary condition 

 ℎ ∙ (𝑇∞ − 𝑇) = −𝜆𝑡 ∙
𝜕𝑇

𝜕𝑥
|
𝑥=0

      (3-17) 

ここで， 

  𝑇 ：絶対温度 [K] 

  𝑡𝑐 ：空冷時間 [s] 

  𝑥 ：インサート表面からの厚み [m] 

  𝛼 ：熱拡散率 [m2/s]  𝛼 = 𝜆𝑡 (𝜌𝑡 ∙ 𝑐𝑡)⁄  

  𝑇𝑠 ：切削直後のインサート表面温度 [K] 

  𝑇∞ ：室温 [K] 

  𝜂 ：初期温度分布を決定する変数 [m] 

  ℎ ：熱伝達率 [W/(m2・K)] 

  𝜆𝑡 ：熱伝導率 [W/(m・K)] 

  𝜌𝑡 ：密度 [kg/m3] 

  𝑐𝑡 ：比熱 [J/(kg・K)] 

式(3-15)の両辺を変数𝑡𝑐でラプラス変換すると 

 
𝜕2𝑇̅

𝜕𝑥2
−

𝑠

𝛼
∙ 𝑇̅ = −

1

𝛼
∙ {(𝑇𝑠 − 𝑇∞) ∙ 𝑒𝑥𝑝 (−

𝑥

𝜂
) + 𝑇∞}   (3-18) 

式(3-18)の補助方程式を考えると，その一般解は𝑥 → ∞で有界となることから，𝐶3を定

数とすると 

 𝑇̅ = 𝐶3 ∙ 𝑒𝑥𝑝 (−√
𝑠

𝛼
∙ 𝑥)      (3-19) 
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また， 𝐶4と𝐶5を定数として特殊解を以下のように置く． 

 𝑇̅ = 𝐶4 ∙ 𝑒𝑥𝑝 (−
𝑥

𝜂
) + 𝐶5      (3-20) 

式(3-20)を式(3-18)へ代入して係数比較により𝐶4と𝐶5を求めると，線形微分方程式の一

般解は，補助方程式の一般解と特殊解の和となることから 

 𝑇̅ = 𝐶3 ∙ 𝑒𝑥𝑝 (−√
𝑠

𝛼
∙ 𝑥) −

𝑇𝑠−𝑇∞
𝛼

𝜂2
−𝑠
∙ 𝑒𝑥𝑝 (−

𝑥

𝜂
) +

𝑇𝑠

𝑠
   (3-21) 

次に，式(3-17)の両辺を変数𝑡𝑐でラプラス変換し，式(3-21)の一般解を求めると， 

 𝑇̅ = −(
ℎ

𝜆𝑡
+

1

𝜂
) ∙

𝑇𝑠−𝑇∞

(𝑠−
𝛼

𝜂2
)∙(√

𝑠

𝛼
+
ℎ

𝜆𝑡
)

∙ 𝑒𝑥𝑝 (−√
𝑠

𝛼
∙ 𝑥) 

   +
𝑇𝑠−𝑇∞

𝑠−
𝛼

𝜂2

∙ 𝑒𝑥𝑝 (−
𝑥

𝜂
) +

𝑇𝑠

𝑠
      (3-22) 

式(3-22)を逆ラプラス変換すると，インサート厚み内の温度分布𝑇(𝑥, 𝑡𝑐)を求めること

ができる[101]． 

𝑇(𝑥, 𝑡𝑐) − 𝑇∞
𝑇𝑠 − 𝑇∞

= −(
ℎ

𝜆𝑡
+
1

𝜂
) ∙ [

𝑒𝑥𝑝 (
𝛼 ∙ 𝑡𝑐
𝜂2

)

2
∙ {

1

ℎ
𝜆𝑡
+
1
𝜂

∙ 𝑒𝑥𝑝 (−
𝑥

𝜂
) ∙ 𝑒𝑟𝑓𝑐 (

𝑥

2√𝛼 ∙ 𝑡
−
√𝛼 ∙ 𝑡𝑐

𝜂
) 

   +
1

ℎ

𝜆𝑡
−
1

𝜂

∙ 𝑒𝑥𝑝 (
𝑥

𝜂
) ∙ 𝑒𝑟𝑓𝑐 (

𝑥

2√𝛼∙𝑡
+
√𝛼∙𝑡𝑐

𝜂
)} 

   −

ℎ

𝜆𝑡

ℎ2

𝜆𝑡
2−

1

𝜂2

∙ 𝑒𝑥𝑝 (
ℎ

𝜆𝑡
∙ 𝑥 +

ℎ2

𝜆𝑡
2 ∙ 𝛼 ∙ 𝑡𝑐) ∙ 𝑒𝑟𝑓𝑐 (

𝑥

2√𝛼∙𝑡
+

ℎ

𝜆𝑡
∙ √𝛼 ∙ 𝑡𝑐)] 

   +𝑒𝑥𝑝 (−
𝑥

𝜂
) ∙ 𝑒𝑥𝑝 (

𝛼∙𝑡𝑐

𝜂2
)      (3-23) 

ここで， 

 𝑒𝑟𝑓𝑐(𝑥) =
2

√𝜋
∙ ∫ 𝑒𝑥𝑝(−𝜉2)𝑑𝜉

∞

𝑥
 

  = 1 − 𝑒𝑟𝑓(𝑥) 

  = 1 −
2

√𝜋
∙ ∫ 𝑒𝑥𝑝(−𝜉2)𝑑𝜉

𝑥

0
 

𝑒𝑟𝑓(𝑥)はガウスの誤差関数である．本研究では刃先温度を逃げ面側から測定している

ため，インサート表面(𝑥 = 0)の空冷特性は次式により算出できる． 
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𝑇(0, 𝑡𝑐) − 𝑇∞
𝑇𝑠 − 𝑇∞

= 𝑒𝑥𝑝 (
𝛼 ∙ 𝑡𝑐
𝜂2

) − (
ℎ

𝜆𝑡
+
1

𝜂
) ∙

[
 
 
 

𝑒𝑥𝑝 (
𝛼 ∙ 𝑡𝑐
𝜂2

) ∙

{
 

 ℎ
𝜆𝑡

ℎ2

𝜆𝑡
2 −

1
𝜂2

−

1
𝜂

ℎ2

𝜆𝑡
2 −

1
𝜂2

∙ 𝑒𝑟𝑓 (
√𝛼 ∙ 𝑡𝑐

𝜂
)

}
 

 

 

   −

ℎ

𝜆𝑡

ℎ2

𝜆𝑡
2−

1

𝜂2

∙ 𝑒𝑥𝑝 (
ℎ2

𝜆𝑡
2 ∙ 𝛼 ∙ 𝑡𝑐) ∙ {1 − 𝑒𝑟𝑓 (

ℎ

𝜆𝑡
∙ √𝛼 ∙ 𝑡𝑐)}]  (3-24) 

 以上のことから，式(3-24)を用いることで空冷時間𝑡𝑐に対する工具刃先の温度変化

を知ることが可能である．式(3-24)を計算するためにはインサートの物性値が必要と

なるが，熱拡散率𝛼，比熱𝑐𝑡，密度𝜌𝑡は実験で使用したインサートを用いて実測し，熱

伝導率𝜆𝑡は𝜆𝑡 = 𝛼 ∙ 𝜌𝑡 ∙ 𝑐𝑡の関係式から算出して使用した．また，熱伝達率ℎは上田らの

研究成果を参照し，ℎ = 100  [W/(m2・K)]の値を使用した[97]．実際にℎ = 10~200 

[W/(m2・K)]の範囲で計算を行ったが，以降の結果に影響を与えないことを確認した． 

 式(3-24)の使用方法として，最初に切削工具回転数からインサートの空転時間を算

出し，具体的な値を代入して切削直後からの空冷曲線を描く．このときに，切削直後

のインサート表面温度𝑇𝑠と初期温度分布を決定する変数𝜂は任意の値を代入すればよ

い．次に工具刃先温度を実測した際の空冷時間を三次元 CAD による解析結果を用い

て計算し，その時間における式(3-24)の値を算出する．最後に，理論空冷曲線と実測値

に対して𝑇𝑠と𝜂を変数として最小二乗法を適用し，空冷曲線のフィッティングを行う．

これにより得られる𝑡𝑐 = 0の温度が，切削直後のインサート表面温度の推定値となる． 

 

3-4-3  インサート物性値の測定 

3-4-3-1  熱拡散率 

 熱拡散率の測定は，アルバック理工 (現アドバンス理工) 株式会社製の TC-9000H

を用いてレーザフラッシュ法により行った．図 3-29 にレーザフラッシュ法の概略図

を示す．7×7×2 mm3の試料を測定装置へ取り付け，試料の片側から一様なエネルギ分

布を有する Nd ガラスレーザのパルス光を照射する．レーザ光は試料表面で吸収され

温度が上昇し，熱伝導により反対面へ伝熱する．反対面の温度変化は赤外線温度計に

より非接触で測定されており，最高温度の 1/2に達するまでに要した時間𝑡1/2 [s]と試

料厚さ𝑑 [m]から，熱拡散率𝛼は次式により計算できる[102]． 

 𝛼 = 0.1388 ×
𝑑2

𝑡1/2
       (3-25) 
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Fig. 3-29.  Schematic illustration of laser flash method. 

 

 

     (a) Front side    (b) Reverse side 

Fig. 3-30.  Specimen for measuring thermal diffusivity. 

 

 

 熱拡散率の測定に使用した試料を図 3-30 に示す．実験で使用したインサートから

切り出せる大きさの関係上，試料は 7×3.5×2 mm3を 2つ接着した状態で使用した．試

料表面にはレーザ光の吸収率の増加および輻射率を任意の値へ設定する目的で，日本

船舶工具有限会社製のドライ・グラファイトフィルムスプレーを塗布した． 

 図 3-31 に熱拡散率の測定結果を示す．20 ℃におけるインサートの熱拡散率は，24 

mm2/s であることがわかった．しかしながら，レーザフラッシュ法を用いる際の基本

的な条件として，試料が均質であることが挙げられる．この点において今回の試料は

2つを接着して使用しているため，正確な測定結果であるとはいえないが，式(3-24)を

用いて切削直後の最高温度を推定する点においては，十分な精度であるといえる． 

 

Specimen
Nd: glass Laser pulse

Thermocouple

Infrared thermometer

7×7×2 mm3

1 mm1 mm
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Fig. 3-31.  Measurement result of thermal diffusivity. 

 

3-4-3-2  比熱 

 比熱の測定は，NETZSCH 社製の DSC 3500 Sirius を用いて熱流束型 DSC(Differential 

Scanning Calorimetry)法により行った．図 3-32に熱流束型DSC法の概略図を示す[103]．

ヒータを搭載した容器の中に標準試料(サファイア)と測定試料を入れ，両方の試料が

同一の温度変化となるようにヒータを用いて温める．このとき各試料の比熱は異なる

ため，ヒータで与える熱量に違いが生じ，その変化を熱量計により測定する．測定試

料および標準試料へ加わる単位時間当たりの熱量をそれぞれ𝑞𝑡̇，𝑞𝑠̇ [J/s]とすると，次

式により算出できる． 

 𝑞𝑡̇ = 𝑚𝑡 ∙ 𝑐𝑡 ∙
𝑑𝑇

𝑑𝑡
       (3-26) 

 𝑞𝑠̇ = 𝑚𝑠 ∙ 𝑐𝑠 ∙
𝑑𝑇

𝑑𝑡
       (3-27) 

ここで， 

  𝑚𝑡 ：測定試料の質量 [kg] 

  𝑐𝑡 ：測定試料の比熱 [J/(kg・K)] 

  𝑚𝑠 ：サファイアの質量 [kg] 

  𝑐𝑠 ：サファイアの比熱 [J/(kg・K)] 

各試料の温度変化は同一となるように制御しているため，式(3-26)と(3-27)の関係から

測定試料の比熱𝑐𝑡は次式により計算できる． 

 𝑐𝑡 =
𝑚𝑠

𝑚𝑡
∙
𝑞𝑡̇

𝑞𝑠̇
∙ 𝑐𝑠       (3-28) 
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 比熱の測定に使用した試料を図 3-33 に，その測定結果を図 3-34 に示す．試料には

実験で使用したコーテッド超硬インサートの破片を使用した．比熱は温度により値が

変化していくが，本研究では温度によらず一定であると仮定しているため，室温

(20 ℃)における値 254 J/(kg・K)を使用した． 

 

   

Fig. 3-32.  Schematic illustration of DSC method. 

 

 

Fig. 3-33.  Specimen for measuring specific heat (40 mg). 

 

 

Fig. 3-34.  Measurement result of specific heat. 
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3-4-3-3  密度 

 密度の測定は，熱拡散率の測定のために切り出した試験片の質量と 3辺の長さを測

定して行った．質量の測定に使用した分析天秤と長さの測定に使用したマイクロメー

タをそれぞれ図 3-35 と図 3-36に示す[104][105]．分析天びんには株式会社島津製作所

製の AUX220を使用し，本装置に搭載されている内蔵分銅による感度調整機能を用い

て測定した．本装置による繰り返し測定誤差は±0.1 mg 程度と非常に小さく，高精度

な質量の測定が可能である．マイクロメータには株式会社ミツトヨ製の CPM15-25MX

を使用し，各面の中心位置で 3辺の試験片長さをそれぞれ測定した． 

 図 3-37 に密度の測定結果を示す．測定は切り出し形状 7×3.5×2 mm3の 6 つの試験

片に対して行った．算出した密度のばらつきは最大で 30 kg/m3と小さく，十分な精度

で測定が行えているといえる．密度の値としては，6 つの測定結果を平均した 14200 

kg/m3 を使用した． 

 

 

Fig. 3-35.  Analytical balance for measuring mass [104]. 

 

 

Fig. 3-36.  Micrometer for measuring length [105]. 
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Fig. 3-37.  Measurement result of density. 

 

 

3-5  結 言 

 本章では，三次元 CAD を活用したターンミリング時の切削状態の可視化方法と，

理論切取り形状の解析方法について説明した．また，ターンミリングにおける切削特

性の評価方法や伝熱解析による切削直後の最高温度の推定方法について説明し，推定

に必要なインサート物性値の測定方法および結果をそれぞれ示した．本章で述べた要

点を以下に示す． 

 

 1. 三次元 CADによる解析面と実加工面はよく対応し，ターンミリング時の理論切

取り形状を再現することで，1刃当たりの切削負荷の変化や切削時間などを解析

することが可能である． 

 

 2. ターンミリングにおける空転時の工具逃げ面温度を測定する手法を構築した．加

工時に 2 色温度計と光ファイバをミリングユニットと一緒に動かすことにより，

常に同じインサート切れ刃位置の温度測定を可能とした． 
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Number of specimen: 6

Measuring geometry: 7×3.5×2 mm3
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 3. 空転時におけるインサートの空冷モデルを示し，1次元非定常熱伝導方程式をイ

ンサート厚み方向の初期温度分布を考慮して解くことにより，理論的なインサー

ト切れ刃の空冷式を示した． 

 

 4. インサート切れ刃の理論的な空冷式を計算するために必要な熱拡散率をレーザ

フラッシュ法，比熱を熱流束型 DSC 法，密度を質量と長さの測定によりそれぞ

れ求め，20 ℃における測定結果はそれぞれ 24 mm2/s，254 J/(kg・K)，14200 kg/m3

であった． 
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第 4 章 各切削パラメータが切削特性に及ぼす影響 

 

4-1  緒 言 

 ターンミリングは切削パラメータが多い加工法であるといえるが，本研究では特に

工具オフセットと加工能率に関係する切削パラメータについて詳細に調査した． 

 工具オフセットに関しては，ターンミリングの切削特性に様々な影響を及ぼすこと

が報告されている．最初に，ターンミリングでは最大送りが切削条件により変化し，

切削工具の半径，工具オフセット，インサートの半径方向切れ刃長さにより決定され

る[31]．工具オフセットを与えない場合，最大送りはインサートの半径方向切れ刃長

さとなり，オフセットを大きくしていくほど，最大送りは増加していくことになる．

次に，仕上げ面性状の観点からも，工具オフセットは与える方が良いと考えられる．

ターンミリング後の被削材軸方向の仕上げ面粗さを調査した先行研究では，大きな工

具オフセットの方が良好な仕上げ面粗さを得ることができると報告されている

[22][24]．しかし，ワイパー刃付インサートを用いる場合は，逆に工具オフセットを与

えない方が良好な結果となることには注意が必要である．また，工具オフセットが大

きいほど，高送りによる仕上げ面性状の悪化を抑制することが可能である[22][23][24]． 

 工具オフセットと工具寿命との関係を調査した先行研究では，オフセットを与えな

い場合と比較して，与えた場合では工具寿命が最大で約 2.5 倍に増加することが報告

されている[22][24][27][28]．先行研究において最適な工具オフセット𝑒𝑜𝑝𝑡 [mm]は，次

式により算出できると報告されている[18][22][24][28]． 

 𝑒𝑜𝑝𝑡 = 𝑅𝑡 − 𝐿𝑛       (4-1) 

ここで， 

  𝑅𝑡 ：切削工具の半径 [mm] 

  𝐿𝑛 ：インサートの半径方向切れ刃長さ [mm] 

工具寿命が増加する要因として，最適な工具オフセットでは切削工具と被削材の切削

長さが最大となり，切削応力が広く分散されるためであると考えられている．しかし

ながら，本研究で使用した切削工具に対して式(4-1)を適用すると 0.475 mm と算出で

き，工具オフセットを与えない場合と非常に近い状態となる．そのため，式(4-1)の最

適式を適用できない場合が存在すると考えられ，これは工具刃先温度の観点からター

ンミリングの切削特性が評価されていないことや，複雑な切削状態を詳細に理解する
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ための手法が構築されていないことが影響していると考えられる． 

 また，加工能率と切削温度には密接な関係があり，高能率化は切削温度の大幅な増

加を引き起こすことになる．そのため，ターンミリングであっても過度な温度の増加

は，工具寿命の著しい低下へつながることになる．ゆえに，加工能率と工具刃先温度

の関係を把握することは極めて重要であり，この点において本研究で構築した解析手

法は非常に有効となる．一方で，ターンミリングにおける空冷温度の意義を明確にで

きれば，実測温度により切削パラメータが工具刃先温度に及ぼす影響を調査できる可

能性があり，より簡潔に高能率化を目指すことが可能となる．そのためには，各切削

パラメータが空冷特性に及ぼす影響を，詳細に調査・検討する必要がある． 

 以上のことから，本章ではターンミリングにおける工具逃げ面温度を実測し，理論

式を用いて最高温度を推定することで，各切削パラメータが工具刃先温度に及ぼす影

響を調査した．また，各切削パラメータと空冷特性との関係を詳細に検討し，ターン

ミリングにおける空冷温度の意義を明確化した．さらに，工具刃先温度のみを測定す

るのではなく，三次元 CAD による解析や切削抵抗の測定結果と関連付けることによ

り，各切削パラメータと切削特性との関係の解明に取り組んだ． 

 

 

4-2  被削材径の影響 

 従来の旋削やミリング加工と比較して，ターンミリングでは被削材径が切削特性に

影響を及ぼすことになる．図 3-4 における切取り形状の右側面図を図 4-1 に示す．太

線で示した部分が被削材の円周部分に相当し，被削材径の大きさにより曲率が変化す

ることになる．そのため，切削条件が同じであっても 1刃当たりの切取り体積や切削

断面積が増減し，それに対応して工具刃先温度も変化することが予想される． 

 

 

 

Fig. 4-1.  Effect of workpiece diameter on undeformed chip (Right side view of Fig. 3-4). 

 

Workpiece periphery
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 図 4-2に被削材回転数を変化させた場合における被削材径と工具逃げ面温度の関係

を示す．工具逃げ面温度は送り方向に対して切削工具が 90°回転した位置で，空転時

の刃先温度を実測した値である．被削材径および被削材回転数の増加とともに，工具

逃げ面温度は増加することがわかった．被削材径 40~60 mm の範囲で被削材回転数に

関わらず，被削材径と工具逃げ面温度は線形的な関係となり，被削材径が 10mm 大き

くなると，工具逃げ面温度は約 40 ℃増加することがわかった．図 4-2 の被削材径 50 

mm の場合における理論切取り形状を解析した結果を図 4-3 に示す．被削材回転数に

関わらず，切削開始および終了角度はそれぞれ約－78°と約－20°であった．すべての

切削終了角度が同じであるため，切削の終了から温度測定までの空冷時間は，理論上

同一となる．最大切削断面積は被削材回転数 10 min–1で約 0.4 mm2に対して 40 min–1

では約 1.2 mm2となり，被削材回転数の増加とともに切削断面積は全体的に増加して

いくことがわかった．そのため，切れ刃に加わる熱量が増加し，図 4-2のように被削

材回転数に対して工具逃げ面温度は増加したと考えられる． 

 図 4-4に被削材回転数 20 min–1における被削材径 42.0 mm と 60.0 mm の理論切取り

形状を解析した結果を示し，その最大切削断面積におけるインサートと理論切取り形

状の関係を図 4-5 に示す．最大切削断面積は被削材径 42.0 mm で約 0.63 mm2に対し

て 60.0 mm で約 0.85 mm2まで増加しており， 1刃当たりの切削時間も合わせて増加

することがわかった．一方で，図 4-5において被削材径による切削断面積の増加は底

刃部分の面積が増加することで生じており，ノーズ半径周辺の切取り形状は全く変化

していないことがわかった．つまり，工具刃先温度を測定しているノーズ半径の熱量

は被削材径によってほとんど変化していないため，図 4-2の被削材径に対して工具逃

げ面温度が増加する理由としては，切削断面積の増加というよりもむしろ 1刃当たり

の切削時間の増加が主要因であると考えられる． 

 同一切削条件であっても，ターンミリングでは被削材径の違いにより，工具逃げ面

温度および切削抵抗が変化することになる．そのため，本節以降の実験では同一条件

で最低 2回以上の温度測定を実施し，それらの平均被削材径を同一とすることによっ

て，各切削パラメータが工具逃げ面温度に及ぼす影響を調査した． 
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Fig. 4-2.  Variation of tool flank temperature with workpiece diameter in each workpiece 

revolution speed. 

 

 

Fig. 4-3.  Relationship between cutting tool revolution angle and cross-sectional cutting area 

in each workpiece revolution speed. 
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Fig. 4-4.  Comparison of cross-sectional cutting area in different workpiece diameter. 

 

 

 

  (a) Workpiece diameter: 42.0 mm (b) Workpiece diameter: 60.0 mm 

Fig. 4-5. Variation of the undeformed chip geometry with workpiece diameter in the maximum 

cross-sectional cutting area. 

𝑛𝑡 = 2003 min–1, 𝑛𝑤 = 20 mm, 𝑎𝑝 = 0.75 mm, 𝑓 = 3 mm/rev, 𝑒 = 9.2 mm, 𝐿 = 8 mm. 

 

 

4-3  工具オフセットの影響 

 前述の通り，ターンミリングにおいて工具オフセットが切削特性に及ぼす影響は大

きく，理論切取り形状や切削状態が大きく変化することになる．式(4-1)より，本実験

で使用した切削工具における最適オフセットは 0.475 mm と算出できるため，0 mm と

近似して下限値とした．また，式(3-3)より，限界工具オフセットは 9.2 mm と算出で

きるため，この値を上限値として 0, 3, 6, 9.2 mm の異なる工具オフセットが切削特性

に及ぼす影響について，本節では詳細に調査した． 
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4-3-1  推定最高温度に及ぼす影響 

 図 4-6(a)~(d)に工具オフセットを変化させた場合における加工面状態と切取り形状

の変化を示す．解析は被削材全周に対して行う必要はないため一部の領域で複数回行

い，切取り形状が定常状態に達するまで繰り返した．また，本切削条件の場合，切削

距離 9 mm に対して 1 回転当たりの送りが 3 mm であるため，3 回転分の加工面が生

成されていることになる． 

 工具オフセットを大きくすると，定義より切削工具と被削材中心軸の距離は大きく

なっていくことになるが，一方で切込みの値は被削材中心軸に対して設定しているた

め，主な切削位置は常に被削材中心軸周辺に存在することになる．そのため，工具オ

フセット 0 mm では被削材中心軸に対しておおよそ垂直の方向へ切削していた状態が，

工具オフセット9.2 mmでは中心軸に沿うような状態へ変化していくことがわかった． 

 

 

 

 (a) 𝑒 = 0 mm    (b) 𝑒 = 3 mm    (c) 𝑒 = 6 mm    (d) 𝑒 = 9.2 mm 

Fig. 4-6.  Surface texture of machined surfaces and corresponding undeformed chip shape in 

each tool axis offset. 

𝑛𝑡 = 2003 min–1, 𝑛𝑤 = 20 mm, 𝑎𝑝 = 0.75 mm, 𝑓 = 3 mm/rev, 𝐿 = 9 mm, 𝐷𝑤 = 65.0 mm. 
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Fig. 4-7.  Variation of the cross-sectional cutting area with cutting tool revolution angle in each 

tool axis offset. 

 

 図 4-6 の理論切取り形状を解析した結果を図 4-7 に示す．図 4-6 に示した通り，工

具オフセットにより切取り形状は大きく変化し，工具オフセット 0 mm において切削

開始角度－42°，終了角度 7°であったのが，工具オフセット 9.2 mmではそれぞれ－84°

と－14°となり，1刃当たりの切削時間は増加することがわかった．また，工具オフセ

ットにより温度測定までの切削工具回転角度が変化することになり，つまり温度測定

までの空冷時間が変化することになる．そのため，空転時における工具逃げ面温度を

複数の箇所で実測し，式(3-24)の空冷式を適用して切削直後の刃先温度を推定するこ

とにより，工具オフセットが最高温度に及ぼす影響を調査した． 

 図 4-8 に各工具オフセットにおける空転時の実測温度とその温度へ式(3-24)の理論

式を適用した結果を示す．空冷時間𝑡𝑐は三次元 CAD の解析により算出した切削終了

角度𝜙𝑒を 0 ms とし，各温度測定角度𝜙との差分と切削工具回転数𝑛𝑡との関係から次式

により算出した． 

 𝑡𝑐 =
60

𝑛𝑡
∙
𝜙𝑒−𝜙

360
∙ 1000       (4-2) 

空冷時間の増加とともに工具逃げ面温度は大きく減少していくが，工具オフセットに

よる空冷特性およびその温度差に大きな違いはないことがわかった．図 4-9に工具オ

フセットと推定最高温度の関係を示す．推定最高温度においても温度差は約 20 ℃と 
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Fig. 4-8. Variation of the tool flank temperature with the cooling time in each tool axis offset. 

 

 

Fig. 4-9. Relationship between tool axis offset and the estimated maximum tool flank temperature. 

 

 

小さく，ターンミリングにおいて工具オフセットが工具刃先温度に及ぼす影響は，小

さいことがわかった． 

 図 4-10 に工具オフセットと平均切削抵抗および平均切削断面積の関係を示す．工

具オフセットの増加とともに各切削抵抗は減少傾向を示し，平均切削断面積の解析結

果とおおむね一致することがわかった．実測した𝐹𝑦の平均切削抵抗と解析による 1刃
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当たりの切削距離(切削時間)を掛け合わせることで算出した工具オフセットと 1 刃当

たりの発熱量との関係を図 4-11に示す．工具オフセットの値に関わらず，1刃当たり

の発熱量はおおよそ一定であることがわかった．そのため，工具オフセットが工具刃

先温度に及ぼす影響は，非常に小さくなったと考えられる． 

 

 

 

Fig. 4-10. Variation of average cutting forces and cross-sectional cutting area with tool axis offset. 

 

 

Fig. 4-11.  Relationship between tool axis offset and heating value per tooth. 
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4-3-2  切削距離と空冷特性の関係 

 図 4-6 に対して切削距離を切削工具径と同じ 20 mm まで増加させた場合における

工具オフセットと加工面状態および切取り形状の関係を図 4-12 に示す．切削距離以

外すべての切削条件を同一としているため，主切削領域(Main cutting area)の理論切取

り形状や基本的な加工面状態は，図 4-6と完全に一致する．一方で，切削距離を増加

させた図 4-12では，工具オフセット 9.2 mm を除き再切削領域(Secondary cutting area)

を生じることがわかった．この理由として，ターンミリングは切削が断続化するため，

加工後の被削材が式(3-4)で示す𝑁角形の角柱となり，その角形状の仕上げ面を再度切

削するため生じることがわかった．この再切削を生じるかどうかは，工具オフセット

の値や切削工具径に対する切削距離などにより決定され，空転時にわずかながら切削

が行われるため，切削距離により異なる空冷特性を示すことが推定される．一方で，

再切削が生じるということはその部分がより真円に近づいていることになるため，精

度の面においては有益な現象であると捉えることもできる．そこで，再切削の有無に

よる切削特性の違いを詳細に調査した． 

 

 

 

  (a) 𝑒 = 0 mm     (b) 𝑒 = 3 mm     (c) 𝑒 = 6 mm    (d) 𝑒 = 9.2 mm 

Fig. 4-12.  Surface texture of machined surfaces and corresponding undeformed chip shape in 

each tool axis offset. 

𝑛𝑡 = 2003 min–1, 𝑛𝑤 = 20 mm, 𝑎𝑝 = 0.75 mm, 𝑓 = 3 mm/rev, 𝐿 = 20 mm, 𝐷𝑤 = 65.0 mm. 
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Fig. 4-13.  Relationship between cutting tool revolution angle and the cross-sectional cutting 

area in each tool axis offset. 

 

 図 4-12 の理論切取り形状を解析した結果を図 4-13 に示す．工具オフセット 0, 3, 6 

mm における主切削領域の変化は図 4-7 と同様となり，工具オフセット 9.2 mm では

切削開始角度が－123°，切削終了角度が－14°と 1 刃当たりの切削時間が非常に長く

なることがわかった．一方で，工具オフセット 9.2 mm 以外は再切削を生じるように

なり，おおよそ－190°~－120°の範囲で観察されることがわかった．しかしながら，再

切削は擦っている状態に近いため，その領域における最大値は最大切削断面積の約

1/10 程度であり，切削時間も主切削領域と比較すると短いことがわかった． 

 切削距離 20 mm 加工時における 2 色温度計および加速度ピックアップからの基本

的な出力波形を図 4-14 に示し，2 色温度計の出力を温度へ換算した結果を図 4-15 に

示す．図 4-12における工具オフセット 0 mm の解析結果と図 4-14 を対応させると，2

色温度計の出力は 5段階に分類できる．最初に，段階①は主切削領域の切取り形状が

定常状態に達するまでの時間に対応し，この時間は理論切取り形状と切削条件から

3.4 s と算出できる．加速度ピックアップの出力が増加し始める位置を切削開始時間と

すると，2 色温度計からの出力は 3.4 s の間に急激に増加し，それに対応して図 4-15

の工具逃げ面温度も大幅に増加することがわかった．段階②は準安定切削状態に対応

し，2 色温度計からの出力は緩やかに増加していく．これは加工の進行とともに切削
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直前のインサート表面温度が増加し，基準温度が高くなることに起因していると考え

られる．図 4-15より段階②における温度増加は約 20 ℃であり，段階①と比較すると

その増加値は極めて小さいことがわかった．段階③は安定切削状態であり，2 色温度

計からの出力と工具逃げ面温度は一定状態となる．三次元 CAD の解析により切削開

始から 17.4 s 後に再切削が生じることになり，2 色温度計の出力および工具逃げ面温

度はその時間に段階③の状態からわずかに増加し，これが段階④に相当する．その後，

段階⑤において出力および工具逃げ面温度は再度一定状態となり，20 s で加工が終了

後，出力は急激に低下する．20 s 以降も出力が得られるのは，切削工具を被削材から

逃がす際も切削が行われるためである． 以上のことから，三次元 CADによる解析結

果と 2色温度計からの出力および工具逃げ面温度の変化は，非常によく対応すること

がわかった． 

 

Fig. 4-14.  Typical output signals of two-color pyrometer and acceleration pickup with 

corresponding undeformed chip shape analyzed by 3D-CAD.   𝑛𝑡 = 2000 min–1, 𝑛𝑤 = 20 

min–1, 𝑎𝑝 = 0.75 mm, 𝑓 = 3 mm/rev, 𝑒 = 0 mm, 𝐿 = 20 mm, 𝜙 = 90°, 𝐷𝑤 = 67.0 mm. 
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Fig. 4-15.  Variation of the tool flank temperature with time. 

 

 

Fig. 4-16.  Comparison of the tool flank temperature before and during secondary cut. 

 

 

 図 4-16 に再切削が生じる前後の工具逃げ面温度差を示す．再切削の有無による温

度差は約 5 ℃であり，すべての工具オフセットおよび温度測定角度において同様の傾

向が見られた．そのため，再切削は工具逃げ面の温度増加を引き起こすが，その値自

体は非常に小さいことがわかった． 
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Fig. 4-17.  Variation of the tool flank temperature and the cross-sectional cutting area with 

time in each tool axis offset. 

 

 各工具オフセットにおける時間に対する工具逃げ面温度の変化を図 4-17 に示す．

図 4-17では，式(4-2)を用いて切削工具回転角度を時間へ換算し，時間に対する切削断

面積の変化も合わせて示している．当然のことながら，空転時の切削断面積は 0とな

る．図 4-17から工具オフセット 6 mm と 9.2 mm は同様の空冷特性を示しており，こ

れは温度測定を実施した角度の範囲内で再切削を生じないためである．一方で，工具

オフセット 0 mmと 3 mmでは異なる傾向を示しており，再切削領域に対応して約 5 ℃

工具逃げ面温度が増加すると仮定した場合，空冷特性の変化を説明することが可能で

ある．つまり，再切削の有無は仕上げ面状態だけではなく，工具逃げ面の空冷特性に

対しても影響を及ぼすことがわかった．図 4-18 に異なる切削距離における空冷時間

と工具逃げ面温度の関係を示す．切削距離 8 mm の場合，再切削が生じる前に加工が

終了するため，工具逃げ面温度は単調に減少していく．一方で，切削距離 20 mm は再

切削の影響により，空冷時間約 15 ms において一度わずかに温度が増加し，再度減少

していくことになる．再切削の有無により次の切削直前の空冷温度が変化することに

なるため，切削距離 8 mm と比較して切削距離 20 mm の工具逃げ面温度は，最大で約

20 ℃高くなることがわかった． 
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Fig. 4-18.  Comparison of cooling characteristics in different cutting distance. 

 

 

 炭素鋼 S45C の加工においてこの温度差が工具寿命へ直接影響を及ぼすことは考え

にくいが，難削材を加工する場合やさらなる粗加工を行う場合，再切削による温度増

加は大きくなることが推定される．そのため，工具オフセットや切削工具径に対する

切削距離に応じて再切削が生じるという事実は，極めて重要な知見であるといえる． 

 ターンミリング時に再切削が実際に生じている状態を，高速度カメラにより撮影し

た結果を図 4-19 (工具オフセット 0 mm)と図 4-20 (工具オフセット 3 mm)にそれぞれ示

す．三次元 CADによる図 4-12の解析結果から，工具オフセット 0 mm では再切削領

域において 2 つの切りくずが生成され，3 mm では 1 つであることがわかる．この解

析結果と高速度カメラによる撮影結果を比較すると，両者は非常によく一致すること

がわかった．また，工具オフセットにより再切削が生じる切削工具回転角度も変化す

ることになるが，その角度変化とも極めて良好な相関関係があることを確認できた． 

 再切削時における各切削抵抗と切削断面積の変化を図 4-21 に示す．主切削領域の

開始点を 0 ms とし，切削周期に相当する 30 ms 分を示している．図 4-21より，三次

元 CAD による解析結果と各切削抵抗の変化が非常によく一致することがわかった．

また，𝐹𝑦において主切削領域に対する再切削領域の最大値は約 1/10 となっており，解

析結果とよく対応することがわかった． 
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  (a) Before secondary cut    (b) During secondary cut 

Fig. 4-19.  Comparison of the cutting state before and during secondary cut. 

𝑛𝑡 = 2000 min–1, 𝑛𝑤 = 20 min–1, 𝑎𝑝 = 0.75 mm, 𝑓 = 3 mm/rev, 𝑒 = 0 mm, 𝐿 = 20 mm, 

𝜙 = 180°, 𝐷𝑤 = 51.5 mm 

Frame rate: 4000 fps, Shutter speed: Open, Resolution: 640×480. 

 

 

Fig. 4-20.  Cutting state during secondary cut. 

𝑛𝑡 = 2000 min–1, 𝑛𝑤 = 20 min–1, 𝑎𝑝 = 0.75 mm, 𝑓 = 3 mm/rev, 𝑒 = 3 mm, 𝐿 = 20 mm, 

𝜙 = 180°, 𝐷𝑤 = 55.8 mm 

Frame rate: 4000 fps, Shutter speed: Open, Resolution: 640×480. 
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Fig. 4-21.  Variation of each cutting force and the cross-sectional cutting area with time in 

secondary cutting area. 

 

4-4  相対切削速度の影響 

 式(3-5)より，切削工具および被削材回転数の比を一定の状態で変化させた場合，1

刃当たりの被削材回転角度は一定となるため，理論切取り形状は変化しないことにな

る．つまり，ターンミリングにおける相対切削速度が切削特性に及ぼす影響を調査す

ることが可能であり，相対切削速度𝑣𝑟𝑐 [m/min]は簡易的に次式により算出できる． 

 𝑣𝑟𝑐 =
𝜋∙𝐷𝑡∙𝑛𝑡

1000
−
𝜋∙𝐷𝑤∙𝑛𝑤

1000
       (4-3) 

ここで， 

  𝐷𝑡 ：切削工具の直径 [mm] 

  𝑛𝑡 ：切削工具の回転数 [min–1] 

  𝐷𝑤 ：被削材の直径 [mm] 

  𝑛𝑤 ：被削材の回転数 [min–1] 

 相対切削速度(従来加工における切削速度)を増加させることができれば，加工後の

被削材形状を変化させずに高能率化を実現することが可能である．しかし，従来の旋

削やミリング加工において，切削速度の増加は大幅な温度増加を引き起こすことにな

るため，本節ではターンミリングにおける相対切削速度の影響を詳細に調査した． 
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Fig. 4-22. Variation of tool flank temperature with cooling time in each relative cutting speed. 

 

 

 図 4-22に各相対切削速度における空転時の実測温度とその温度へ式(3-24)の理論式

を適用した結果を示す．実測した空冷時間の範囲において各相対切削速度の空冷特性

に大きな違いは見られず，同一空冷時間における温度差は最大でも 20 ℃程度である

ことがわかった．図 4-23に相対切削速度と推定最高温度の関係を示す．グラフ中の実

線は，推定最高温度が相対切削速度の 1/2 乗に比例すると仮定して，最小二乗法によ

り求めている[69]．相対切削速度の増加とともに工具逃げ面温度は大幅に増加し，相

対切削速度 124 m/minで 490 ℃であったのが，217 m/min で 580 ℃と 90 ℃増加するこ

とがわかった．グラフ中の実線においては約 150 ℃の温度差を生じていることになり，

従来の旋削やミリング加工と同様に，ターンミリングにおいても相対切削速度の増加

は，大幅な温度増加を引き起こすことがわかった． 

 相対切削度を変化させた場合，推定最高温度による温度差と同一の空冷時間におけ

る温度差に大きな違いがあることに注意が必要である．前述の通り，相対切削速度 124 

m/min と 217 m/min において推定最高温度では 90 ℃の温度差があったのに対し，実

測した温度範囲において同一空冷時間での温度差はたかだか 20 ℃程度であり，4.5倍

の温度差を生じることがわかった．この理由として，切削直後のインサート厚み方向

の温度分布が，相対切削速度により異なることが挙げられる．図 4-24に相対切削速度

とインサートの初期温度分布を決定する変数𝜂との関係を示す．相対切削速度の増加
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とともに，𝜂は減少していくことがわかった．つまり，切削直後のインサート厚み方

向の温度勾配は，相対切削速度の増加とともに大きくなる．そのため，空冷時間に対

する温度の減少幅は相対切削速度の増加とともに大きくなり，実測した空冷時間の範

囲において温度差は小さくなったと考えられる． 

 

 

 

Fig. 4-23.  Relationship between relative cutting speed and the estimated maximum tool flank 

temperature in tool axis offset 6 mm. 

 

 

Fig. 4-24.  Relationship between relative cutting speed and 𝜂 in tool axis offset 6 mm. 
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 以上のことから，空転時の工具刃先温度により比較を行うと，相対切削速度により

空冷速度が異なるため温度差が変化し，誤った解釈をする可能性がある．一方で，本

研究において提案したインサート切れ刃の理論的な空冷式を用いれば，実測した工具

刃先温度により切削直後の最高温度を推定することが可能であり，相対切削速度の影

響をより正確に把握することが可能である． 

 相対切削速度と各最大切削抵抗の関係を図 4-25 に示す．相対切削速度が変化して

も，各切削抵抗はほとんど変化しないことがわかった．1 刃当たりの切取り体積も変

化しないことを考慮すると，比切削エネルギは相対切削速度によらずおおよそ一定で

あるといえる．一方で，相対切削速度が増加すると 1刃当たりの切削時間は短くなる

ため，同一の熱量がより短時間でインサート表面に加わることになる．これがインサ

ート表面の急激な温度増加につながり，相対切削速度が増加するとインサート厚み方

向の温度勾配が大きくなる結果につながったと考えられる． 

 推定最高温度と𝜂を基に算出した切削直後のインサート厚み方向の温度分布を図 4-

26に示す．𝜂が相対切削速度により異なるためインサート厚み内の温度勾配は変化す

るが，ともに厚み(3.18 mm)内で室温(20 ℃)へ収束することがわかった．そのため，イ

ンサート表面のみで熱伝達による熱の授受が行われ，反対面の影響は受けないとした

仮定は妥当であることを確認した． 

 

 

 

Fig. 4-25.  Relationship between relative cutting speed and each maximum cutting force. 
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 異なる工具オフセットにおける相対切削速度と推定最高温度および𝜂の関係をそれ

ぞれ図 4-27 と図 4-28 に示す．工具オフセット 3 mm の場合においても，相対切削速

度の増加とともに工具逃げ面温度は大幅に増加し，124 m/min から 217 m/min の変化

で約 110 ℃の温度増加を生じることがわかった．相対切削速度の増加とともに𝜂も減

少し，温度の増加量や𝜂の傾向が工具オフセット 6 mm と一致することを確認した． 

 

 

Fig. 4-26.  Variation of the tool flank temperature with the insert thickness. 

 

 

Fig. 4-27.  Relationship between relative cutting speed and the estimated maximum tool 

flank temperature in tool axis offset 3 mm. 
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Fig. 4-28.  Relationship between relative cutting speed and 𝜂 in tool axis offset 3 mm. 

 

 

Fig. 4-29.  Relationship between cutting tool revolution angle and the cross-sectional cutting 

area in each workpiece revolution speed. 

 

4-5  被削材回転数の影響 

 被削材回転数を変化させた場合における切削工具回転角度と切削断面積の関係を

図 4-29に示す．切削開始および終了角度は被削材回転数によってほとんど変化せず，

すべての切削条件において切削開始角度は約－60°，終了角度は約－2°であった．最大

Relative cutting speed  m/min

= 0.75 mm, = 5 mm/rev, = 3 mm

= 9 mm, = 1.44

= 56.6 mm(Average)
V

ar
ia

b
le

 f
o

r 
d

et
er

m
in

in
g

  
th

e 
in

it
ia

l

te
m

p
er

at
u

re
 d

is
tr

ib
u

ti
o

n
 o

f 
th

e 
in

se
rt

×
1

0
–
3

m

Cutting tool revolution angle  °

C
ro

ss
-s

ec
ti

o
n

al
 c

u
tt

in
g

 a
re

a 
 

m
m

2

= 2503 min–1

= 0.75 mm

= 3 mm/rev

= 6 mm

= 9 mm

= 60 mm

○: = 10 min–1

△: = 15 min–1

□: = 20 min–1

◇: = 25 min–1



第 4 章 各切削パラメータが切削特性に及ぼす影響 

79 

 

切削断面積は被削材回転数 10 min–1で約 0.4 mm2に対して 25 min–1で約 1.0 mm2とな

り，被削材回転数の増加とともに切削断面積は全体的に増加していくことがわかった．

被削材回転数と各最大切削抵抗の関係を図 4-30 に示す．被削材回転数の増加ととも

に，各切削抵抗は線形的に増加していくことがわかった．𝐹𝑦は被削材回転数 10 min–1

で約 1000 Nに対して 25 min–1では約 2300 Nとなり，図 4-29の解析結果とよく対応す

ることがわかった． 

 各被削材回転数における空転時の実測温度とその温度へ式(3-24)の理論式を適用し

た結果を図 4-31 に示す．被削材回転数が変化しても切削終了角度はほとんど変化し

ないため，実測温度はほぼ同一時間上に並び，各空冷時間とも類似の温度増加幅を示

すことがわかった．図 4-32に被削材回転数と推定最高温度の関係を示す．グラフ中の

実線は，推定最高温度が被削材回転数の 1/4 乗に比例すると仮定して，最小二乗法に

より求めている[69]．被削材回転数の増加とともに工具逃げ面温度は大幅に増加し，

推定値において被削材回転数 10 min–1 で 530 ℃であったのが，25 min–1 で 640 ℃と

110 ℃増加することがわかった．最大切削断面積における被削材回転数と理論切取り

形状の関係を図 4-33(a)~(d)に示す．被削材回転数の増加とともに，インサートノーズ

半径周辺の切削断面積が主に増加することがわかった．すなわち，工具逃げ面温度を

測定している領域の発熱量が大幅に増加し，図 4-32 のような工具逃げ面温度の増加

を引き起こしたと考えられる． 

 

 

Fig. 4-30. Relationship between workpiece revolution speed and each maximum cutting force. 
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Fig. 4-31.  Variation of the tool flank temperature with cooling time in each workpiece 

revolution speed. 

 

 

Fig. 4-32.  Relationship between workpiece revolution speed and the estimated maximum tool 

flank temperature. 
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(a) 𝑛𝑤 = 10 min–1   (b) 𝑛𝑤 = 15 min–1   (c) 𝑛𝑤 = 20 min–1   (d) 𝑛𝑤 = 25 min–1 

Fig. 4-33.  Relationship between workpiece revolution speed and undeformed chip geometry 

in maximum cross-sectional cutting area. 

𝑛𝑡 = 2503 min–1, 𝑎𝑝 = 0.75 mm, 𝑓 = 3 mm/rev, 𝑒 = 6 mm, 𝐿 = 9 mm, 𝐷𝑤 = 60 mm. 

 

 

Fig. 4-34.  Relationship between workpiece revolution speed and 𝜂. 
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結果的に一定であるならば，空転時の工具刃先温度で切削パラメータの影響を評価で

きることになる．このような切削パラメータが複数存在するならば，それらの切削現

象を空転時の工具刃先温度により比較できるため，より簡潔に高能率化を目指すこと

が可能となる． 

 図 4-35 に各温度測定角度における各被削材回転数の工具逃げ面温度差を示す．被

削材回転数 10 min–1の工具逃げ面温度を基準とし，その他の被削材回転数の温度との

差分を示している．この差分が温度測定角度に関わらず一定であれば，空転時の刃先

温度を用いて切削パラメータの影響を評価することが可能である．図 4-35より，温度

測定角度の増加とともに工具逃げ面の温度差は減少していき，被削材回転数 20 min–1

と 10 min–1の差分は，推定値と温度測定角度 225°で約 40 ℃の違いを生じることがわ

かった．そのため，基本的には空転時の刃先温度を測定し，切削直後の最高温度を推

定した上で被削材回転数の影響を議論する必要があることがわかった． 

 

 

 

Fig. 4-35.  Difference of the tool flank temperature in each temperature measurement angle. 
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4-6  送り量の影響 

 送り量を変化させた場合における切削工具回転角度と切削断面積の関係を図 4-36

に示す．切削終了角度は送り量によって全く変化せず，すべての切削条件において約

－3°であった．しかし，送り量の増加とともに切削開始角度は減少していき，送り量

2 mm/rev で約－52°に対して送り量 5 mm/rev では約－68°となり，1 刃当たりの切削時

間は増加していくことがわかった．最大切削断面積は送り量 2 mm/rev で約 0.46 mm2

に対して送り量 5 mm/rev では約 0.65 mm2となり，切削断面積の増加幅は緩やかであ

ることがわかった．送り量と各平均切削抵抗および平均切削断面積の関係を図 4-37に

示す．送り量の増加とともに各切削抵抗は線形的に増加していき，𝐹𝑦と平均切削断面

積の増加傾向は，よく一致することがわかった． 

 

 

 

Fig, 4-36.  Relationship between cutting tool revolution angle and the cross-sectional cutting 

area in each feed. 
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Fig. 4-37. Variation of each average cutting force and the cross-sectional cutting area with feed. 

 

 

Fig. 4-38.  Variation of the tool flank temperature with cooling time in each feed. 

 

 

 各送り量における空転時の実測温度とその温度へ式(3-24)の理論式を適用した結果

を図 4-38に示す．すべての送り量において類似の空冷特性を示すことがわかった．図

4-39に送り量と推定最高温度の関係を示す．グラフ中の実線は，推定最高温度が送り

量の 1/4 乗に比例すると仮定して，最小二乗法により求めている[69]．送り量の増加

とともに工具逃げ面温度は大幅に増加し，推定値において送り量 2 mm/rev で 360 ℃ 

A
v
er

ag
e 

cu
tt

in
g
 f

o
rc

e 
 

N

Feed  mm/rev

= 2500 min–1, = 15 min–1, = 0.75 mm

= 6 mm, = 9 mm, = 56.8 mm

〇: , △: , □:

●
A

v
er

ag
e 

cr
o

ss
-s

ec
ti

o
n

al

cu
tt

in
g

 a
re

a 
 

m
m

2

Cooling time  ms

T
o

o
l 

fl
an

k
 t

em
p

er
at

u
re

  
℃ = 2500 min–1

= 15 min–1

= 0.75 mm

= 6 mm

= 9 mm

= 56.9 mm

(Average)

○: = 2 mm/rev

△: = 3 mm/rev

□: = 4 mm/rev

◇: = 5 mm/rev

―: Theoretical 



第 4 章 各切削パラメータが切削特性に及ぼす影響 

85 

 

 

Fig. 4-39.  Relationship between feed and the estimated maximum tool flank temperature. 
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Fig. 4-40.  Relationship between feed and 𝜂. 

 

 

Fig. 4-41.  Difference of the tool flank temperature in each temperature measurement angle. 
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4-7  結 言 

 本章では，ターンミリングの各切削パラメータが切削特性に及ぼす影響について説

明した．本章で述べた要点を以下に示す． 

 

 1. ターンミリングでは被削材径が切削特性に影響を及ぼし，被削材径が大きくなる

と切削抵抗と工具逃げ面温度はともに増加する．炭素鋼 S45C において被削材径

40 ~ 60 mm の範囲で 10 mm 径が大きくなると，工具逃げ面温度は約 40 ℃増加す

る．これは切削断面積と切削時間が増加することに起因するが，切削断面積は主

に底刃部分で増加し，インサートノーズ半径周辺の切取り形状は全く変化しない．

そのため，被削材径による工具逃げ面温度の増加は，切削時間の増加が主要因で

あると考えられる． 

 

 2. 切削距離が切削工具径よりも小さく再切削を生じない場合，炭素鋼 S45C におい

て工具オフセットが工具逃げ面温度に及ぼす影響は非常に小さくなる．これは工

具オフセットの増加とともに切削抵抗が減少する一方で，切削距離(時間)が増加

するため，1刃当たりの発熱量が変化しないためであると考えられる． 

 

 3. 切削距離がおおよそ切削工具径に達した場合，再切削を生じるようになる．再切

削領域において炭素鋼 S45C 加工時の工具刃先温度は約 5 ℃増加し，再切削を生

じない場合と比較して，次の切削直前の空冷温度は高くなる．そのため，工具逃

げ面温度は最大で約 20 ℃高くなる． 

 

 4. 相対切削速度の増加とともに，工具逃げ面の推定最高温度は大幅に増加する．一

方で，切削直後のインサート厚み方向の温度勾配は相対切削速度の増加により大

きくなるため，空冷時間に対する温度の減少幅は大きくなり，空冷時間の増加と

ともに各相対切削速度間の温度差は小さくなる．そのため，空転時の工具逃げ面

温度を用いて比較を行うと，相対切削速度に対する温度の増加幅は非常に小さく

なり，推定値との乖離が大きくなる．したがって，ターンミリングにおける相対

切削速度の影響を調査する際には，実測した空冷温度により最高温度を推定した

上で議論をしなければ，誤った解釈をする可能性がある． 
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 5. 被削材回転数の増加とともに，工具逃げ面の推定最高温度は大幅に増加する．こ

れは工具逃げ面温度を測定しているインサートノーズ半径周辺で主に切削断面

積が増加していくため，その大幅な発熱量の増加に起因すると考えられる． 

 

 6. 送り量の増加とともに，工具逃げ面の推定最高温度は大幅に増加する．これは切

削断面積の増加に加えて，1刃当たりの切削時間も増加するため，インサートへ

の大幅な流入熱量の増加に起因すると考えられる． 
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第 5 章 チタン合金におけるターンミリングの切削特性 

 

5-1  緒 言 

 ターンミリングは従来の旋削と比較して，切削温度の上昇を抑制できることや安定

した切りくず処理性を得ることができるため，難削材への適用が期待されている加工

法である．本研究では難削材の中でも Ti-6Al-4V 合金へターンミリングを適用し，切

削パラメータが切削特性に及ぼす影響について調査した． 

 チタン合金は比強度が高く耐熱性に優れた材料であるため，航空機部品を始め自動

車，生物医療などの幅広い分野で使用されている．しかしながら，低熱伝導率，低密

度，低比熱の特性により，切削温度は高くなりやすい材料である．また，工具材種と

の高い親和性により切りくずの激しい凝着も発生しやすく，これらは工具寿命を著し

く低下させる要因となる[68][106]．さらに，工具摩耗によってチップブレーカ自体が

摩滅することにより，安定した切りくず処理性を得ることも難しい材料である． 

 難削材に対してターンミリングを適用した例として，次のような先行研究が報告さ

れている．Karaguzel らは難削材である Ti-6Al-4V合金，インコネル 718およびワスパ

ロイに対してターンミリングを適用し，従来の旋削と加工能率を同一とすることで工

具寿命の比較を行っている．また，乾式切削に加えて湿式切削や MQL(Minimum 

Quantity Lubrication)切削も合わせて評価を実施し，各被削材種に対する最適な潤滑方

法の調査も行っている[28]．Berenji らは SUS316 とワスパロイに対して従来の旋削と

ターンミリングを適用し，粗加工を想定した高能率条件と仕上げ加工を想定した低能

率条件とで工具寿命差を比較している[23]．いずれの研究においても，ターンミリン

グは従来の旋削と比較して，大幅な工具寿命の増加が可能であると報告されている．

また，内海らは SUS304 に対して切削工具の傾き角(チルト角)と被削材に対して切削

工具を当てる角度(リード角)をそれぞれ変更し，主に切削抵抗の観点から切削性能を

評価している[30]．しかしながら，切削温度に関する研究が行われていないことは言

うまでもなく，難削材において各切削パラメータが工具寿命や切削特性に及ぼす影響

に関する研究自体が，十分ではないといえる． 

 そこで，本章では Ti-6Al-4V 合金を対象として，ターンミリング時の工具逃げ面温

度の実測を試みた．また，工具オフセットおよび相対切削速度が工具寿命に及ぼす影

響を調査し，インサートへの切りくずの凝着に着目して切削現象の解明に取り組んだ． 
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5-2  空転時における工具逃げ面温度 

5-2-1  実験方法 

 実験は図 3-26 と図 3-27 で示した高速度カメラを用いる方法により実施した．工具

逃げ面温度測定時の切削条件を表 5-1 に，ターンミリング前の旋削条件を表 5-2 に示

す．ターンミリング時の切削条件はすべて一定とし，温度測定角度を変化させること

で Ti-6Al-4V 合金加工時の空冷特性を調査した．旋削時には切りくずの激しい凝着を

抑制する目的で，切削油剤(株式会社エーゼット，831)を被削材に塗布して加工を行っ

た．ターンミリング時には乾式状態での温度測定を実施するため，旋削で使用した切

削油剤は，エタノールを用いて完全に除去してから実験を行った． 

 

Table 5-1  Cutting conditions for Ti-6Al-4V in orthogonal turn-milling. 

Workpiece Ti-6Al-4V (Annealing) 

Diameter 𝐷𝑤 mm  51.2 – 57.2 

Tool revolution speed 𝑛𝑡 min–1  1500 

Tool cutting speed 𝑣𝑐 m/min  94 

Workpiece revolution speed 𝑛𝑤 min–1  6 

Depth of cut 𝑎𝑝 mm  0.75 

Feed 𝑓 mm/rev  5 

Tool axis offset 𝑒 mm  6 

Cutting distance 𝐿 mm  9 

Workpiece revolution angle per tooth 𝜃 °  1.44 

Temperature measurement angle 𝜙 °  90, 135, 180 

Cutting fluid    Dry 

 

Table 5-2  Cutting conditions for Ti-6Al-4V in turning. 

Cutting speed 𝑣𝑐 m/min   35 

Depth of cut 𝑎𝑝 mm   0.15 

Feed 𝑓 mm/rev   0.1 

Cutting fluid     Oil 
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5-2-2  切れ刃温度と切りくず温度の切り分け 

 Ti-6Al-4V 合金をターンミリング時に得られる 2 色温度計からの基本的な出力波形

を図 5-1 に示す．図 3-15 や図 4-14 のような炭素鋼加工時の出力波形と比較して，チ

タン合金の出力は InAs と InSb ともに出力の変動が非常に大きく，電圧値自体も極め

て大きいことがわかった．図 5-1の領域(E)を拡大した出力波形を図 5-2に示す．本波

形を測定した際の切削条件から切削周期は 40 ms と算出できるが，出力の大きな場合

が見られる一方で，全く出力が出ていない場合もあることがわかった．そのため，出

力が大きい場合と非常に小さい場合で異なる物体を測定していることが考えられた

ため，温度計からの出力波形と高速度カメラの観察画像を照合することで，切削現象

をより詳細に調査した． 

 図 5-2内の各番号に対応した出力とその際の高速度カメラによる撮影画像との照合

結果を図 5-3に示す．照合は加速度ピックアップを用いた加工時間と高速度カメラに

よる撮影時間が，おおよそ一致する領域の出力と画像をすべて見比べることにより行

った．最初に，高速度カメラによる撮影結果から，チタン合金の加工時には基本的に

切りくずがインサート切れ刃に凝着し，空転時にインサートと一緒に回転しているこ

とがわかった．そして，切りくずが凝着した状態で次の切削を開始した際の衝撃でイ

ンサートから飛散し，切りくずは凝着と飛散のサイクルを繰り返していることがわか

った．しかしながら，温度測定時には任意の角度にファイバホルダを用いて光ファイ

バが設置されており，凝着した切りくずがホルダに接触した際に分離する場合がある

ことがわかった．そのため，出力の大きい場合は切りくずを，非常に小さい場合は切

れ刃の温度を測定していると仮定した場合，図 5-2 と図 5-3 は完全に一致することが

わかった．一般的に，切削により生じた熱は切りくずへ最も流入することが知られて

おり[107][108]，被削材やインサート切れ刃よりも高温になっていることが考えられ

る．また，切れ刃の温度測定時は小さな熱源を測定しているのに対し，切りくずは立

体的でより大きな熱源を測定することになるため，切れ刃と切りくずで大きな出力値

の違いが生じたと考えられる．さらに，図 6-3から温度測定時の切りくず状態は毎回

異なっており，熱源の大きさが一定ではないことがわかった．そのため，切りくずか

らの最大出力は，非常に変動が大きくなったと考えられる． 

 切りくずおよび切れ刃からの典型的な出力波形を図 5-4 と図 5-5 に示す．切りくず

からの出力は，最大値の得られる時間が InAs と InSb で異なることがわかった．この
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要因として，以下のことが考えられる．本手法により温度を測定する際には，先に切

りくずから輻射される赤外線を受光することになる．切りくずの熱源領域は切れ刃の

熱源領域よりも大きくかつ高温であるため，ウィーンの変位則より短波長の輻射エネ

ルギが非常に大きく，InAsの出力はこの時点で最大に達すると考えられる．しかしな

がら，切れ刃の温度を測定する際には，すでに高温の切りくずは光ファイバの測定領

域を通過しており，高温熱源領域よりも低温熱源領域の方が割合として大きくなって

いることが考えられる．そのため，InSb の出力はこの時点で最大となり，InAsと InSb

で最大出力の時間に違いが生じたと考えられる． 

 一方で，切れ刃からの出力は同一時間に InAsと InSb が最大出力となり，切削周期

の整数倍で必ず計測されることになる．温度測定角度 180°以外は高速度カメラと温度

出力との照合が困難となるため，この特徴を用いて切りくずと切れ刃からの出力を切

り分けた． 

 

 

 

Fig. 5-1.  Typical output signals from two-color pyrometer in turn-milling of Ti-6Al-4V. 

𝑛𝑡 = 1500 min–1, 𝑛𝑤 = 6 min–1, 𝑎𝑝 = 0.75 mm, 𝑓 = 5 mm/rev, 𝑒 = 6 mm, 𝐿 = 9 mm. 

 

 

Fig. 5-2.  Output signals from two-color pyrometer in Fig. 5-1 (E). 
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Fig. 5-3.  Images of high speed camera corresponding to Fig. 5-2 No.1~25. 

Frame rate: 2000 fps, Shutter speed: Open, Resolution: 640×480. 

 

 

Fig. 5-4.  Typical output signals of chip from tow-color-pyrometer. 
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Fig. 5-5.  Typical output signals of cutting edge from tow-color-pyrometer. 

 

 

Fig. 5-6.  Comparison of cooling characteristics between Ti-6Al-4V and ISO C45. 

 

 

5-2-3  Ti-6Al-4V合金と炭素鋼 S45Cの切削特性の比較 

 チタン合金と炭素鋼の空冷特性の比較を図 5-6に示す．炭素鋼のデータは図 4-22の

空冷特性を使用している．チタン合金の相対切削速度は最も小さいにも関わらず，空

冷時間 10 ms において工具逃げ面温度を比較すると，チタン合金の温度が最も高いこ

とがわかった．また，実測の範囲内において空冷時間に対する温度の減少幅も最大で

あるため，切削直後の最高温度は炭素鋼より非常に大きいことが考えられる． 

 チタン合金と炭素鋼の各最大切削抵抗の比較を図 5-7に示す．相対切削速度の値は

被削材間で異なってはいるが，各切削抵抗値ともに大きな違いはないことがわかった．

1刃当たりの被削材回転角度を一定として相対切削速度を変化させているため，理論 
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Fig. 5-7.  Comparison of each maximum cutting force between Ti-6Al-4V and ISO C45. 

 

 

切取り体積は変化しないことになる．そのため，チタン合金と炭素鋼の比切削エネル

ギに大きな違いはないことがわかった．一方で，チタン合金の熱浸透率(√𝜌𝑡 ∙ 𝑐𝑡 ∙ 𝜆𝑡)は

300 Kにおいて炭素鋼の約 1/3程度であり[68]，工具刃先温度は高温になりやすいこと

がわかる．以上のことから，Ti-6Al-4V合金切削後の工具刃先温度は炭素鋼 S45C より

も高温であることが推定でき，インサート表面が急激に温度増加するため厚み方向の

温度勾配が大きくなり，図 5-6のように空冷速度は大きくなったと考えられる． 

 

 

5-3  切削パラメータが工具寿命に及ぼす影響 

5-3-1  実験方法 

 図 5-8 に工具寿命試験の概略図を示す．全長 100 mm の片側 40 mm をチャックし，

1パス 10 mm の切削をするために，被削材には端面から 10.5 mm 間隔で 1 mm の段差

を付けた．図 5-8は工具オフセットの影響を調査した場合であるが，工具寿命試験で

は 1サイクル毎に各加工場所の切削条件を変更することで，加工場所の影響が均一と

なるようにし，また最終的な総除去体積(平均被削材径)が同一となるようにした． 

 図 5-9に新品インサートの各面の観察画像を示す．本研究で使用したインサートの

刃先にはネガランド処理が施されており，おおよそ 0.05 mm×－20°の形状であった．

M
ax

im
u
m

 c
u
tt

in
g
 f

o
rc

e 
 

N

〇●: , △▲: , □■:

Relative cutting speed  m/min

= 0.75 mm, = 5 mm/rev, = 6 mm

= 9 mm, = 1.44
ISO C45: = 56.2 mm, Ti-6Al-4V: = 55.0 mm

〇△□: ISO C45●▲■: Ti-6Al-4V



第 5 章 チタン合金におけるターンミリングの切削特性 

96 

 

逃げ面からネガランドを測定した場合，すくい面から 0.02 mm の幅となる．図 5-10に

摩耗したインサートをノーズ半径の逃げ面側から観察した画像を示す．インサートす

くい面からの摩耗幅を𝑉𝐵′𝑚𝑎𝑥  [m]とすると，本研究における最大逃げ面摩耗幅

𝑉𝐵𝑚𝑎𝑥 [m]は，次式により算出した． 

 𝑉𝐵𝑚𝑎𝑥 = 𝑉𝐵′𝑚𝑎𝑥 − 0.02      (5-1) 

 

 

 

Fig. 5-8.  Schematic illustration of tool life experiment. 

 

 

Fig. 5-9.  Each face of the brand-new insert. 
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Fig. 5-10.  Measurement method of flank wear width. 

 

5-3-2  工具オフセットの影響 

 図 5-11 に工具オフセットを変化させた場合における材料除去体積と最大逃げ面摩

耗幅の関係を示す．材料除去体積𝑉𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙 [mm3]は，次式により算出した． 

 𝑉𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙 = ∑ 𝜋 ∙ {(
𝐷𝑖

2
)
2
− (

𝐷𝑖−2𝑎𝑝

2
)
2

}
𝑁𝑚
𝑖=1 ∙ 𝐿    (5-2) 

ここで， 

  𝑁𝑚 ：最大パス数 

  𝐷𝑖 ：ターンミリング前の被削材径 [mm] 

  𝑎𝑝 ：切込み [mm] 

  𝐿 ：切削距離 [mm] 

図 5-11より，工具オフセット 0 mm のみ最大逃げ面摩耗幅は約 60 m であり，それ以

外の工具オフセットは 1 パス目に約 120~150 m の逃げ面摩耗が進行し，それ以降は

緩やかに増加する傾向を示すことがわかった．図 5-12 ~ 図 5-15に工具寿命試験後の

各工具オフセットにおける各工具面の観察画像を示す．工具オフセット 0 mm の工具

摩耗はノーズ半径から底刃にかけて一様に摩耗が進行しており，非常に大きな切れ刃

長さを用いて加工が行われていることがわかった．一方で，工具オフセット 3, 6, 9.2 

mm はノーズ半径で集中的に摩耗が進行しており，工具オフセットが大きくなるにつ

れて底刃の使用長さが減少することがわかった．図 5-16(a) ~ (d)に工具寿命試験後の

インサートノーズ半径をすくい面側から観察した画像を示す．図中の赤色点線は，同

倍率における新品の刃先形状を側面刃と底刃を基準として描いている．図 5-16より，

工具オフセット 0 mmは工具寿命試験後も刃先に施されたネガランドを確認すること

200 m
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ができ，新品工具と比較しても刃先は全く後退していないことがわかった．一方で，

工具オフセットが大きくなるにつれてノーズ半径における刃先の後退量が大きくな

り，工具オフセット 9.2 mm では一部ネガランドが完全に消失していることがわかっ

た．これらの観察結果から，工具オフセット 0 mm と 3, 6, 9.2 mm の間には，明確な

切削現象の違いが存在することがわかった． 

 

 

Fig. 5-11.  Relationship between material removal volume and maximum flank wear width 

in orthogonal turn-milling of Ti-6Al-4V. 

 

 

Fig. 5-12.  Each face of the insert in tool axis offset 0 mm after tool life experiment. 

Material removal volume  ×103 mm3

M
ax

im
u

m
 f

la
n

k
 w

ea
r 

w
id

th


m

〇: = 0 mm, △: = 3 mm

□: = 6 mm, ◇: = 9.2 mm

= 1000 min–1, = 4 min–1, = 0.75 mm

= 5 mm/rev, = 10 – 120 mm

= 60.5 mm(Average)

200 m



第 5 章 チタン合金におけるターンミリングの切削特性 

99 

 

 

Fig. 5-13.  Each face of the insert in tool axis offset 3 mm after tool life experiment. 

 

Fig. 5-14.  Each face of the insert in tool axis offset 6 mm after tool life experiment. 

 

Fig. 5-15.  Each face of the insert in tool axis offset 9.2 mm after tool life experiment. 
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  (a) Tool axis offset: 0 mm     (b) Tool axis offset: 3 mm 

 

  (c) Tool axis offset: 6 mm     (d) Tool axis offset: 9.2 mm 

Fig. 5-16.  Comparison of rake face in each tool axis offset after tool life experiment. 

 

 

 

Fig. 4-17.  Variation of the cross-sectional cutting area with cutting tool revolution angle in 

each tool axis offset. 
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Fig. 5-18.  Variation of each average cutting force and the cross-sectional cutting area with 

tool axis offset. 

 

 工具オフセットを変化させた場合における切削工具回転角度と切削断面積の関係

を図 5-17 に示す．工具オフセットを大きくすると切削工具回転角度がマイナス側へ

移行し，1 刃当たりの切削時間が増加する傾向は，炭素鋼における図 4-7 と同様であ

る．図 5-18に工具オフセットと各平均切削抵抗および平均切削断面積の関係を示す．

𝐹𝑦と平均切削断面積はよく対応しており，工具オフセットに対する各方向分力の変化

も炭素鋼における図 4-10とおおよそ一致している．工具オフセット 0 mm では平均切

削断面積に対応して𝐹𝑦が増加することに加えて，底刃の使用長さに関連して𝐹𝑧も増加

していくと考えられるため，各平均切削抵抗の合力はむしろ最大となることがわった． 

 Ti-6Al-4V 合金をターンミリング時の切削状態を高速度カメラにより観察した画像

を図 5-19に示す．切削工具と被削材の相対運動により切りくずが生成され(図 5-19. 1

→2)，一般的に切削後インサートから分離して飛散していく．しかしながら，チタン

合金はインサートとの親和性が非常に高いため，切りくずはインサートに凝着した状

態で切削工具とともに回転する(図 5-19. 3→5)．高速度カメラ撮影時には温度測定も合

わせて行っているが，工具寿命試験時にファイバホルダは存在しないため，基本的に

インサートへ切りくずが凝着した状態で次の切削は開始される．その際の切削力によ

り，切りくずはインサートから分離され，飛散するとともに次の切りくずが生成(図 5-

19. 6→7)，再度インサートに凝着して切削工具とともに回転するというサイクルを繰
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り返すことになる(図 5-19. 8)．摩耗が進行すると凝着した切りくずが次の切削時に分

離しない場合も見られ，複数個が連なった切りくずが観察されるようになった．その

ため，チタン合金の切りくずはかなり強固にインサートへ凝着していることが考えら

れる．以上のことから，Ti-6Al-4V 合金をターンミリング時の摩耗形態は，広義の意

味での凝着摩耗であると考えることができる．そして，切削後の凝着状態が工具オフ

セットにより変化するため，工具逃げ面摩耗幅に差が生じたと考えられる． 

 

 

Fig. 5-19.  Variation of cutting state in orthogonal turn-milling of Ti-6Al-4V. 
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 各工具オフセットにおけるインサートの切削位置の変化を図 5-20 ~ 図 5-23に示す．

図 5-17 の切削断面積を算出する際の切取り形状を，それぞれ実際のインサートへ当

てはめて示している．また，基本的に底刃の切取り厚みは小さいため，見えにくい場

合は終端部分を白矢印により示している．工具オフセット 0 mm の場合，常時底刃の

広範な領域を使用して切削が行われていることがわかり，切削の終了直前で使用長さ

は最大となることがわかった．一方で，工具オフセットが大きくなるにつれて解析に

おける底刃の使用長さは減少していき，3, 6, 9.2 mm では切削終了時に切取り形状が

ノーズ半径の一部領域へ収束していくことがわかった．各工具オフセットにおける切

りくずの凝着状態を高速度カメラにより撮影した結果を図 5-24 に示す．空転時にお

ける切りくずのインサートへの凝着位置は，三次元 CAD による解析結果とおおむね

一致することがわかった． 

 

 

 

Fig. 5-20.  Variation of the cutting position in tool axis offset 0 mm. 
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Fig. 5-21.  Variation of the cutting position in tool axis offset 3 mm. 

 

 

Fig. 5-22.  Variation of the cutting position in tool axis offset 6 mm. 
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Fig. 5-23.  Variation of the cutting position in tool axis offset 9.2 mm. 

 

 

    (a) Tool axis offset: 0 mm  (b) Tool axis offset: 3 mm 

 

    (c) Tool axis offset: 6 mm  (d) Tool axis offset: 9.2 mm 

Fig. 4-24.  Comparison of the adhesion state between different tool axis offset. 
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 異なる工具オフセットによる工具摩耗の違いをまとめると，次のように説明できる．

Ti-6Al-4V 合金のターンミリングにおいて切りくずは基本的にインサートへ凝着して

切削工具と回転し，切削毎にインサートから強制的に分離される．その際に工具オフ

セット 3, 6 9.2 mm はノーズ半径の一部領域に切りくずが凝着しており，分離する際

にコーティング膜の剥離が極めて発生しやすい状態になっていると考えられる．その

ため，膜剥離により 1パス目の加工で工具摩耗が急激に進行し，その後も切りくずの

凝着と分離を繰り返すことで刃先を後退させながら，緩やかにノーズ半径部分で摩耗

が進行していくと考えられる．一方で，工具オフセット 0 mm は広範な切れ刃に切り

くずが凝着しているため分離する際の力が分散され，コーティング膜の剥離が生じに

くい状態となる．そのため，コーティング膜の性能を十分に得ることができ，一様な

正常摩耗が進行すると考えられる．工具オフセット 3 および 9.2 mm において 1 パス

加工後のノーズ半径を逃げ面から観察した画像を図 5-25 に示す．一部領域にコーテ

ィング膜が剥離した痕跡が見られ，上記考察を裏付ける証拠であると考えられる． 

 以上のことから，Ti-6Al-4V 合金のような切りくずの凝着が激しい被削材をターン

ミリングにより加工する際には，切削終了時の切れ刃使用長さを大きくできる工具オ

フセット 0 mm の方が，工具寿命の観点から適する場合があることがわかった．先行

研究では炭素鋼 S50C において工具オフセットを切削パラメータとした工具寿命試験

により，式(4-1)が最適な工具オフセットであると考えられており[22][24][27][28]，難

削材に対しても同様の算出式が使用されている[23][28]．しかしながら，本研究成果を

考慮すると，必ずしも式(4-1)が最適ではない場合が存在し，適切な工具オフセットを

選定することにより，さらなる工具寿命の向上を達成できる可能性があると考えられ

る．ただし，潤滑条件などにより工具オフセットに対する切りくずの凝着状態が変化

する可能性は十分に考えられるため，注意深く切削現象を観察する必要がある． 

 

 

  (a) Tool axis offset: 3 mm   (b) Tool axis offset: 9.2 mm 

Fig. 5-25.  Flank face of the nose radius after the initial machining in tool life experiment. 

FlakingFlaking
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5-3-3  Ti-6Al-4V合金と炭素鋼 S45Cの工具寿命の比較 

 炭素鋼 S45C をターンミリング時の各工具オフセットにおける材料除去体積と最大

逃げ面摩耗幅の関係を図 5-26 に示す．工具摩耗の進行において工具オフセットによ

る違いはなく，またチタン合金加工時のような大きな初期摩耗は見られなかった．工

具寿命試験後の各工具オフセットにおける各工具面の観察画像をそれぞれ図 5-27 と

図 5-28 に示す．チタン合金加工時のようなノーズ半径における集中的な摩耗は見ら

れず，主に底刃において摩耗が進行することがわかった． 

 

Fig. 5-26.  Relationship between material removal volume and maximum flank wear width 

in orthogonal turn-milling of ISO C45. 

 

Fig. 5-27.  Each face of the insert in tool axis offset 0 mm after tool life experiment. 
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Fig. 5-28.  Each face of the insert in tool axis offset 6 mm after tool life experiment. 

 

 

Fig. 5-29.  Comparison of maximum flank wear width between Ti-6Al-4V and ISO C45. 

 

 Ti-6Al-4V 合金と炭素鋼 S45C の最大逃げ面摩耗幅の比較を図 5-29 に示す．炭素鋼

S45C の方が 3 倍高能率であるにも関わらず，チタン合金よりも摩耗幅は大幅に小さ

いことがわかった．これは前述の通り切削初期の切りくずの凝着状態が大きく関係し

ており，コーティング膜の剥離の有無によってチタン合金は大きな初期摩耗を生じる

場合があるためである．チタン合金における工具オフセット 0 mmの摩耗幅が炭素鋼

よりも大きいのは，工具刃先温度の違いや繰り返し生じる激しい凝着が影響している
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と考えられる． 

 炭素鋼 S45Cの工具寿命試験時におけるターンミリング後の仕上げ面状態を図 5-30

に示す．炭素鋼加工後の仕上げ面には切りくずの噛み込みやキズが複数観察され，切

削痕や切りくずの状態からすべて再切削領域で生じていることがわかった．切りくず

の噛み込みはインサート切れ刃へ想定外の方向から力が加わることになるため，チッ

ピングや欠損が生じる可能性を高めることになる．各工具オフセットにおけるパス数

と仕上げ面損傷の有無をそれぞれ表 5-3 と表 5-4 に示す．工具オフセット 0 mm の方

が切りくずの噛み込みや仕上げ面上のキズを生じやすいことがわかった．これは炭素

鋼も工具摩耗の進行ととともに切りくずの凝着を生じるようになり，切削終了時に切

れ刃使用長さの大きい工具オフセット 0 mmの方が，凝着の発生頻度が高くなるため

であると考えられる．そのため，炭素鋼の場合は，逆に工具オフセット 0 mm の方が

短い工具寿命となる可能性が高いと考えられる． 

 本研究において再切削の有無がインサートの空冷特性に及ぼす影響は軽微であっ

たが，切りくずの噛み込みや仕上げ面の損傷を考慮すると，再切削は生じないように

ツーリングを考える必要があることがわかった． 

 

 

Fig. 5-30.  Machined surface state after orthogonal turn-milling of ISO C45. 

𝑛𝑡 = 3000 min–1, 𝑛𝑤 = 12 min–1, 𝑎𝑝 = 0.75 mm, 𝑓 = 5 mm/rev, 𝑒 = 0 mm, 𝐿 = 40 mm, 

𝐷𝑤 = 68.8 mm. 
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Table 5-3 Relationship between number of pass and recutting or damage of machined surfaces. 

Tool axis offset: 0 mm 

𝑁𝑖: Number of pass, ☓: Recutting or damage of machined surfaces 

𝑁𝑖 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 

𝐷𝑤 68.9 66.9 64.9 62.9 60.9 58.9 56.9 54.9 52.9 50.9 48.9 46.9 44.9 42.9 40.9 

   ☓             

𝑁𝑖 16 17 18 19 20 21 22 23 24 25 26 27 28 29 30 

𝐷𝑤 68.8 66.8 64.8 62.8 60.8 58.8 56.8 54.8 52.8 50.8 48.8 46.8 44.8 42.8 40.8 

 ☓ ☓ ☓ ☓ ☓ ☓ ☓ ☓ ☓    ☓  ☓ 

𝑁𝑖 31 32 33 34 35 36 37 38 39 40 41 42 43 44 45 

𝐷𝑤 68.9 66.9 64.9 62.9 60.9 58.9 56.9 54.9 52.9 50.9 48.9 46.9 44.9 42.9 40.9 

 ☓ ☓ ☓ ☓ ☓ ☓ ☓ ☓ ☓ ☓ ☓ ☓ ☓   

 

 

Table 5-4 Relationship between number of pass and recutting or damage of machined surfaces. 

Tool axis offset: 6 mm 

𝑁𝑖: Number of pass, ☓: Recutting or damage of machined surfaces 

𝑁𝑖 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 

𝐷𝑤 68.7 66.7 64.7 62.7 60.7 58.7 56.7 54.7 52.7 50.7 48.7 46.7 44.7 42.7 40.7 

                

𝑁𝑖 16 17 18 19 20 21 22 23 24 25 26 27 28 29 30 

𝐷𝑤 68.7 66.7 64.7 62.7 60.7 58.7 56.7 54.7 52.7 50.7 48.7 46.7 44.7 42.7 40.7 

            ☓    

𝑁𝑖 31 32 33 34 35 36 37 38 39 40 41 42 43 44 45 

𝐷𝑤 68.8 66.8 64.8 62.8 60.8 58.8 56.8 54.8 52.8 50.8 48.8 46.8 44.8 42.8 40.8 
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5-3-4  相対切削速度の影響 

 各相対切削速度における材料除去体積と最大逃げ面摩耗幅の関係を図 5-31に示す．

相対切削速度 93 m/min は，4パス加工後に摩耗幅が 200 m を超えたので評価を中止

した．相対切削速度の増加とともに最大逃げ面摩耗幅は大きくなり，特に 1パス加工

後の摩耗幅が急激に増加することがわかった．これは相対切削速度の増加により，コ

ーティング膜の剥離の規模が大きくなったことが考えられる．  

 図 5-32(a) ~ (c)に工具寿命試験後のインサートノーズ半径を逃げ面側から観察した

画像を，図 5-33(a) ~ (c)にすくい面側から観察した画像をそれぞれ示す．相対切削速

度の増加とともに逃げ面の摩耗が全体的に増加し，刃先の後退量も増加することがわ

かった．図 5-7より，相対切削速度が増加しても最大切削抵抗はほとんど変化しない

が，図 5-6 の結果を考慮すると，工具刃先温度は大幅に増加することが推定できる．

切りくずの凝着現象を化学的な反応であると考えた場合，切削温度の増加によって切

りくずがより強固にインサートへ付着していることが考えられる．そのため，相対切

削速度の増加とともに，切削初期の膜剥離が大きくなったと考えられる． 

 

 

 

Fig. 5-31.  Relationship between material removal volume and maximum flank wear width. 
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(a) Relative cutting speed: 47 m/min    (b) Relative cutting speed: 62 m/min 

 

(c) Relative cutting speed: 62 m/min 

Fig. 5-32.  Flank face of the nose radius in each relative cutting speed. 

 

  

(a) Relative cutting speed: 47 m/min    (b) Relative cutting speed: 62 m/min 

 

(c) Relative cutting speed: 62 m/min 

Fig. 5-33.  Rake face of the nose radius in each relative cutting speed. 
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 図 5-31 の結果から，Ti-6Al-4V 合金をターンミリングする際の適切な切削速度は，

少なくとも 47 m/min以下であるといえる．表 5-5に本実験で使用した PR1535 コーテ

ィング膜の推奨切削速度を示す[109]．チタン合金加工時の切削速度は 50 m/min が推

奨されており，今回の実験結果と同様の値であることがわかった．一般的に，ターン

ミリングは旋削と比較して切削温度の増加を抑制することが可能であるため，切削工

具の長寿命化，高能率化およびドライ切削化などが期待されている．しかしながら，

今回の実験結果を考慮すると，ドライ切削化と切削速度の増加を同時に達成すること

は，非常に困難であることがわかった． 

 

Table 5-5  Cutting conditions of PR1535 coating [109]. 

Workpiece 
Cutting speed [m/min] 

Lower limit Recommendation Upper limit 

Stainless steel 70 120 160 

Heat resistant alloy 40 50 60 

Titanium alloy 40 50 60 

 

 

5-4  結 言 

 本章では，Ti-6Al-4V 合金をターンミリング時の切削特性について説明した．本章

で述べた要点を以下に示す． 

 

 1. インサートへの切りくずの凝着が激しいTi-6Al-4V合金のターンミリングにおい

て，2色温度計からの出力波形と高速度カメラの撮影画像を照合することにより，

切れ刃と切りくずからの出力を切り分けることが可能である．切れ刃からの出力

は切りくずのものよりも極めて小さいが，2種類の赤外線検出素子ともに切削周

期の整数倍毎に最大値が計測され，切削条件を選定することで温度換算に必要な

出力を得ることが可能である． 
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 2. 炭素鋼 S45C と比較して Ti-6Al-4V 合金の空冷速度は大きく，切削直後の最高温

度は大幅に高いことが推定される．炭素鋼 S45C と Ti-6Al-4V 合金の比切削エネ

ルギに大きな違いはないため，熱浸透率の違いが工具刃先温度に影響を及ぼして

いると考えられる． 

 

 3. Ti-6Al-4V 合金のターンミリングにおいて，工具オフセットが最大逃げ面摩耗幅

に及ぼす影響は極めて大きい．工具オフセット 0 mm は広範な切れ刃に切りくず

が凝着することで分離する際の力が分散され，コーティング膜の剥離が生じにく

い状態となる．一方で，工具オフセット 3, 6, 9.2 mm はノーズ半径の一部領域に

切りくずが凝着しているため，分離する際にコーティング膜の剥離が極めて発生

しやすくなる．そのため，膜剥離により 1パス目の加工で工具摩耗が急激に進行

し，その後も切りくずの凝着と分離を繰り返すことで刃先を後退させながら，緩

やかにノーズ半径部分で摩耗が進行していくことになる． 

 

 4. 炭素鋼 S45C のターンミリングにおいて，再切削領域で切りくずの噛み込みや仕

上げ面の損傷を生じる場合がある．この現象は工具オフセット 6 mmと比較して，

工具オフセット 0 mmの方が非常に発生しやすくなる．これは炭素鋼も工具摩耗

の進行ととともに切りくずの凝着を生じるようになり，切削終了時に切れ刃使用

長さの大きい工具オフセット 0 mm の方が，凝着の発生頻度が高くなるためであ

ると考えられる． 

 

 5. Ti-6Al-4V 合金を乾式でターンミリングする際の推奨切削速度は，旋削における

湿式の場合と同一であり，旋削に対してターンミリングを適用することによって

ドライ切削化と切削速度の増加を同時に達成することは非常に困難である． 
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第 6 章 結 論 

 

 本研究では，炭素鋼 S45C のターンミリングにおける各切削パラメータが切削特性

に及ぼす影響に関して，主に工具逃げ面温度を中心として解明に取り組んだ．最初に，

本研究の温度測定に使用した光ファイバ型 2 色温度計の測定原理や構成について述

べ，実際に実験で使用したコーテッド超硬インサートを用いて温度較正実験を行い，

理論相対感度曲線が実験値と一致することを示した．次に，切削状態が複雑なターン

ミリングの切削プロセスを三次元 CAD により可視化し，解析面と実加工面がよく対

応すること，実測した切削抵抗と解析結果の時間に対する変化やその絶対値によい相

関関係があること，解析によるインサートの切削位置と実際の加工状態が一致するこ

となど，複数の観点から解析結果の妥当性を示した．次に，ターンミリングにおける

空転時の工具逃げ面温度の測定方法を説明し，目的の切れ刃位置を高精度に測定する

ことを可能とした．実測した工具逃げ面温度を用いて切削直後の最高温度を推定する

ために，インサートの空冷モデルを示し，1 次元非定常熱伝導方程式を解くことで理

論的な空冷式を示した．解明に取り組んだ切削パラメータは，被削材径，工具オフセ

ットと切削距離，相対切削速度，被削材回転数および送り量を対象とし，三次元 CAD

による理論切取り形状と工具逃げ面温度および切削抵抗との関係を中心に調査した．

最後に，難削材であるチタン合金にターンミリングを適用し，炭素鋼と比較すること

でその切削特性の解明に取り組んだ．以下に，本研究により得られた結論を示す． 

 

 1. 光ファイバ型 2 色温度計は測定物からの赤外線を光ファイバにより非接触で受

光できることから，回転する切削工具切れ刃の微小領域を温度測定することが可

能である． 

 

 2. 温度計の赤外線検出素子として，光起電力型の InAs素子と光導電型の InSb 素子

を積層して組み合わせることにより，測定対象物の輻射率の影響を受けずに 200 

~ 600 ℃の範囲で高精度に温度測定をすることが可能である． 
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 3. 三次元 CADによる解析面と実加工面はよく対応し，ターンミリング時の理論切

取り形状を再現することで，1刃当たりの切削負荷の変化や切削時間などを解析

することが可能である． 

 

 4. ターンミリングにおける空転時の工具逃げ面温度を測定する手法を構築した．加

工時に 2 色温度計と光ファイバをミリングユニットと一緒に動かすことにより，

常に同じインサート切れ刃位置の温度測定を可能とした． 

 

 5. 空転時におけるインサートの空冷モデルを示し，1次元非定常熱伝導方程式をイ

ンサート厚み方向の初期温度分布を考慮して解くことにより，理論的なインサー

ト切れ刃の空冷式を示した． 

 

 6. インサート切れ刃の理論的な空冷式を計算するために必要な熱拡散率をレーザ

フラッシュ法，比熱を熱流束型 DSC 法，密度を質量と長さの測定によりそれぞ

れ求め，20 ℃における測定結果はそれぞれ 24 mm2/s，254 J/(kg・K)，14200 kg/m3

であった． 

 

 7. ターンミリングでは被削材径が切削特性に影響を及ぼし，被削材径が大きくなる

と切削抵抗と工具逃げ面温度はともに増加する．炭素鋼 S45C において被削材径

40 ~ 60 mm の範囲で 10 mm 径が大きくなると，工具逃げ面温度は約 40 ℃増加す

る．これは切削断面積と切削時間が増加することに起因するが，切削断面積は主

に底刃部分で増加し，インサートノーズ半径周辺の切取り形状は全く変化しない．

そのため，被削材径による工具逃げ面温度の増加は，切削時間の増加が主要因で

あると考えられる． 

 

 8. 切削距離が切削工具径よりも小さく再切削を生じない場合，炭素鋼 S45C におい

て工具オフセットが工具逃げ面温度に及ぼす影響は非常に小さくなる．これは工

具オフセットの増加とともに切削抵抗が減少する一方で，切削距離(時間)が増加

するため，1刃当たりの発熱量が変化しないためであると考えられる． 
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 9. 切削距離がおおよそ切削工具径に達した場合，再切削を生じるようになる．再切

削領域において炭素鋼 S45C 加工時の工具刃先温度は約 5 ℃増加し，再切削を生

じない場合と比較して，次の切削直前の空冷温度は高くなる．そのため，工具逃

げ面温度は最大で約 20 ℃高くなる． 

 

 10. 相対切削速度の増加とともに，工具逃げ面の推定最高温度は大幅に増加する．

一方で，切削直後のインサート厚み方向の温度勾配は相対切削速度の増加により

大きくなるため，空冷時間に対する温度の減少幅は大きくなり，空冷時間の増加

とともに各相対切削速度間の温度差は小さくなる．そのため，空転時の工具逃げ

面温度を用いて比較を行うと，相対切削速度に対する温度の増加幅は非常に小さ

くなり，推定値との乖離が大きくなる．したがって，ターンミリングにおける相

対切削速度の影響を調査する際には，実測した空冷温度により最高温度を推定し

た上で議論をしなければ，誤った解釈をする可能性がある． 

 

 11. 被削材回転数の増加とともに，工具逃げ面の推定最高温度は大幅に増加する．

これは工具逃げ面温度を測定しているインサートノーズ半径周辺で主に切削断

面積が増加していくため，その大幅な発熱量の増加に起因すると考えられる． 

 

 12. 送り量の増加とともに，工具逃げ面の推定最高温度は大幅に増加する．これは

切削断面積の増加に加えて，1刃当たりの切削時間も増加するため，インサート

への大幅な流入熱量の増加に起因すると考えられる． 

 

 13. インサートへの切りくずの凝着が激しい Ti-6Al-4V 合金のターンミリングにお

いて，2色温度計からの出力波形と高速度カメラの撮影画像を照合することによ

り，切れ刃と切りくずからの出力を切り分けることが可能である．切れ刃からの

出力は切りくずのものよりも極めて小さいが，2種類の赤外線検出素子ともに切

削周期の整数倍毎に最大値が計測され，切削条件を選定することで温度換算に必

要な出力を得ることが可能である． 
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 14. 炭素鋼 S45C と比較して Ti-6Al-4V 合金の空冷速度は大きく，切削直後の最高

温度は大幅に高いことが推定される．炭素鋼 S45C と Ti-6Al-4V 合金の比切削エ

ネルギに大きな違いはないため，熱浸透率の違いが工具刃先温度に影響を及ぼし

ていると考えられる． 

 

 15. Ti-6Al-4V合金のターンミリングにおいて，工具オフセットが最大逃げ面摩耗幅

に及ぼす影響は極めて大きい．工具オフセット 0 mm は広範な切れ刃に切りくず

が凝着することで分離する際の力が分散され，コーティング膜の剥離が生じにく

い状態となる．一方で，工具オフセット 3, 6, 9.2 mm はノーズ半径の一部領域に

切りくずが凝着しているため，分離する際にコーティング膜の剥離が極めて発生

しやすくなる．そのため，膜剥離により 1パス目の加工で工具摩耗が急激に進行

し，その後も切りくずの凝着と分離を繰り返すことで刃先を後退させながら，緩

やかにノーズ半径部分で摩耗が進行していくことになる． 

 

 16. 炭素鋼 S45C のターンミリングにおいて，再切削領域で切りくずの噛み込みや

仕上げ面の損傷を生じる場合がある．この現象は工具オフセット 6 mm と比較し

て，工具オフセット 0 mm の方が非常に発生しやすくなる．これは炭素鋼も工具

摩耗の進行ととともに切りくずの凝着を生じるようになり，切削終了時に切れ刃

使用長さの大きい工具オフセット 0 mm の方が，凝着の発生頻度が高くなるため

であると考えられる． 

 

 17. Ti-6Al-4V合金を乾式でターンミリングする際の推奨切削速度は，旋削加工にお

ける湿式の場合と同一であり，旋削に対してターンミリングを適用することによ

ってドライ切削化と切削速度の増加を同時に達成することは非常に困難である． 
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 Orthogonal ターンミリングの工具オフセットに関して，インサートへの切りくずの

凝着が激しいかどうかにより，以下の考え方に基づけば適切に選定することが可能で

あると考える． 

・激しい凝着を生じない場合 

 工具オフセットは可能な限り大きくし，再切削を生じないようにすることが適切で

あると考える．再切削領域では切りくずの噛み込みや仕上げ面の損傷を生じやすく

(Fig. 5-30，Table 5-3，Table 5-4)，突発的なチッピングや欠損，歩留まりの低下を引き

起こす可能性が高くなる．また，再切削の有無によりインサートの空冷特性が変化す

るため，再切削を生じる場合，工具刃先温度は全体的に増加することになる(Fig. 4-18)．

一方で，工具オフセットの増加とともに 1 刃当たりの切削時間は増加していくため

(Fig. 4-12, 4-13)，工具刃先温度は増加することを考慮しておく必要がある(Fig. 4-17)．

工具オフセットに対する再切削の有無は，切削条件により複雑に変化するため，本論

文で実施した三次元 CADによる解析を是非活用頂きたい(Section 3-2)． 

 

・激しい凝着を生じる場合 

 工具オフセットは与えない方が適切であると考える(Fig. 5-11)．凝着の激しい被削

材を加工時の摩耗形態は，切りくずがインサートから分離する際のコーティング膜の

剥離であり(Fig. 5-25)，工具オフセットを与えないとインサートへの切りくずの凝着

形態から膜剥離が生じにくく(Fig. 5-20 ~ 5-23)，正常な摩耗形態を示すようになる． 

 

 

 ターンミリングにおいて加工能率と工具刃先温度の関係を調査する場合，空冷温度

を用いると誤った解釈をする可能性がある．その理由として，切削条件によって切削

直後のインサート厚み方向の温度分布が異なり(Fig. 4-28, 4-34, 4-40)，時間に対する空

冷速度が変化するため，切削直後と空転時において各切削条件による温度差が異なる

ためである(Fig. 4-22, 4-23, 4-35, 4-41)．そのため，空転時の工具刃先温度を複数箇所で

実測し，本論文で示したインサート切れ刃の理論式(3-24)を当てはめて切削直後の最

高温度を推定した上で，切削現象を把握する必要がある． 
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