
 

博士論文  

 

 

 

 

 

社会インフラ製品を支える高速ミーリング

加工プロセスの開発  
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

小野塚英明  
 

 

 

 



 

1 

目次  

 

第１章  緒論  ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 4 

1.1 研究の背景・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 4 

 1.1.1 エレベーター部品の高効率製造における課題・・・・・・・ 6 

 1.1.2 量産用金型の高効率製造における課題・・・・・・・・・・10 

 1.1.3 大型機械部品の深彫加工における課題・・・・・・・・・・13 

 1.1.4 高速ミーリング技術に関する課題・・・・・・・・・・・・ 15 

1.2 加工プロセスのモデルベース開発に関する先行研究・・・・・・19 

 1.2.1 二次元切削における切削力および加工精度予測モデル・・・19 

 1.2.2 ミーリング加工の切削力および加工精度予測モデル・・・・20 

 1.2.3 長尺工具のびびり振動予測モデル・・・・・・・・・・・・22 

1.3 研究の目的・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・26 

1.4 本論文の構成・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・27 

 

第２章  薄板長尺部材の高速・高精度加工・・・・・・・・・・・・ 29 

2.1 薄板部材のフライス加工における課題・・・・・・・・・・・・29 

2.2 薄板部材の正面フライス加工における加工精度予測モデル・・・30 

 2.2.1 正面フライス加工における切削力予測モデル・・・・・・・30 

 2.2.2 正面フライス加工における加工精度予測モデル・・・・・・33 

2.3 複合フライス加工による薄板長尺部材の加工精度予測モデル・・33 

 2.3.1 有限要素法による長尺薄板部材の剛性予測モデル・・・・・38 

 2.3.2 複合フライス加工における二面幅寸法精度予測モデル・・・40 

 2.3.3 複合フライス加工における薄板長尺部材の直角度予測  

モデル・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 42 

2.4 実験検証・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 45 

 2.4.1 実験方法・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・45 

 2.4.2 薄板長尺部材の剛性に対する固定方式の影響・・・・・・・49 

 2.4.3 加工精度に対する素材精度の影響・・・・・・・・・・・・50 

 2.4.4 加工精度に対する固定方式の影響・・・・・・・・・・・・53 

 2.4.5 連続加工における加工精度の検討・・・・・・・・・・・・55 

2.5 考察・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 57 

 2.5.1 複合フライス加工における二面幅精度  ・・・・・・・・・ 57 

 2.5.2 複合フライス加工における直角度・・・・・・・・・・・・59 

2.6 工業製品への適用・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 61 

2.7 結言・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 61 



 

2 

 

第３章  小径ボールエンドミルによる微細穴形状の高速・高精度加工  

     ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 62 

3.1 高硬度材料の切削加工における課題・・・・・・・・・・・・・62 

3.2 ボールエンドミルによる微細穴形状加工における加工精度  

予測モデル・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 64 

 3.2.1 ボールエンドミルによる微細穴形状加工における切削力  

予測モデル・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 64 

 3.2.2 加工条件と切削力および加工精度の相関・・・・・・・・・75 

 3.2.3 ボールエンドミルによる微細穴形状加工における工具摩耗  

・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 89 

3.3 小径ボールエンドミルにおける工具強度・・・・・・・・・・・90 

3.4 実験検証・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 92 

 3.4.1 実験方法・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・92 

 3.4.2 ヘリカル加工における工具摩耗・・・・・・・・・・・・・96 

 3.4.3 ヘリカル加工における切削力・・・・・・・・・・・・・・98 

 3.4.4 ヘリカル加工における加工精度・・・・・・・・・・・・・100 

3.5 考察・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・103 

 3.5.1 微細テーパ穴の加工精度におよぼす切削力の影響・・・・・103 

 3.5.2 工具寿命におよぼす加工方向の影響・・・・・・・・・・・104 

3.6 工業製品への適用・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・106 

3.7 結言・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・106 

 

第４章  長尺工具のびびり振動抑制による高速・高精度加工・・・・107 

4.1 長尺工具による三次元形状加工の課題・・・・・・・・・・・・107 

4.2 長尺工具のびびり振動抑制・・・・・・・・・・・・・・・・・108 

 4.2.1 びびり振動の発生限界・・・・・・・・・・・・・・・・・108 

 4.2.2 マスダンパによるびびり振動抑制の従来技術・・・・・・・110 

4.3 防振アーバの最適設計法・・・・・・・・・・・・・・・・・・111 

 4.3.1 有限要素法によるマスダンパの動特性予測モデルおよび  

最適設計・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・111 

 4.3.2 レーリー法にもとづく動特性予測モデルおよび最適設計  

・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・122 

4.4 防振アーバの動剛性解析結果・・・・・・・・・・・・・・・・127 

 4.4.1 有限要素法によるダンパ特性の最適設計・・・・・・・・・127 

 4.4.2 質点系モデルにおける防振アーバの最適設計・・・・・・・128 



 

3 

 4.4.3 中空部寸法の最適化・・・・・・・・・・・・・・・・・ 131 

 4.4.4 中空部テーパ形状における防振アーバの動特性・・・・・ 132 

4.5 防振アーバの実加工への適用・・・・・・・・・・・・・・・ 134 

 4.5.1 モジュラー式防振アーバの最適設計・・・・・・・・・・ 134 

 4.5.2 工具回転時のバランスに関する検討・・・・・・・・・・ 137 

4.6 実験検証・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 138 

 4.6.1 実験方法・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 138 

 4.6.2 防振アーバの動剛性・・・・・・・・・・・・・・・・・ 142 

 4.6.3 加工実験結果・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 142 

4.7 考察・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 146 

 4.7.1 レーリー法にもとづくダンパ設計手法・・・・・・・・・ 146 

 4.7.2 防振アーバの最適設計における中空部形状・・・・・・・ 148 

 4.7.3 試作防振アーバの動特性・・・・・・・・・・・・・・・ 149 

 4.7.4 試作防振アーバの切削性能・・・・・・・・・・・・・・ 150 

4.8 工業製品への適用・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 151 

4.9 結言・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 151 

 

第５章  結論・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・153 

5.1 研究の結論・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・154 

5.2 今後の工業化への展開・・・・・・・・・・・・・・・・・・・152 

 

参考文献・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 156 

 

研究業績・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・165 

 

謝辞・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・167 

 

 

 



 

4 

第 １章  緒論  

1 .1  研究の背景  

 Fig .  1 .  1 に示すように，社会は様々なインフラ機器で支えられている．発電プラ

ントをはじめとしたエネルギインフラ，ポンプなど水環境機器 ，建設機械などの産

業インフラは社会の基盤となっている．また人間社会は鉄道車両などの交通イン

フラ，エレベーター，エスカレータなどの都市インフラ，家電製品などの生活インフ

ラが支えている．これらの機器には，例えばエネルギ効率や騒音防止などの高い

性能が求められる．また，社会に普及させるための低コストかつ短納期でのモノづ

くりが求められている．  

 

 

F i g .  1 .  1  Examples  o f  p roduc t s  fo r  soc ia l  in f ra s t ruc tu re s .  

 

 

この，モノづくり力強化のために，製造現場においては製品差別化，コスト低減，

納期短縮等の努力が経済成長を支えてきた．一方で近年，地球温暖化や電力

需要の急増 ，資源の枯渇 と言った地球環境の保全のために，製造現場におい

てもグリーンイノベーション，すなわち CO 2 排出の削減，省エネルギ，省資源等の

環境に配慮したものづくりが重要視されるようになった [1 -1～1 -3]．このため，Fig .  

Appliances
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1 .  2 に示したように部品加工の現場においては，  

(1 )加工精度の向上による仕上げ加工工程の省略  

(2 )加工能率の向上  

(3 )工程短縮や段取り等の生産準備の簡略化による製造リードタイム短縮  

等の，加工効率の向上が一層重要になってきただけでなく [1 -4 ,1 -5 ]，廃棄物の

削減を含む省資源化が重要となってきた [1 -6 ]．  

 切削加工は，成形加工，付加加工などの他の加工法と比較すると，形状創成

の自由度 ，形状精度に優れており，適用範囲の広い加工法である．特に，切削

工具の回転 と，運動によって形状を創成するミーリング加工では，平面 ，溝 ，曲

面，穴など多 くの形状を高精度に加工できるため，これらの加工プロセスをマシニ

ングセンタ 1 台の工程に集約し加工することが可能であり，適用拡大がすすんで

いる [1 -7 ]．Fig .  1 .  3 は 2012 年数値制御 (N C)工作機械生産実績等調査 [1 -8 ]

による，国内での業種別 ，および機種別の出荷額と生産台数の内訳を示したも

のである．国内向け出荷額 3570 億円の内，一般機械，自動車け，電気 ・精密

向けが合計で 3130 億円と，ほとんどを占めており (Fig .  1 .  3  ( a ) )，その内マシニン

グセンタが 34 .0%を占めている (Fig .  1 .  3  (b ) )ことからも，ミーリング加工の重要性

が示されている．  

 

 

 

F i g .  1 .  2  I ssues  fo r  manufac tu r ing .  
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(a )Share  by f ie ld         (b )Share  by ca tegory  fo r  genera l  

mach ine ,  au tomob i le ,   

e lec t ron ic s ,  and  p rec i s ion  

equ ipmen t  

F i g .  1 .  3  Domest ic  s a le s  and  sh ipmen t s  o f  mach ine  too l s .  

 

 

しかし，ミーリング加工では，加工時間が長 く，加工精度や表面粗さなどの加工

品質を確保するための工程設計に多くの工数を要する，等の課題がある [1 -8]．  

 本 研究では，社会を支える様々なインフラ機器の製造プロセスにおいて，加工

能率の飛躍的な向上を目的とし，キー部品の高速ミーリングプロセスの開発を行

う．具体的なキー部品の例として，人々の生活や都市機能を支えるエレベーター，

各種産業を支える量産設備 ，社会システムを支える水環境機器を対象 として，

従来技術を超える飛躍的加工能率の向上を検討した．  

 

 

1 .1 .1  エレベーター部品の高効率製造における課題  

 エレベーターは，ビルの階床間を移動する装置であり，都市の機能をささえる重

要なインフラ機器の一つである．エレベーターは一般に Fig .  1 .  4 に示した構造で

あり，機械室に設置された巻上げ機によって乗りかごが上下に移動する．乗 りかご

および釣合い錘は，建築物に設置されたガイドレール上を走行しており，1 本当り

4000mm から 5000mm のガイドレールが 1 基当たり数十本設置されている．走行

時に発生する振動を抑制するために，ガイドレールには高い真直度と継ぎ目の段
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差低減が求められている．  

 このような長尺部材を高精度に加工する方法として，従来よりプレーナによる加

工が行われてきた．Fig .  1 .  5 はプレーナによるガイドレール加工の状況を示したも

のであり，複数本のガイドレールをテーブル上に設置して往復運動させ，切削バイ

トを内蔵したツールブロックによって切削加工を行っている．テーブルの往復回数

はガイドレールの大きさによるが，通常 100 回以上の往復回数を必要とするので，

加工時間が非常に長いという課題がある．プレーナはテーブルを高速に往復運

動させる構造であるが，長尺のガイドレールを複数搭載したテーブルの運動速度

には限界があり，現状では 60m/min 程度が限界となっている．  

 

 

F i g .  1 .  4  S t ruc tu re  o f  a n  e leva to r.  

(h t tp : / /www.hbs .co . jp /knowledge /e l eva to r / e l e_mechan ism01.h tml )  

 

 

さらに，4000mm から 5000mm のガイドレールを長手方向に切削するので，連続し

た長い切りくずが大量に発生する．Fig .  1 .  5 に示したように，テーブルの終端部に
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堆積する切 りくずを加工中に除去する必要があるが，この作業を行 うために加工

の無人化ができないという課題がある．これらの問題を解決するために，従来より

用いられてきたプレーナによるガイドレール加工に替わり，フライス工具を用いた切

削加工による飛躍的な加工能率向上を検討した．  

 

 

F i g .  1 .  5  P lan ing  p roces s  o f  gu ide  r a i l s  fo r  e leva to rs .  

 

 

Fig .  1 .  6 に示したように，プレーナによる加工ではテーブルの送り速度は 60m/min

程度が限界であり，この加工条件での加工能率，すなわち単位時間当 りの除去

体積は 8 .25  cc /min 程度で，加工能率の向上がほぼ限界である．一方でフライス

加工では，工具を高速回転することによって切削速度すなわち周速を向上し，ま

た複数の切れ刃を用いて切削加工するので，加工能率の向上が可能である．鉄

系材料の切削加工では，切削速度 V c =250 m/min 以上の切削加工が可能であ

るので，例えばフライス工具外径を D c =250 mm とすると，回転数 S は，  

    
       

      

                

(1 .1 )  

となる．切れ刃の枚数を N=16 枚，径方向の切込み量を R d =33  mm，軸方向の切

込み量を A d =1.5mm，工具の 1 刃当りの送り量を f z =0 .2  mm とすると，テーブル送

り速度 F  mm/ min，および加工能率 Q  (cc /min )は，  

                               

                                       

(1 .2 )  

で表される．すなわち，テーブル送り速度を 1000mm/min 以上とすることで，ガイド

レールの側面を 1 回のテーブル移動で加工することができ，飛躍的な加工能率の

向上が可能である．図に示したように，従来のプレーナ加工での加工能率 8 .25  

Guide railTool block Guide rail Continuous chip
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cc /min に対して，50 .3cc /min と約 6 倍の加工能率向上が期待できる．   

 

 

F i g .  1 .  6  Ma te r i a l  remova l  ra te s  in  d i ff e ren t  mach in ing  process e s  o f  gu ide  

ra i l s .  

 

 

さらに，この方法ではフライス工具の複数の切れ刃によってガイドレールの側面を

断続的に切削加工するので，切 りくずは細かく分断され，切削液やスクレーパな

どの機器によって容易に除去することができ，加工の自動化が可能と考えられる．  

 しかし，Fig .  1 .  7 に示したように，ガイドレールのような薄板形状の被削材をフラ

イス加工すると，切削力によって被削材の変形が生じる．フライス工具による加工

では複数の切れ刃が同時に作用するのでプレーナ加工と比較すると加工精度や

表面粗さの確保が困難と思われる．このため，従来より用いられてきたプレーナ加

工に対して，約 6 倍の高能率化が可能なミーリングプロセスを実現するために，薄

板形状の被削材のフライス加工における加工精度劣化のメカニズム解明 と，加

工精度向上を図る必要がある．  
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F i g .  1 .  7  Face  mi l l ing  of  a  th in  p la te .  

 

 

1 .1 .2  量産用金型の高効率製造における課題  

 家 電品などの生活インフラ機器の普及には，量産による低コスト製造が必須で

あり，その製造プロセスでは多くの金型が用いられている．金型は Fig .  1 .  8 に示し

たように，位置決めやイジェクタ用の多くのピン穴や，キャビティ形状が形成されて

いる．金型材料は，量産時の型摩耗を抑制するために，高硬度な材料が用いら

れる．このため，例えばピン穴などの微細形状の加工においては，金型の切削加

工時の切削工具摩耗が顕著である．このため，通常は焼き入れ前の材料に切削

加工を行った後，熱処理を行い，手作業での仕上げ加工が行われる．しかし，熱

処理工程や，加工形状に合せた専用工具製作に要するリードタイムを短縮して

行くために，近年焼入れ鋼の直接切削加工が試みられている．例えば，Fig .  1 .  9

に示したように直径が約 2mm となるような微細な形状の加工においては，ボール

エンドミルをらせん状に走査するヘリカル加工を行 うことで穴形状の加工が可能で

ある．しかし，このような小径工具を用いた加工では，工具の剛性や強度不足に

よる加工精度劣化や，工具折損などの問題が生じる．  

Fig .  1 .  10 はボールエンドミルで加工を行 う場合の，色々な材料硬さに対する

推奨条件による加工能率を示したものである．工具直径は 1mm，すなわちボール

半径 0 .5mm，切れ刃長さ 3mm，工具回転数は 9000min
- 1 の場合を想定して工

具 メーカのカタログ記載の条件から求めた推奨条件を示している．これらの条件
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は，キャビティ形状や隅部などの一般的形状の加工を想定しているが，Fig .  1 .  9

に示したような工具径に近い寸法の穴形状などの加工では，推奨値と同等水準

の加工能率の達成は困難と思われる．このため，高硬度材料の直接切削による

金型製造を実現するために，小径工具による微細形状加工における，工具折損，

加工精度悪化のメカニズムを解明すると共に，加工精度向上を図 り，ヘリカル加

工による高能率切削加工を実現する．  

 

 

 

F i g .  1 .  8  Example  o f  a  mo ld ing  d ie .  

(h t tp : / /www.h i tach i -meta ls . co . jp /p roduc t / s t ee l / )  

Molding die
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F i g .  1 .  9  Hel ica l  mi l l ing  o f  a  ho le  wi th  a  ba l l  end  mi l l .  

 

 

 

F i g .  1 .  1 0  Manufac ture r ' s  recommended  cu t t ing  condi t ions  fo r  a  s l ende r  

ba l l  end  mi l l  o f  1mm in  d iame te r.  
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1 .1 .3  大型機械部品の深彫加工における課題  

Fig .  1 .  11 は上下水道用や水処理プラントなどに用いられる軸斜流ポンプを示し

たものである．大型のケーシングを貫通して回転軸が設置されており，先端には羽

根車が取り付けられている．Fig .  1 .  11 のポンプは高さで約 6000mm であり，ポン

プの性能および連続可動のための信頼性の要求から，各種部品は大型であるに

もかかわらず高い形状精度が要求され，切削加工による仕上げが必須となってい

る．Fig .  1 .  12 に示したように，大型部品の加工では例えば深い部位の加工にお

いては長尺工具を用いる必要がある．長尺工具では，工具の剛性が低下するの

でびびり振動が発生しやすくなる．びびり振動が生じると，Fig .  1 .  13 に示したよう

な切削工具の破損や，加工面の悪化などが生じるという課題がある．  

 

 

F i g .  1 .  1 1  Example  of  a  wa te r  pump .  
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F i g .  1 .  1 2  Mach in ing  of  g i an t  pa r ts  wi th  a  long  cu t t ing  too l .  

 

 

 

F i g .  1 .  1 3  Damage  o f  a  long  cu t t ing  too l  and  de te r io ra t ion  of  th e  mach in ed  

sur face  due  to  cha t te r  v ib ra t ion .  

 

 

一般に，びびり振動の発生は切込み量の増大に伴い発生しやすくなる．例えば，

工具直径 50mm，長さ 400mm の切削工具における一般的な加工条件は Fig .  1 .  

14 に示したような領域である．切削幅，すなわち工具径方向の切込みが大きくな

るに伴って軸方向の切込みは小さくなり，工具径方向の切込みを 30mm とした場
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合 ，軸方向の切込みは 0 .2mm程度と考えられる．このように，大型機械部品の深

彫加工においては，長尺工具のびびり振動抑制により切込み量を増大し，加工

能率を向上する必要がある．  

 

 

F i g .  1 .  1 4  Cu t t ing  condi t ions  fo r  long  cu t t ing  too l s  (d i ame te r  50mm and  

leng th  400mm)  

 

 

1 .1 .4  高速 ミーリング技術に関する課題  

 1 .1 .1 から 1 .1 .3 で説明したように，社会インフラ機器の性能および品質の向上，

低コスト化を実現するには，高速 ミーリング加工プロセスの開発による加工能率の

向上が不可欠である．しかし，ミーリング加工の高能率化のためには，工作機械，

切削工具，およびプロセス設計において様々な課題があり，多 くの研究開発が行

われている．  

 切削加工は，高能率，高精度に加工する手段として従来から用いられている一

般的な製造方法であり，エネルギ効率 ，生産性 ，経済性の点で優れている [1 -9 ]．

近年では，工作機械構造や CNC(Computer  Numer ica l  C on t ro l )の進歩によっ

て，多軸複合工作機械による自由曲面の形状加工や，工程集約も可能になっ

た [1 -10 ]．Fig .  1 .  15 は近年一般的な 5 軸マシニングセンタの構造の例である．ツ

ールマガジンに複数ストックされた切削工具を，加工工程に応じて交換しながら

様 々な形 状 の創 成 加 工 が可 能 となっている ．切 削 工 具 は C NC(Computer  

Numer ica l  Cont ro l )プログラムによって選択され，ATC(Auto  Tool  C hange r)によ

ってツールマガジンから取 り出 されて主軸に取付けられる．切削加工を行 う工作

機械は，切削工具を回転させる主軸，切削工具の xyz の 3 方向と位置，B 軸 ・
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C 軸回りの姿勢 2 軸を制御するサーボモータおよびガイド，工作物を固定するテ

ーブルなどによって構成されている．近年の工作機械の高速化は目覚しく，高速

スピンドルの開発やリニアモータ等をはじめとした高速送 り機構等，多 くの研究開

発が進められている [1 -11～1 -13]．これらの技術に基づいて送 り速度の向上によ

る加工能率の向上が可能となった．しかし，製品差別化や品質向上，工程短縮

等によるリードタイム短縮の要求に対応していくためには，表面粗さや寸法精度，

幾何公差などの加工精度向上を図って行く必要がある．Fig .  1 .  15 に示したよう

に，マシニングセンタによる切削加工における加工精度への影響因子 としては，

工作機械の構造，制御等に関するする要因と，プロセスに関する要因がある．  

 工作機械に関する要因としては，位置決め精度や工具送り軌跡の精度向上が

重要である．  

 

 

F i g .  1 .  1 5  Example  of  the  s t ruc ture  o f  a  mul t i  ax is  machin ing  cen te r  and  

i s sues  fo r  h igh  accuracy mach in ing .  

 

 

例えば，送 り機構における案内面の低摩擦化などによって，10
- 6

mm オーダの真

直度での送 りが可能となった [1 -14 ,1 -15 ]．また機械的な精度向上だけでなく，サ

ーボモータの性能向上や [1 -16 ]，CNC における制御方式の高度化や振動の抑

制技術 [1 -17 ,1 -18 ]によっても運動精度の向上も図られており，10
- 3

mm 以下のオ

ーダでの位置決めが可能となった．  

工作機械は，切 りくず生成に伴う切削力によって弾性変位が生じるので，工作
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機械構造，およびスピンドル構造の設計は大変重要である．近年では，数値解

析手法の発達により有限要素解析の適用による高剛性な機械構造の設計技術

[1 -19]，セラミック軸受けの開発による軸受け剛性の向上や与圧制御技術の開

発 [1 -20 ]，軸受け構造の開発 [1 -21]等による高剛性主軸が開発されている．  

一方で，工作機械構造の変位は，位置決めや運動精度，切削力に起因した

弾性変形だけでなく，運転に伴う発熱や外部環境の変化による熱変位も大きく

影響する．熱膨張を抑制する方法 [1 -22 ]や，熱膨張の影響を補正することで，工

作機械の位置決め精度を向上させる技術の開発も行われている [1 -23]  

 以上に説明したように，工作機械の構造設計，制御技術の進歩によって，加

工形状を創成するための切削工具先端を 10
- 3

mm 以下の精度で運動させること

が可能となっている．  

しかし，治工具や加工条件等のプロセスに起因した加工精度への影響要因は

さらに重要であり，一般的な機械部品の寸法精度や幾何公差である 10
- 3

mm か

ら 10
- 2

mm オーダの精度での高効率加工を実現するには，実際に治工具やプロ

セスの設計に多くの工数を要する．切削は切れ刃の形状や運動軌跡を加工面

に転写する加工法であるので，所望の加工精度を確保するためには切れ刃形状

は加工中に常に一定であることが必要である．しかし，切削工具は加工の継続に

伴って摩耗し，切れ刃が後退するので寸法精度悪化の要因となる [1 -24]．また，

一般に工具摩耗の増大に伴って切削力が大きくなり，切削工具や被削材の弾

性変形による加工精度悪化の要因ともなる [1 -25]．この工具摩耗は，被削材質

と工具材質の組合せ，工具切れ刃形状，加工条件等多くの因子の影響を受け

る．切削加工の本質に関わる問題であり，工具摩耗メカニズムの解明だけでなく，

摩耗の要因としてとして切削力等の刃先の力学環境や，切りくず生成や摩擦に

よる刃先温度上昇による熱的環境，および高温 ・高圧化での切削液や工具材

質，被削材質の影響等，化学的環境影響についても多くの研究がなされている

[1 -26～1 -35]．さらに，白瀬らは，エンドミル加工において切削工具を含む工作

機械構造の各部分の剛性が加工精度に及ぼす影響について検討し，切削工

具自身の剛性，およびコレットチャックなどの把持剛性による加工精度への影響

が最も大きいことを明らかにしている [1 -36～1 -38]．この様に，高精度な切削加工

を実現するために，工作機械や切削現象に関して多くの研究がなされており，こ

れらの知見に基づいたプロセス設計が重要である． 

Fig .  1 .  16 は部品加工のプロセス設計のフローを示したものである．初めに要求

精度等を含む設計仕様，および目標の加工コスト，工具コスト，設備償却費に対

して，加工方法を決定する．次に，この加工方法を実現するための工作機械を

選定する．そして，対象部品を工作機械に固定するための治具の選定，或いは

設計 ・製作する．また，対象形状を加工可能な切削工具をデータベースから選



 

18 

定 ，或いは設計製作する．切削工具の回転数や送り速度，切込み量，切削液

供給の有無等の，加工条件は過去の知見やデータベースに基づいて選定する．

その後，実際の治工具や，模擬した治工具によって加工テストを行い，加工精度

を評価する． 

 

 

 

F i g .  1 .  1 6  Flow char t  o f  the  des ign  of  machin ing  proces s .  

 

 

要求加工精度を満足できない場合は，加工条件を変更して再度加工テストを

行う．一般的に加工精度と加工能率は相反する場合が多く，要求加工精度を

満足するために加工条件を低下させる場合が多い．しかし，加工能率を低下さ

せると加工時間が増大することとなり，加工コスト増大が問題となる．加工条件の

変更を繰返しても加工精度を満足できない場合は，切削工具や治具，或いは工
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作機械選定も含めて再検討する必要がある．例えば，材質変更による工具摩耗

の抑制 ，治工具の剛性向上による加工中の被削材変形の抑制等が必要となる．

しかし，治工具の再製作や工作機械の再選定を行うには，設備投資の増大だけ

でなく，製造リードタイムの増大の原因となるので，コスト，納期の面で生産性は大

きく低下してしまう．したがって，製品競争力，環境影響の低減の観点から，加工

条件や治工具 ・工作機械選定のための試行錯誤を極力排除したプロセス設計

が必要となる．特に既設の工作機械を用いる場合は，ほとんどの場合に加工条

件や治具，工具の選定，設計製作のみで要求精度を満足する必要がある．そこ

で，解析によって切削力や加工精度の予測を行うことで，加工テスト，評価による

リードタイムの短縮を図ることが考えられる．このため，本研究では切削力，切削

工具および被削材の剛性の解析に基づき，加工精度を事前予測することで試

行錯誤を排除可能な，加工プロセスのモデルベース開発技術の構築を目的とし

ている． 

 

1 .2  加工プロセスのモデルベース開発に関する先行研究  

1 .2 .1  二次元切削における切削力および加工精度予測モデル  

 切削加工精度に及ぼすプロセス設計に起因した要因として，切削力による工

具及び被削材の弾性変形が重要である．切削力は，切削速度，切込み量，送 り

速度，工具切れ刃形状，及び被削材質等によって決まる．Fig .  1 .  17 は，切削現

象を 2 次元連続切削として単純化した時の切削力を示している．切削幅を b，切

取り厚さを h とした時に，すくい面には切削速度方向の切削分力 F h c と，垂直方

向の F n c が作用する．一方で，工具の摩耗面も加工面から水平分力 F h e と垂直

分力 F n e を受ける．この時に，切削工具に作用する合力の水平成分 F h と垂直成

分 F n は，  

                                      

                                       

(1 .3 )  

で表される [1 -39]．ここで，1 .3 式の右辺の第 1 項は切取り厚さ h と，切削幅 b に

比例した項であり，被削材料の変形によって生じる力を示している．第 2 項は切

削幅 b のみに比例した項であり，切削工具の逃げ面が受ける力を示している．K h c，

K n c，K h e，K n e はそれぞれ，切削工具と被削材によって決まる定数である．切削実

験において切取り厚さを変化して計測した切削力は，実際に切取り厚さに比例し，

なおかつ切取り厚さが 0 の時の切削力は 0 とならない場合が多く，この切削力モ

デルは現実の切削力特性を反映しており実用的なモデルであると言える． この

モデルでは特定の切れ刃形状と被削材質ごとに，実際に切取り厚さ h を変化し

た切削力測定実験を行い，1 .3 式の近似式から K h c，K n c，K h e，K n e の定数を同

定することを前提としている．これに対して，Kr ys to f をはじめ，Merchan t，Lee らは
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切削工具刃先での被削材のせん断変形における応力，すくい面上のでの摩擦

をモデル化することで，被削材質やすくい角の変化に対する切削力を一般化して

いる [1 -40～1 -42 ]．  

 

 

F i g .  1 .  1 7  Cu t t ing  force  model  fo r  o r thogonal  cu t t ing .  

 

 

切削実験とは別の材料試験結果より切削現象を予測する手段として，有限

要素法によるシミュレーション技術の開発もすすめられている．白樫らは，切 りくず

生成過程での被削材の塑性流動に対する温度やひずみ速度の影響，塑性変

形とすくい面上を流動する際の摩擦特性を考慮したシミュレーションを可能にした．  

この技術によって，刃先に作用する切削力だけでなく，例えば工具すくい面上の

温度や応力の分布等の予測も可能となった [1 -43～1 -45 ]．これによって，切削実

験を行わなくても，被削材の材料特性をもとに切削特性を予測することができるよ

うになり，さらに帯川らは二相合金やチタン合金など，複雑な切削特性の材料に

対しても，切削特性の予測を可能にした．また篠塚らは，本技術をチップブレーカ

形状の設計に応用しており [1 -46～1 -50 ]，材料特性に基づいた，切削プロセスや

工具形状の高度な設計技術が確立しつつある．これらの技術を応用した切削加

工専用のパッケージソフトウェア化も図られている [1 -51～1 -53 ]．  

 

1 .2 .2  ミーリング加工の切削力および加工精度予測モデル  

 切削工具や被削材の弾性変形による加工精度の劣化については，弾性変形

の生じやすいエンドミルの径方向 (回転面内 )の二次元的な変位に基づく解析手
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法が確立されている．これは，溝加工や壁面の加工等において，エンドミルを用い

た高精度な切削加工の要求が高いためである．エンドミル加工においては切れ刃

の輪郭がストレートであっても，ねじれや回転に伴って切取り厚さと切削力の作用

方向 ・大きさが複雑に変化するという問題がある．藤井らは切れ刃のねじれ形状

に起因したエンドミルの挙動と加工精度の関係を明らかにした [1 -54]．切削力の

予測に関しては，Fig .  1 .  18 に示したように Kl ine らが切れ刃にねじれを有するエ

ンドミルにおける切削力および加工精度の予測方法として，軸方向に N 個に分

割した要素それぞれにおける二次元切削の集合として切削力を予測する

Mechan i s t ic  model を提案している [1 -55]．Fi g .  1 .  18 において，エンドミルの送り

方向を x として，x，y，z 方向の切削力は，  

 

  

  

  

          
            

       

 

   

 

(1 .4 )  

で表される．ここで，F h i，F n i はそれぞれ回転面内における切削速度方向，および

切削速度に垂直方向の分力である．さらに，ねじれ刃エンドミルの回転に伴う切

れ刃作用と加工誤差発生のメカニズムを明らかにし，直線部およびコーナ部での

切削力の予測を可能にした [1 -56 ]．  

 

 

F i g .  1 .  1 8  Mechan i s t i c  mode l  o f  the  cu t t ing  fo rce s  o f  mi l l ing  p roces s .  

 

この方法にもとづき，仙波らは加工精度を向上するエンドミル形状の設計方式
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を確立した． [1 -57 ,1 -58 ]．さらに，藤井らは切れ刃のねじれ形状を考慮したエンド

ミルの曲げ剛性及び加工精度の解析手法を示しており，ストレートエンドミルによ

る溝や壁面の平面加工において加工条件や工具形状の設計が可能となった

[1 -59 ,1 -60 ]．これらの手法を応用することで，加藤らはスクロール圧縮機部品の

高精度な加工を実現している [1 -61 ,1 -62 ]．  

 エンドミルの切れ刃の輪郭がストレートでなく，例えばボールエンドミルのような複

雑な切れ刃形状となる場合についても，上記の手法を応用して切削力の解析が

行われている．藤井らは，ボールエンドミルによる切削加工での工具と被削材の

接触状態や，切れ刃稜線のモデル化によって，切削力の解析を可能にした

[1 -63～1 -66]．また，笠原らは，ボールエンドミルによる直線溝加工において工具

送り方向が傾斜している場合や，前加工面に傾斜がある場合の切削力と切削工

具の変形予測についても可能にした [1 -67～1 -69]．  

 以上に整理したように，ストレートエンドミルやボールエンドミルの切れ刃形状と加

工条件を考慮した直線送 りにおいて，切削工具や被削材料の静的な弾性変形

に基づいて，溝加工や壁面加工の切削力や加工精度の予測が可能になった．  

 

1 .2 .3  長尺工具のびびり振動予測モデル  

例えば金型のキャビティ等 ，深穴や深溝形状の加工では切削工具の突出しを

長 くせざるをえない場合があるが，このような場合には切削工具の静的な変形だ

けでなく，動的な振動すなわちびびり振動も考慮する必要がある．タービン，発電

機 ，ポンプなどのプラント機器 ，建設機械 ，プレス金型などをはじめとした大型部

品における穴 ，キャビティなどの形状加工においては，加工部位の深さに応 じて

長尺工具が用いられる．長尺工具は剛性が低いためびびり振動が発生しやすい．

びびり振動が発生すると加工面の表面粗 さや，加工形状精度の悪化 ，さらに切

削工具や工作機械の破損などの問題が生じる．  

びびり振動の発生には，切削工具の回転数や切込み深さ，切削工具 ，工作

機械や被削材の動剛性，および被削材質などが大きく影響する．このため，びび

り振動を抑制する手段 としては，主軸の回転数や切込み深さなどの加工条件を

減少させたり，工作機械 ，切削工具 ，被削材の動剛性を増加することが有効で

ある．  

 びびり振動発生には， (1 )切削工具の動剛性 ， (2 )切削加工条件 ， (3 )被削材

質，などが影響する．びびり振動の発生メカニズムは，再生びびり振動により説明

されている．Fig .  1 .  19 は 2 枚の切れ刃を有する回転工具における再生びびり振

動を示す図である．この図において，工具は時計回 りの方向に回転しており，図

中の x の負の方向に工作物が進行する．切削工具の振動は 2 自由度であり，x

および y の 2 方向に振動する．図の x 方向の振動は，質量 m x，ばね定数 k x，減
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衰係数 c x で表されるものとする．同様に y 方向の振動は質量 m y，ばね定数 k y，

減衰係数 c y で表されるものとする． 

 

時刻 t において切れ刃に作用する瞬間の切り取り厚さ h ( t )は，工具送り量 f z，工

具回転数と工具刃数によって決定する切削周期  t，切れ刃の y 軸からの回転角  

f ( t )および振動による変位 (x ( t ) , y ( t ) )によって次式で表される． 

         
 
                                              

 

切削速度方向，すなわち接線方向の切削力 F t ( t )，および工具径方向の切削力

F r ( t )は，切り取 り厚さ h ( t )，切削工具の軸方向切込み深さ a p，切削力係数 K t c，

K r c，切削工具の回転角 f ( t ) を用いて次式で表される． 

 
     

     
      

   

   
              

   

図の x，および y 方向の切削力 F x ( t )，F y ( t )は， 

 
     

     
     

              
               

   
   

   
              

   

このとき工具の変位 x ( t )，y ( t )は， 

 
    

    
   

      

      
  
              
               

  
   

   
            

   



 x x， x y， y y は工具のコンプライアンスである． 

Fig .  1 .  20 は，ミーリング加工におけるびびり振動を周波数領域で示したブロッ

ク図 である．このブロック図 では，加 工 条件 によって決 まる初 期 の切 り取 り厚 さ

h 0 ( s )がシステムに入力され，切込み深さ a p，切削力係数行列 [A ]によって切削力

[F ]に変換される．さらに，切削力 [F ]は工具のコンプライアンス [ ]によって振動変

位 [ ] に 変 換 さ れ る ． 切 取 り 厚 さ は ， Fig .  1 .  19 に 示 し た 内 側 波 ( Inner  

modu la t ion)と外側波 (Outer  modula t ion )によって決定される．  
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F i g .  1 .  1 9  Mode l  o f  the  r e g e n e r a t i v e  c h a t t e r  v i b r a t i o n  o f  a  r o t a t i o n  

c u t t i n g  t o o l .  

 

 

 

F i g .  1 .  2 0  B l o c k  d i a g r a m  o f  t h e  s y s t e m  o f  r e g e n e r a t i v e  c h a t t e r  

v i b r a t i o n .  

 

Fig .  1 .  21 はびびり振動発生に大きく影響する工具回転数と切込み深さによる

安定性を示した安定限界線図の例である．図の安定限界曲線よりも小さな切込
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み深さの領域ではびびり振動は発生しない．この図を用いることで，びびり振動の

発生しない安定な工具回転数と切込み深さを設定することができる．この図より，

同 じ切込み量であっても適切な工具回転数を設定することでびびり振動を抑制

し，高能率な加工条件を設定できることがわかる．   

 

 

F i g .  1 .  2 1  S t a b i l i t y  l o b e s  o f  m a c h i n i n g  p r o c e s s .  

 

 

この安定限界を予測するための方法として，Tobia s，Mer i t は二次元の旋削加工

で安定性を評価する手法を提案した [1 -70 ,1 -71]．また，近藤等は時間領域での

シミュレーションを行い，自励振動の成長過程を考慮した安定性の評価 と発振

後の挙動の予測手法を確立した [1 -72]．さらに，自励振動によるびびり振動には，

前記の過程で振動変位が発散する再生びびり振動以外に，モードカップリングの

影響が知られている [1 -73～1 -77 ]．モードカップリングは，Fig .  1 .  19 における x お

よび y の２方向の振動が連成して生じる自励振動である．このモードカップリング

によるびびり振動を回避する手段としては，  

(1 )半径方向切込みを小さくして，振動方向を１方向に限定する  

(2 )機械構造を異方性とする  

等の方法がある [1 -7 8～1 -80 ]．しかし加工条件の減少によるびびり振動の回避で

は，加工能率の低下により加工時間が増大する．このため，製造コストを低減す

るためには，長尺工具の動剛性を向上することでびびり振動を抑制し，高能率な

加工を実現する必要がある．  

長尺工具の動剛性を向上する方法 としては，静剛性すなわち単位変位量を

生じるために必要な荷重を大きくする方法と，振動減衰特性を向上する方法が

ある．前者の静剛性は，長尺工具の材質すなわちヤング率 と設計寸法により決

定される．しかし，切削工具に用いられる鉄鋼材料のヤング率は材質によらずほ
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ぼ一定であり，さらに工具の直径と長さは，たとえば穴の直径や深さなどの加工対

象の寸法によって決定されてしまうので，静剛性の向上には限界がある．一方で，

振動減衰特性はダンパの取付けによって向上することができる．ボーリングバーや

大型工作機械のラムにマスダンパや粘性ダンパなどを取付けて，振動減衰特性

を向上する方法が提案，実用化されている．さらに，ボーリングバーやエンドミルに

内蔵 したマスダンパの最適設計や調整の方式についての研究が行われている

[1 -81 ,1 -82]．これらの研究によって，深穴や大型のキャビティ形状の加工におい

てびびり振動の発生を抑制し，高能率な切削加工を行 うことが可能となった．  

 

1 .3  本研究の目的  

1 .1 で説明した，実際の機械部品のミーリング加工において，従来技術を超え

る加工能率を実現するためには，既存技術だけでなく，工具交換を伴う複雑な

工具軌跡や工具切れ刃形状に対応した高度な加工プロセスの予測モデルが必

要である．そこで，本研究では 1 .1 で説明した 3 つの具体的な事例の高速化を通

じて以下の課題を解決するためのモデルベース開発技術を構築する．  

(1 )切削工具の回転軸方向に弾性変位する薄板のフェースミル加工の加工条件

最適化  

(2 )径方向に弾性変位するボールエンドミルのヘリカル送り加工の加工条件最適

化  

(3 )突出し長さを変化した長尺工具によるキャビティ加工におけるびびり振動抑制  

それぞれの，検討内容の位置付けについて Table .  1 .  1 に示す．  
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T a b l e .  1 .  1  Deta i l  o f  i s sues  fo r  p red ic t in g  accu racy o f  a  p roduc t  wi th  3D 

geome t ry  fo r  model  ba sed  deve lopmen t  o f  machin ing  p rocess .  

 

 

 

1 .4  本論文の構成  

 本論文は次の 6 章から構成されている．  

 第 1 章では，緒論として本研究の背景，関連する先行研究，及び研究目的に

ついて述べた．  

 第 2 章では，薄板長尺部材の高速 ・高精度加工として，フェースミル工具を用

いて薄板長尺部材を切削加工する際の切削力，被削材の弾性変形による加工

精度予測のモデルを示す．次に，複合フライス工具によるエレベーター用ガイドレ

ールの高速 ・高精度化のために，ガイドレール頭部側面の両側同時加工におけ

る二面幅及び直角度の加工精度の解析方法を示し，実験検証を行う．さらに，

ガイドレールの両側同時加工における高精度加工の指針について検討を行う．  

 第 3 章では，小径ボールエンドミルを用いたヘリカル送りによる穴加工の切削力，

工具の弾性変形による加工精度予測のモデルを示す．次にモールド金型用微

細穴加工の形状創成における加工精度向上のために，加工条件，工具摩耗が

加工精度に及ぼす影響について，実験検証を行う．  

 第 4 章では，長尺工具を用いた大型部品の高速 ・高精度加工のために，長尺

防振アーバの切削性能について検討する．初めに，マスダンパを内蔵した長尺

防振アーバの動剛性予測モデルを示し，設計手法を構築する．次に，ダンパ部
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をモジュール化して，金型等の大型キャビティ形状を深さごとに適した様々な長さ

の長尺防振工具を用いて段階的に加工を行 う際の，マスダンパの設計 ・調整方

法について提案する．また，試作した長尺防振アーバの減衰性能，切削性能を

実験検討する．  

 第 5 章では，結論として本研究で得られた成果，及び結論の総括を行う．  

 本論文の構成を Fig .  1 .  22 に示す．  

 

 

 

F i g .  1 .  2 2  Flow cha r t  o f  t h i s  research .  
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第 ２章  薄板長尺部材の高速 ・高精度加工  

2 .1  薄板部材のフライス加工における課題  

 Fig .2 .  1 に示したように薄板材の平面度，厚さ等を制御するための加工法として，

フライス加工がある．フライス加工は，回転する多くの切れ刃によって切削加工が

行われるため，プレーナなどによる方法と比較して高能率な加工が可能である．ま

た，近年の工具材質やコーティング材質の開発によって，200m/min を超える切

削速度での高能率な加工が可能になってきた [2 -1 ]．しかし，切削力が大きく，断

続切削となることや，切れ刃高さの不揃いなどによって，形成される加工面の表

面粗さ，加工面のうねりなどの加工精度を向上するのが困難である．このため，薄

板材の高能率な加工を目的として，両側を同時に加工する方法や，びびり振動

を抑制する方法なども実施されている [2 -2 ,2 -3 ]． 

 

 

F i g . 2 .  1  Defo rmat ion  of  a  th in  wa l l  workp iece  du r ing  cu t t ing  wi th  a  f ace  

mi l l ing  cu t te r.  

 

 

 本章では，薄板材の両側同時フライス加工において，加工精度悪化のメカニズ

ムを切削力の観点から解明し，精度向上のための指針を得ること，高精度加工

を実現することを目的としている．Fig .2 .  2 に示したように，フライス加工による薄板

材の加工では，フライス工具の回転軸方向に作用する切削力 F a のために，ばね

定数 k w o r k の薄板材に変位 w o r k が生じ，加工誤差となる．また，この変位量は工

具の回転とともに変化するので，加工面にはうねりが生じる．本章では始めに，フ
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ライス加工における切削力，および加工精度の解析方法を示し，次に複合フライ

ス工具による両側同時切削における加工誤差の発生要因と加工精度向上の指

針について，解析と実験結果を示す． 

 

 

F i g . 2 .  2  Disp lacement  o f  a  workp iece  in  the  ax ia l  d i rec t ion .  

 

 

2 .2  薄板部材の正面フライス加工における加工精度予測モデル  

2 .2 .1  正面フライス加工における切削力予測モデル  

 本報では Fig .2 .  2 に示したように，フライス工具が z 軸回りに回転し，x 軸方向

に送られる場合について，切削力の解析を行 う．薄板材は，フライス工具の回転

軸，すなわち z 軸方向に弾性変形を生じるものとする．フライス工具と薄板材の間

には，工具軸方向の切削力 F a が作用し，これによる変位をw o r k  とする．  

 Fig .2 .  3 に解析方法，および各種変数を示す．フライス工具は z 軸回りに回転

し，x 軸の正の方向に送られるものとする．フライス工具には N 個の切れ刃が設け

られており， i 番目の切れ刃について y 軸からの回転角をf i とする．工具半径を

R c  ，薄板材の幅を R d，工具の回転軸の工作物上端からのオフセット量を y o f f s e t

とする．このときに，切れ刃 i が図中に示した切削領域にあるかどうかを示す変数

g (f i )について，  

             ただし， -y o f f s e t -R d  <  R c  co sf i  <  -y o f f s e t  

             

   

である．  

フライス工具の 1 刃当たりの送り量を f  (mm/ too th )とすると，切れ刃 i における切

取り厚さ h (f i )は次式で表される．  

kwork

Workpiece Acting teethAxial cutting
force

 work

Displacement

Fa

z

y

x

y

Tool revolution

Feed direction
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                        

 

 

F i g . 2 .  3  Cu t t ing  condi t ion  and  cu t t ing  a rea  o f  face  mi l l ing .  

 

 

本研究で対象としている正面フライス工具の切れ刃は，Fig .2 .  4 に示したように回

転軸に対して 45°傾斜した主切れ刃 (P r inc ipa l  cu t t ing  edge)と，加工面と平行

すなわち回転軸に対して垂直な直線状の切れ刃をもつさらえ刃 (Wipe r  edge)で

構成されている．被削材を主に除去する主切れ刃には，切込み量，および工具

送り量によって決まる切削力が作用する．  

このときに，Fig .2 .  4 に示した主切れ刃の接線方向の切削力 F p t i，径方向の切削

力 F p r i，および回転軸方向の切削力 F p a i について，  
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で表されるものとする．F p t i，F p r i，F p a i は，軸方向切込み量 A d と切取 り厚さ h (f i )

によって決まると考えられ，ここで，K t c，K t e，K r c，K r e，K a c，K a e はそれぞれ工具形

状，工具材質，被削材質などの組合わせで決定される定数である． 

 

 

F i g . 2 .  4  Cu t t ing  fo rces  o f  the  p r inc ipa l  cu t t ing  edge  and  wiper  edge  o f  an  

inser t  w i th  app roach  angle  45  degrees  du r ing  face  mi l l ing .  

 

 

 一方で，さらえ刃は切りくず生成には関与しないものの，加工面には常に接触し

た状態となる．被削材の弾性回復などによって，さらえ刃には常時一定の力が作

用するものとし，フライス工具回転の接線方向，径方向，軸報告にそれぞれ，  

F w t i，F w r i，F w a i とする．フライス工具に作用する切削力の合力は， 
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とくにフライス工具の回転軸方向に着目すると， 
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   

である． 

 

2 .2 .2  正面フライス加工における加工精度予測モデル  

 Fig .2 .  2 に示したように，薄板材の工具回転軸方向のばね定数を K w o r k とすると，

弾性変形 wo r k(f)は， 

 

         
     

     
 

   

で表される．このときに，工具回転角 fの変化に伴う切れ刃の位置が計算できるの

で，加工面の形状を予測することが可能となるのである． 

 

 

2 .3  複合フライス加工による薄板長尺部材の加工精度予測モデル  

 次に，本論文で対象としている，複合フライス工具による薄板材の両側同時加

工について説明する．本研究で対象としているのは，エレベーターに用いられてい

るガイドレールである．エレベーターの乗りかごおよび釣合い錘は，建築物に接地

されたガイドレール上を走行しており，1 基当たり数十本のガイドレールが使用され

ている．ガイドレールは Fig .2 .  5 に示す断面形状を有し，その長さは約 5000mm

である．  エレベーターの乗りかごの駆動案内であるガイドレールは，乗り心地や非

常時の制動性能等の要求から高い品質が要求されている．素材は J IS -SS400

相当品の圧延材料であり，特にその接続部における段差は走行時の振動発生

の原因となるため，頭部の二面幅に対し 0 .05mm の寸法精度が 5000mm の全長

にわたって要求されている．一般にガイドレールの加工では Fig .2 .  6 に示すように

両側に一対のバイトを取付けてガイドレールを搭載したテーブルを往復させ，さら

にバイトを取付けた刃物台を，テーブルの 1 往復毎に下方向に移動させることに

よって頭部の側面加工が行われている．仕上げ加工用のバイトは荒加工用のバ

イトよりの上方に設置されており，荒加工された面に対して仕上げ加工を行う．  こ

れによって素材の二面幅 19mm に対して二面幅 16mm まで加工を行 う．通常，

プレーナのテーブル送り速度 (切削速度 )は 60m/min 程であり，加工能率は低い．

例えば Fig .2 .  6 に示した形状のレール頭部の加工では送りピッチを 0 .2mm として

も 100 回以上のテーブル送りが必要であり，頭部側面の加工時間だけでも約

30min を要し，切削能率は 8250mm
3
/min 程度である．近年の工具材質やコーテ

ィング材質の進歩によって，炭素鋼や鋳鋼を 200m/min を超える切削速度で加

工することは十分に可能であるが，従来の平削りではテーブル移動速度の向上
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には限界があり，製造コスト低減を目的とした加工諸元の向上はこれ以上期待で

きない．   

 

 

F i g . 2 .  5  Typ ica l  d imens ion  o f  a  gu ide  ra i l  fo r  e leva to r.  

 

 

 

F i g . 2 .  6  Conven t iona l  p lan ing  method  o f  a  gu ide  ra i l .  

 

 

そこで本研究では従来から用いられてきた，平削 りにおける加工時間が長いと

いう問題点を改善し，切削工具の性能を十分に引き出した高速切削を実現する

ために，一対の複合フライス工具を用いて 1 パスで頭部側面の加工を行う方式を

検討した．Fig .2 .  7 に示すフライス加工では 1000mm/min 以上の送り速度を見込

10
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めるので，1 パスでの加工が可能であれば全長 5000mm のガイドレールの加工に

おいて 5min 程度の加工時間と 49500mm
3
/min の加工能率が実現可能であり，

従来の平削りと比較して 6 倍の高能率化と大幅な加工時間の短縮が期待できる．

しかし回転工具である正面フライスでは，同時に切削に作用する切れ刃の数が

一定でなく，切削力が変動する．またエレベーター用ガイドレールの頭部両側面

を切削する際のレールの弾性変形が，加工精度に影響を及ぼす．このため，本

章では切削力解析に基づいて，加工精度 ，特にレール頭部の二面幅寸法と側

面のうねりの形成機構について検討を行い，要求される加工精度を十分に満た

すためのレール中心と複合フライス中心の偏差ならびにレールのクランプ剛性の

基準を明らかにした．  

 

 

F i g . 2 .  7  P roposed  method  o f  mach in ing  o f  gu ide  ra i l  w i th  combined  f ace  

mi l l ing  cu t te rs .  

 

 

 Fig .2 .  8 に，複合フライス工具によるガイドレールの両側同時加工の状況を示す．

勝手の異なる 1 対のフライス工具が同一の回転軸に固定されており，ガイドレール

の両面を同時加工する．両側のフライス工具の切れ刃取付け位相は同じである

とする．この時に，両側のフライス工具において軸方向の切込み量が同じ，すなわ

ちガイドレールの中心と両側フライス工具の中心が同一であれば，左右のフライス

工具に作用する切削力は，向きが反対で大きさが同一となり，合力は 0 となる．本

研究で対象としているガイドレールの頭部側面には，片側当り 1 .5mm の切削代

が設けられている．しかし，実際のガイドレールの加工においては，  

Unit : mm
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Cutter feed direction
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(1 )ガイドレール素材の微小な曲り  

(2 )ガイドレール素材の断面形状誤差  

(3 )工作機械への取付け時誤差  

などによって，左右の切込み量は同一にはならないと考えられる．例えば，Fig .2 .  

8 に示したように，ガイドレールの素材の中心が複合フライス工具の中心に対して

左側に c e n t e rだけずれていた場合，左側のフライス工具の切込み量が大きくなる．

このため，左側のフライス工具に作用する軸方向切削力は，右側のフライス工具

よりも大きくなるので，合力としては切削力は右向きに作用し，ガイドレールの頭部

は右側に変位する．この状態で切削を継続し，複合フライス工具がガイドレール

の端部に到達すると，送 り方向に対して前方の切れ刃が切削を終了し，後方の

切れ刃のみがガイドレールと接触する状態となる．このときに，ガイドレールの頭部

に作用する切削力は急激に減少し，ガイドレール頭部の弾性変形は回復する．

この結果，送 り方向に対して後方の切れ刃，Fig .2 .  8 においては左側のフライス

工具の後方の切れ刃に，弾性回復分の切込み量が作用する．このため，定常切

削領域に対して，切削終了部において頭部の二面幅寸法が減少することが考え

られる．またさらに，複合フライス工具によるガイドレール側面の左右同時加工で

は，フライス工具の回転確度によって同時に切削に作用する切れ刃の数が変化

する．Fig .2 .  9 の左図に示したように， i -1 番目の切れ刃は切削を終了し， i 番目

の切れ刃のみが切削領域にある状態である．しかし，Fig .2 .  9 の右図に示した状

態までフライス工具が回転すると， i 番目の切れ刃が切削領域にあるままで， i+1

番目の切れ刃が切削領域に入る．このため，片側のフライス工具で見ると，同時

に切削に作用する切れ刃が 1 枚の状態と 2 枚の状態を繰り返すことになる．ここ

で，両側のフライス工具において切込み量が同一であれば，左右のフライス工具

に作用する切削力は相殺するので，ガイドレールの弾性変形は生じない．しかし，

先述のように，素材の形状誤差や工作機械上への取付け誤差のために，左右の

ガイドレールにおける切削代の偏差 を生じ，頭部の弾性変形による加工誤差 を

生じると考えられる．  
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F i g . 2 .  8  E ffec t s  o f  the  de forma t ion  o f  a  gu ide  ra i l  dur ing  machin ing  on  the  

mach ined  wid th  of  the  t ra i l  end  of  the  ra i l .  

 

 

 

 

F i g . 2 .  9  Chang es  in  s imu l t aneous  cu t t ing  t ee th  and  ax ia l  cu t t ing  forces  

dur ing  doub le  s ided  face  mi l l ing .  

 

 

 そこで本章では，はじめに複合フライス工具によるガイドレール頭部側面の両側

同時加工において，ガイドレール中心と複合フライス工具の中心のずれ量が，頭
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部側面の二面幅寸法と，うねりに及ぼす影響について，切削力と弾性変形の解

析から考察 ，実験検証を行 うことにより，高精度な加工を実現するための指針を

検討した．  

 

2 .3 .1  有限要素法による薄板長尺部材の剛性予測モデル  

 初めに，ガイドレールの剛性と変形挙動を有限要素法を用いて解析した．Fig .2 .  

10 は有限要素法ソフトウェア FEX○R によって静的弾性変形解析を行った結果で

ある．ガイドレール下部のフランジ部を固定した状態で，ガイドレール頭部の上端

部に横方向荷重 10N を負荷したときの弾性変形を示している．実際にガイドレー

ル素材を工作機械のテーブル上に搭載する際に，クランプなどで一定の間隔で

フランジの両側端部を固定することを考慮して，固定する間隔を変化させて解析

を 行 っ た ． フ ラ ン ジ の 固 定 間 隔 は  (a )1000mm ， (b )500mm ， (c )250mm ，

(d )125mm， (e )0mm とした．解析モデルにおける固定位置は図中に矢印で示し

た．固定間隔 (e )0mm の場合はフランジ端部の全箇所を固定する場合を示して

いる．この図に示したように，ガイドレールのフランジ部の固定間隔が大きいと，フラ

ンジ部の変形も大きくなるために，頭部における変位も大きくなる．このときにそれ

ぞれの固定間隔の解析結果について，上端部に作用する荷重 と変位からばね

定数を計算した結果を Fig .2 .  11 に示す．この結果より，固定間隔が ( a )1000mm

の場合は上端部におけるばね定数は K w o r k  =  1 .52×10
7
 N /m であるのに対して，

固定間隔を (e )0mm とするとばね定数は K w o r k  =  2 .82×10
7
 N /m と 1 .8 倍に向上

できると言える．  

 

 

 

F i g . 2 .  1 0  Anal yt ica l  p red ic t ion  of  the  de fo rma t ion  of  a  gu ide  r a i l  by FEM.  
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F i g . 2 .  1 1  Re la t ionsh ip  be tween  f ix ing  in t e rva l  o f  f l ange  and  s t i f fnes s  o f  

gu ide  r a i l .  

 

 

次に，複合フライス工具の剛性について解析を行った．Fig .2 .  12 に示したよう

に，直径 250mm で厚さが 35mm のフライス工具が，直径 80mm の軸に取付けら

れており，軸の両端は固定されているものとする．図に示したようにフライス工具の

外周の 1 点に 10N の力が軸方向に作用した場合の変位を解析により求めると，

フライス 6 .18×10
- 8

m の変位が生じることがわかる．このときに，フライス工具の軸

方向の剛性を K t o o l とすると，K t o o l=1 .62×10
8
N /m となり，Fig .2 .  10 (e )の場合と比

較しても 5 倍以上大きい．このため以下の検討ではフライス工具は剛体として，ガ

イドレールの剛性のみを考える事とする．  

 

0.00E+00

5.00E+06

1.00E+07

1.50E+07

2.00E+07

2.50E+07

3.00E+07

0 250 500 750 1000 12500 250 500 750 1000 1250

×107

3.0

2.5

2.0

1.5

1.0

0.5

0

Fixing interval of flange mm

S
ti
ff

n
e

s
s

o
f
g

u
id

e
ra

il
N

/m



 

40 

 

F i g . 2 .  1 2  Ana lyt i ca l  p red ic t ion  of  the  de format ion  o f  combined  face  mi l l ing  

cu t te rs .  

 

 

2 .3 .2  複合フライス加工における二面幅寸法精度予測モデル  

 次 に，ガイドレールの頭部と複合フライス工具の中心の位置にずれがある場合

の二面幅寸法について解析により検討する．  

 2 .5 式より，正面フライス工具の回転に伴う，軸方向切削力の最大値 F a m a x は，

軸方向切込み量 A d に対して，  

 

                      

で表される．K a m a x は切込み量に比例する定数，F w a はフライス工具の切れ刃とガ

イドレールとの接触によって，定常的に作用している力 とする．この時に，ガイドレ

ールの中心と複合フライス工具の中心が c e n t e r だけずれていると，定常切削領域

において，左側のフライス工具に作用する切削力 F a L，および右側のフライス工具

に作用する切削力 F a R はそれぞれに，  

 

                                   

                                   

   

で与えられる．したがって，レール頭部に作用する切削力の合力 F a t o t a l は，  

                                             

ガイドレール頭部の剛性を K w o r k とすると，定常切削領域において加工中に生じ

ているガイドレールの弾性変形 w o r k は次式で表される．  
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   

その後，フライス工具の送りに伴って，工具がガイドレール端部に到達し，フライス

工具前方の切れ刃が切削を終了するとガイドレール端部は Fig .2 .  8 に示した右

側の状態に移動する．この時に，複合フライスの左側後方の切れ刃には，切込み

量として a が作用し，その結果ガイドレール頭部の二面幅が a だけ減少するものと

する．ただし右側後方の切れ刃は切削には関与しない．左側フライス工具の左側

後方の切れ刃に作用している切削力 F a L と切込み量 a の関係は，  

 

                       

また，このフライス工具の後方の切れ刃のみによる切削時の弾性変形を  ' w o r k  

とすると，  

 

                    

この時の切込み量 a と，弾性変形量 w o r k， ' w o r k  の間には，  

 

                  

の関係があるので，  

 

  
               
           

 
   

上式にさらに 2 .10 式を代入し，切込み量すなわち後方の切れ刃による切削量 a

が非負であることを考慮すると，  

 

   

                   
           

                     

                      

  

   

が得られる．この式で表 される，ガイドレール頭部の中心 と，複合フライス工具の

中心とのずれ量  c e n t e r と，ガイドレール端部における後方の切れ刃での切削量す

なわち端部における二面幅の減少量 a の関係を Fig .2 .  13 に示す．この図および

2 .15 式において分かるように，ガイドレール頭部の中心と，複合フライス工具の中

心のずれ量が，  

 

        
   

       
 

   

の領域では，ガイドレール端部において片側のフライス工具の後方の切れ刃のみ
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による切削量，すなわち二面幅の減少量が 0 となることを示していると言える．これ

は，Fig .2 .  4 に示したフライス工具のさらえ刃が，実際に切りくず生成を行わなくて

も加工面と接触するだけで一定の切削力を生じることに起因しており，ガイドレー

ル端部において後方の切れ刃の接触による力 と，このときのガイドレールの弾性

変形による復元力が 2 .16 式の範囲では釣合うことで，ガイドレール端部において

二面幅減少がなくなることを示している．  

 

 

F i g . 2 .  1 3  Rela t ionsh ip  be tween  the  pos i t ion ing  e r ror  o f  a  gu ide  r a i l  (c en te r  

devia t ion )  and  the  reduc t ion  of  the  wid th  of  the  gu ide  ra i l  a t  the  ex i t  end .  

 

 

2 .3 .3  複合フライス加工における薄板長尺部材の直角度予測モデル  

 次に，ガイドレール頭部の中心と，複合フライス工具の中心のずれ量  c e n t e r と，

加工面の直角度の関係を検討する．  

藤井ら [2 -4]は，ねじれを有するエンドミルによる側面切削加工において，ねじれ

によって同時に作用する切れ刃の枚数と切削合力の位置が変化し，その結果 ，

切削力とそれによって生ずる工具の弾性変形量が変動して加工面にうねりが形

成 されることを明 らかにしている．本研究で対象 としているガイドレール側面の正

面フライス加工においては，Fig .2 .  9 に示した様に，複合フライスの切れ刃が回転

に伴って移動し，同時に作用する切れ刃枚数の変化により切削力が変化すると

考えられるので，複合フライスの中心 とレールの中心に偏差  c e n t e r  がある場合 ，

同様のモデル化が可能である．  

 Fig .2 .  3 において，1 枚の切れ刃 i に作用する回転軸方向の切削力は，2 .5 式
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に示したように次式で表される．   

 

                                                      

この式における右辺の第一項は切れ刃の軸方向切込み量 A d と，工具送り量 f に

依存した項である．第二項は切込み量，送 り量には依存せずに一定であり，主に

さらえ刃において工具逃げ面が加工面に接触することで生 じている押しならし力

[2 -5 ]に相当する．また，g (f )は，切れ刃が切削領域にある場合に g (f )=1 となる

関数とする．また，Fig .2 .  3 において y 座標の原点をフライス工具の回転中心とす

る．切れ刃 i の y 方向における座標 y i は，工具の半径を R c，ガイドレール頭部側

面の幅を R d，フライス工具の切れ刃の数を N とおくと，切削領域にある時は，  

 

  
      

                                       

の範囲である．二つの切れ刃 i と i+ j の y 座標の違いは， 

 

             
  

 
            

   

で与えられる．同時切れ刃数が最大になるのは，フライス工具の下端とガイドレー

ル頭部の下端が一致する場合，すなわち Fig .2 .  3 において，R c cosf i  = -y o f f s e t  -  

R d の場合であるので， 

 

        
                 

                   
  

 
               

   

を満たす最大の j を求めれば良い．R c =125mm，R d =33mm，N=16，R o f f s e t =87mm

とすると，上式より j=1 が得られる．すなわち本加工条件における同時作用切れ

刃数は 1 と 2 の場合だけであり，この 2 つの場合が交互に繰り返されながら仕上

げ面が形成される．なお，一つの切れ刃のみが切削するときの回転角は，  

 

     
  

      
     

  

   
  

  
          

  
  

      
 

  

   
  

  
 

   

で与えられる範囲である．切れ刃 i の回転角が 2 .21 式の右辺に等しくなったとき

に，切れ刃 i+1 が切削を開始し，同時作用切れ刃数が 1 から 2 に増加する．この

際に，切削力が不連続に増加し，その結果レールの弾性変形とともに切込み量

が急激に増加し，うねりが形成 されるものと考えられる．そこで，うねりを解析的に

求め，切削力の変動によるうねりの形成機構を解明した．  

 前節で示したように，ガイドレールの頭部はばね定数 K w o r k のばねで弾性支持さ
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れており，ガイドレール頭部の中心と複合フライス工具の中心のずれによって左右

の工具に作用する切削力の差によって横方向に変位するものとする．同時に作

用する切れ刃の数が n の場合，フライス工具の軸方向の切削力は，  

 

         

 

   

                 
   

で与えられるので，切削点の y 方向座標 y k と，切削点での弾性変位 z k につい

て，  

   
  

     
 

 

     
       

 

   

                 
   

                

の関係を求めると，ガイドレール頭部の側面の直角度，うねりを解析的に求めるこ

とができる．この式からもわかるように，頭部の変位は，ガイドレールの剛性 K w o r k の

影響を受けている．以上の方法によって解析的に求められる頭部側面の断面形

状を概念的に Fig .2 .  14 に示す．2 .23 式からもわかるように，フライス工具の回転

角 fが変化すると弾性変位 z k も変化する．このため，例えば同時に作用する切れ

刃の数 n が 2 であっても，回転角 fの変化によってガイドレール頭部の変位が変化

し，頭部側面にうねりを生じる．  

 

 

 

F i g . 2 .  1 4  P ro f i le  o f  the  mach ined  sur face  o f  a  gu ide  ra i l  due  to  face  mi l l ing  

cu t te r.  
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2 .4  実験検証  

 2 .3 において検討したガイドレール頭部の二面幅精度，および側面の直角度に

ついて，実際にガイドレール素材を複合フライスを用いて両側同時切削加工を行

い，素材の曲 りや工作機械への取付け誤差 ，およびガイドレールの固定方法が

加工精度に及ぼす影響を実験検証する．  

 

2 .4 .1  実験方法  

 本 研究の実験で使用した工作機械は五面加工機である．加工機のテーブル

上にガイドレールのフランジ部を一定の間隔で固定した後，テーブルを長手方向

に送ってガイドレールを切削加工した．固定方法がレールの加工精度に及ぼす

影響を検討するため，Fig .2 .  15 に示すようにフランジの固定間隔を変化させた場

合，またマグネットチャックを利用した場合についても検討を行った．Fig .2 .  15 の

Ⅰは 500mmの間隔でフランジ部を加工機テーブルに固定した場合，Ⅱは 250mm

の間隔で固定した場合である．またⅢはマグネットチャックを使用 した場合を示し

ている．マグネットチャックは TECNOMAGNETE 社製の永電磁式のものであり，

90mm 四方のマグネットで埋めつくされており，固定間隔は 0mm と見なすことがで

きる．このマグネットチャックは，フランジの裏 面 が完全 に接 した場 合 に最大 で

1 .42N/mm
2 の吸着力が得られる．この場合，本研究で対象としている Fig .2 .  5 に

示したフランジ幅 89mm，長さ 5000mm の形状のガイドレールで計算すると，最大

で 631 ,900N の吸着力で固定することができる．図のⅠおよびⅡに示したように機

械的に固定した場合，例えば M20 のボルトとクランプを用いると，ボルト 1 本当り

の軸力としては 192 ,000N が得られる．ⅠとⅡにおけるクランプの個数を考慮すると

それぞれ，Ⅰは 4 ,244 ,000N，Ⅱは 8 ,064 ,000N の固定力を作用させることができる．

このため，マグネットチャックを用いた固定では，機械的に固定した場合と比較し

て吸着力は小さくなる．しかし，マグネットチャックにおいて吸着力が 631 ,900N の

場 合 ，鉄 系 材 料 の静 止 摩 擦 係 数 を 0 .5 と仮 定 すると横 方 向 に 631 ,900×

0 .5=315 ,950N の荷重が作用してもガイドレールを固定可能である．一般的にフラ

イス加工で作用する切削力は数 100 から数 1000N であり，十分な固定力が期待

できる．  

工具は直径 250mm，16 枚刃の正面フライスを，スペーサを介して 2 枚組合せ

たものであり，BT50 のフライスアーバに取付けて実験に供した．  

 加工条件を Tab le2 .  1 に示す．レール素材の頭部は仕上がり寸法に対して片

側 1 .5mm の切削代が設けられている．1 刃当りの工具送りは 0 .23mm/ too th  とし，

ダウンカットでレールの側面を切削した．加工の状況を Fig .2 .  16 に示す．  
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F i g . 2 .  1 5  Three  d i ff e ren t  f ix tu re  me thod s  of  a  gu ide  ra i l .  

 

 

T a b l e 2 .  1  Exper imen ta l  conf igu ra t ions .  

 

 

 

本研究では，レールの加工精度 として，頭部の二面幅寸法 と側面の垂直方

向の真直度 （以下，単に真直度と呼ぶ）を評価した．Fig .2 .  16 に示した頭部側

面 加 工 用 の複 合 フライスは，ツールプリセッタを用 いて切 れ刃 の振 れ回 りを

0 .003mm 以内に管理した．また正面フライスは直径が 250mm と大径であるため，

回転主軸と送 り軸 との直角度がレールの二面幅に影響を及ぼすことが懸念され

る．そのため，実験に当っては回転主軸と送り軸の直角度を 250mm の直径に対

して 0 .01mm 以内となるように調整した．二面幅の測定は，分解能 0 .001mm のマ
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イクロメータを用いて行った．また側面の真直度は Fig .2 .  17 に示すように，加工

機に接触式変位計を取付け，加工機の上下移動軸を利用して側面上を走査し，

その断面形状をペンレコーダに記録することによって測定した．さらに，切削力に

よるレール頭部の弾性変形について検討するため，頭部の倒れに対する剛性を

測定した．Fig .2 .  18 に示すように，ばねばかりを用いてレール頭部の上面および

端面から約 5mm の位置に荷重を加え，ダイヤルゲージを用いて変位を測定する

ことにより剛性を求めた．  

 

 
F i g . 2 .  1 6  Double  s ide  mi l l ing  of  a  gu ide  ra i l  w i th  a  s e t  o f  combined  f ace  

mi l l ing  cu t te rs .  

 

 

 

F i g . 2 .  1 7  Measurement  o f  the  s t ra igh tness  o f  a  mach ined  su r f ace .  
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F i g . 2 .  1 8  Measurement  o f  the  s t i ffnes s  o f  a  gu ide  ra i l .  

 

 

 また，複合フライス工具に作用する切削力を同定するために，Table2 .  1 に示し

たものと同一の切れ刃形状をもつ直径 100mmの正面フライスによって，ガイドレー

ルの頭部と同じ 33mm の幅の SS400 材を切削したときの，回転軸方向の切削分

力の最大値 F a m a x を測定した．この時の実験状況を Fig .2 .  19 に示す．立形マシ

ニングセンタのテーブル上に取付けられた切削動力計 (キスラー社製 9257B)の上

に，被削材を取付け，長手方向に切削加工した．  

 

 

F i g . 2 .  1 9  Measurement  o f  cu t t ing  fo rces  in  face  mi l l ing .  
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2 .4 .2  薄板長尺部材の剛性に対する固定方式の影響  

 Fig .2 .  15 に示した 3 種類の状態のそれぞれについて，ガイドレール頭部の横方

向の剛性 K w o r k を測定した．その結果を Fig .2 .  20 に示す．この図におけるⅠとⅡ

はガイドレールのフランジ部をそれぞれ 500mm 間隔，250mm 間隔で機械的にクラ

ンプした場合のガイドレール端部における曲げ剛性の測定結果を示している．ま

たⅢはマグネットチャックを使用し，フランジ部の裏面を吸着させた場合のガイドレ

ール端部における曲げ剛性を示している．この図から，500mm 間隔でクランプを

設置したⅠよりも，250mm 間隔としたⅡの方が剛性が高く，マグネットチャックを使

用すると端部における剛性はさらに向上し，500mm 間隔の機械的クランプと比較

して約 2 倍以上となることが分かる．  

 また，Fig .2 .  21 は，500mm 間隔で機械的クランプを設置したⅠと，マグネットチ

ャックを使用したⅢの状態において，ガイドレールの長手方向の頭部剛性の分布

を示 したものである．この図から，長手方向の端部においては，中央部すなわち

2500mm の位置と比較して，頭部剛性が 2 倍以上異なると言える．  

 

 

F i g . 2 .  2 0  S t i ffnes s  o f  a  gu ide  ra i l  a t  the  ex i t  end .  
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F i g . 2 .  2 1  Re la t ionsh ip  be tween  the  pos i t ion  and  s t i f fne ss  o f  a  gu ide  ra i l .  

 

 

機械的にクランプする場合 ，クランプ箇所が多いほどガイドレール頭部の剛性

は向上できるが，手作業による段取 りの場合は作業工数が多 くかかることになり

[2 -6 ]，また自動化する場合はガイドレールの種類 ，特にフランジの幅寸法に応じ

てクランプ位置を変化させるなどの必要があるため，多品種の量産に当っては課

題がある．しかし，マグネットチャックを用いるとガイドレールの寸法が変化してもフ

ランジ部の固定が可能であり，なおかつ高剛性にガイドレールを支持できるため，

量産加工に適していると言える．  

 

 

2 .4 .3  加工精度に対する素材精度の影響  

 Table2 .  1 に示した条件で，長さ 5000mm のガイドレールを加工し，頭部二面幅

寸法を測定した．この条件ではガイドレールおよびフライス工具のびびり振動は発

生せずに加工可能であった．その結果の例を Fig .2 .  22 に示す．直径が 250mm

の複合フライスで 33mm の高さの頭部側面を加工すると，Fig .2 .  22 の添え図に示

すように，切削開始からフライス全体がガイドレールに接触するまでの領域 A，フラ

イス全体がガイドレールに接触している領域 B，前方の切れ刃は切削を終了して

いるが後方の切れ刃がガイドレールに接触している領域 C に分類される．  

 

0

2

4

6

8

10

12

14

0 1000 2000 3000

曲
げ
剛
性

(×
1

0
7

N
/m

)

Position x (mm)

20001000 30000

Position x mm

×107

S
ti
ff

n
e

s
s

K
w

o
rk

N
/m

ⅠMechanical clamping

ⅢMagnetic clamping

Guide rail length 5000 mm



 

51 

 

F i g . 2 .  2 2  Examples  o f  the  wid th  change  ove r  the  l eng th  o f  gu ide  ra i l s .  

 

 

この図に示した 3 本の加工結果の例から分かるように，領域 A および B において

は二面幅に多少のばらつきがあるもののその分布には特徴的な変化は見られな

い．しかし領域 C においては，常に二面幅の急激な減少が観察される．2 .3 .2 で

説明したように，ガイドレール素材の曲 り等によって，ガイドレール中心が複合フラ

イス工具の中心に対して左側にずれている場合，領域 B において左側のフライス

工具の切削代が大きい状態となる．この状態で領域 C に入り，複合フライスの送

り方向前方の切れ刃が切削を終了すると，ガイドレール頭部の弾性変形が回復

し，左側のフライス工具の後方の切れ刃のみで切削が行われ，領域 C において

二面幅が減少していると考えられる．Fig .2 .  23 は Fig .2 .  22 における加工面の観

察結果の例を示している．この条件ではダウンカットで加工しているので，領域 B

では前方の切れ刃の切削痕が，領域 C においては後方の切れ刃による切削痕
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が加工面に形成されているものと考えられる．  

  

 

F i g . 2 .  2 3  Cu t te r  marks  in  the  re g ions  o f  B  and  C .  

 

 

次に，ガイドレール頭部と複合フライス工具の中心のずれ量  c e n t e r を変化させて

加工し，ガイドレール二面幅を測定した結果を Fig .2 .  24 に示す．図中のデータは

それぞれの条件について，ガイドレールを 3 本ずつ加工し，領域 A 及び領域 B な

らびに加工終端 (領域 C)における二面幅の平均値とばらつきをプロットしたもので

ある．領域 A および領域 B と加工終端におけるニ面幅平均値の差を とすると，  

は c e n t e r の増加に伴って増加している．すなわちガイドレールと複合フライスの中

心のずれが大きいほど，加工終端における二面幅減少量が大きくなると言える．  

本実験における頭部側面の直角度の測定結果を示す．Fig .2 .  25 は Fig .2 .  15  

(Ⅰ)に示したフランジ部を固定した場合の測定結果である．図中の L，R はそれぞ

れフライスの送 り方向から見て左側および右側の側面を示している．この図からガ

イドレールと複合フライスの中心のずれ量  c e n t e r の増大に伴って，側面のうねりも

増大していることがわかる．また側面にはほぼ 1 周期のうねりが形成されていること

が認められる．  
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F i g . 2 .  2 4  Re la t ionsh ip  be tween  the  dev ia t ion  of  the  cen te r  and  the  

mach ined  wid th  of  a  gu ide  ra i l .  

 

 

 

F i g . 2 .  2 5  Re la t ionsh ip  be tween  the  cen te r  devia t ion  and  the  s ur f ace  p rof i le  

e r ror s  by mechan ica l  c lamp ing .  

 

 

2 .4 .4  加工精度に対する固定方式の影響  

 2 .15 式および 2 .23 式に示したように，ガイドレール頭部の終端部における二面

幅誤差，および頭部側面の直角度は，ガイドレールの横方向の剛性 K w o r k に依
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存すると考えられる．一方で，Fig .2 .  20 に示したように，K w o r k はガイドレールフラン

ジ部の固定方式の影響を受けている．そこで次に，フランジ部の固定方式を変化

したときの二面幅減少量と，側面の直角度について検討した．  

 Fig .2 .  26 は，長さ 300mm のガイドレール素材を用いて，フランジ部を 150mm 間

隔で機械的にクランプした場合と，マグネットチャックを用いて固定した場合にお

いて，ガイドレール頭部の中心と複合フライス工具の中心のずれ量  c e n t e r を変化

したときの頭部二面幅を示したものである．この結果より， c e n t e r の増加に伴い，

二面幅の平均値は大きな変化は見られないものの，フランジ部を機械的にクラン

プした場合は二面幅のばらつきは増加している．一方で，マグネットチャックによっ

てガイドレールを固定すると，中心のずれ量  c e n t e r が大きくなっても，二面幅のばら

つきは機械的にクランプした場合よりも小さい．  

 Fig .2 .  27 は，マグネットチャックを用いてガイドレールを固定して加工したときの，

頭部側面の断面形状を測定した結果である．Fig .2 .  25 の結果と比較すると，明

らかにうねりは低減している．  

 この Fig .2 .  25 と Fig .2 .  27 の結果 では，加 工 面 にうねりの他 に最大 で約

0 .015mm の高さの凹凸が認められる．本実験条件では複合フライス工具の 16 枚

の切れ刃の振れ回りをツールプリセッタ上で 0 .003 mm と管理した上で実験を開始

しているが，工作機械の主軸に搭載する際に振れ周 りを生 じ，その影響が表面

粗さの悪化となっているものと考えられる．  

 

 

 

F i g . 2 .  2 6  E ffec t  o f  t he  c lamping  method  on  the  dev ia t ion  of  the  mach ined  

wid th  of  a  gu ide  ra i l .  
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F i g . 2 .  2 7  Improvement  o f  the  p rof i le  e r ro rs  o f  machined  sur face  by 

magne t ic  c l amp ing .  

 

 

2 .4 .5  連続加工における加工精度の検討  

 本 研究では，エレベーター用ガイドレールの量産加工への複合フライス工具の

適用を目的としている．ガイドレール頭部の二面幅寸法は複合フライス工具の相

対する切れ刃の間隔に依存する．このため切れ刃の摩耗が進展すると，切れ刃

先端は当初の位置よりも後退すると考えられる．このため量産加工においては，

加工継続に伴って，二面幅が拡大 していくことが予想 される．そこで次に，長 さ

5000mm のガイドレールを連続加工して，二面幅を測定した結果を Fi g .2 .  28 に

示す．本実験では，工作機械上でのガイドレール素材の固定位置が毎回同一

によるようにし，かつガイドレール素材の曲 りも矯正 して固定した．頭部の二面幅

はマイクロメータを用いて 500mm 間隔で測定し，その平均値とばらつきを示してい

る．この結果，10 本目程度までは，二面幅の平均値およびばらつきともに若干増

加しているが，それ以降は 40 本まで連続加工しても，平均値およびばらつきとも

に大きく変化しないことがわかった．   

 

 =0 mm  =0.5 mm =1.0 mm

5mm

0.02mm

L R L R L R

0.014 0.011 0.012 0.012 0.015 0.012



 

56 

 

F i g . 2 .  2 8  Mach ined  wid th  in  con t inuous  machin ing  o f  gu ide  r a i l s  o f   

5000mm leng th .  

 

 

 Fig .2 .  29 は，40 本連続加工した後の左右のフライス工具において，それぞれの

16 枚の切れ刃の主切れ刃及びさらえ刃の逃げ面摩耗幅を示したものである．加

工面に対して 45°傾斜した主切れ刃の逃げ面摩耗幅は 0 .05mm から 0 .34mm と

ばらつきが大きい．一方で，加工面に平行なさらえ刃における逃げ面摩耗幅はほ

とんどの切れ刃において 0 .1mm から 0 .12mm とほぼ一定である．本研究で使用し

たフライス工具における逃げ角を=7°として，さらえ刃の逃げ面摩耗幅 VB=0.10  

mm に対する切れ刃後退量  e d g e は Fig .2 .  30 に示すように，  

 

                          

程度であり [2 -7 ]，十分小さいといえる．  

以上の結果から，長さ 5000mm のガイドレールを連続して 40 本まで切削加工

しても，ばらつきと工具摩耗による切れ刃後退を含めて 0 .03mm 程度とすることが

でき，複合フライス工具によって Fig .2 .  5 に示したニ面幅精度を十分に満足でき

ることがわかった．  
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F i g . 2 .  2 9  Flank  wea r  o f  the  cu t t ing  edges  a f te r  mi l l ing  40  gu ide  ra i l s .  

 

 

 

F i g . 2 .  3 0  Schema t i c  d iagram o f  the  c u t t ing  edge  geome tr y.  

 

 

2 .5  考察  

2 .5 .1  複合フライス加工における二面幅精度   

 Fig .2 .  31 は，Fig .2 .  19 の方法によって，軸方向切込み量 A d を変化したときの

軸方向切削力の最大値 F a m a x を示したものである．この図からわかるように，軸方
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向切込み量 A d を 0 .25mm から 1 .5mm と増加すると軸方向切削分力 F a m a x は比

例的に増加する．しかし比例関係を表す直線は原点から大 きくはずれ，切込み

量が 0 のときに 81 .7N と大きな値をとる．結果より，K a m a x =149.9  N/mm =1.49×

10
5
 N /m ，F w a =81.7  N  となる．また，Fig .2 .  20 の結果より，ガイドレールのフラン

ジ部を 500mm 間隔で機械的にクランプしたときの端部における横方向の剛性は

K w o r k =1 .8×10
7
 N /m であるので，2 .15 式によってガイドレール終端部における二

面幅の減少量 a を計算できる．Fig .2 .  32 の線 i は，ガイドレール中心と複合フラ

イス工具の中心のずれ c e n t e r に対する領域 C での二面幅減少量を示したもので

ある．また，図中のプロットは長さ 5000 のガイドレールにおける測定結果である．実

際の頭部二面幅減少量には，ガイドレール素材の曲りだけでなく，頭部の倒れや

表面 粗 さなど不 確定 な要 因 による定 常 誤 差 があると考 えられる．本 研 究 では

Fig .2 .  22 における誤差の最大値を定常誤差の範囲と考えて上記の結果に加算

し，Fig .2 .  32 の線 i i を求めた．実測値 （平均値と誤差棒 ）は線 i i の下にあり，こ

の線を誤差の予測に使用できる．   

 

 

F i g . 2 .  3 1  Re la t ionsh ip  be tween  the  ax ia l  dep th  of  cu t  and  cu t t ing  fo rce .  
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F i g . 2 .  3 2  Re la t ionsh ip  be tween  the  dev ia t ion  of  the  cen te r  and  the  wid th  

reduc t ion  a t  the  ex i t  end  of  gu ide  ra i l .  

 

 

以上の結果より，ガイドレール素材と複合フライス工具の中心ずれを防止しても，

定常的な誤差によってある一定値以上には精度を向上できない．しかし，定常誤

差は要求される誤差 0 .05  mm より十分に小さいこと，Fig .2 .  32 の線 i のように二

面幅の減少には c e n t e r に対する不感帯が存在するため， c e n t e r  を領域 C におい

て F w a  /2K a m a x  以下，本研究の場合 0 .27  mm 以下に管理できれば，0 .014mm 

以内の極めて良好な加工精度を維持できることが分かった．  

 

2 .5 .2  複合フライス加工における直角度  

Fig .2 .  33 はⅠからⅢのクランプ方法において前述の方法によって解析を行っ

た頭部側面の断面形状を示している．ガイドレール素材と複合フライス工具の中

心のずれ量  c e n t e r  はいずれの場合も 1mm としている．ガイドレール頭部は平行に

変位するものと仮定しているが，解析においても下部から約 10mm の位置におい

て変曲点を持つ 1 周期のうねりが形成されており，上記の仮説を裏付けられた．  

Fig .2 .  34 にⅠおよびⅢの方法でレールを固定したときの，ガイドレール素材とフラ

イス工具の中心のずれと，端部での真直度の関係を示す．同図では先述の方法

で得られた断面形状から求まるうねりに定常誤差の範囲として 0 .014mm を加え，

実験結果 と比較した．その結果 ，いずれの場合も定常誤差を想定したⅠおよび

Ⅲの直線の下に実測値がほぼ存在するため，これらの直線は実際の誤差の予測

に利用できると言 える．したがって，Ⅲ以上のクランプ剛性 ，すなわち， 5 .1× 10
7
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N/m 以上のクランプ剛性があれば，真直度に対しても 0 .014 mm 以内の極めて良

好な加工状態を維持できることが分かった．  

 

 

 
F i g . 2 .  3 3  Anal ys is  o f  the  su r face  p ro f i le  e r ro r  fo r  th ree  c lamp ing  me thods .  

 

 

 

F i g . 2 .  3 4  Re la t ionsh ip  be tween  the  dev ia t ion  of  the  cen te r  and  the  p rof i le  

e r ror  a t  t he  ex i t  end  o f  gu ide  ra i l .  
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2 .6  工業製品への適用  

 本 研究では，複合フライス工具による両面同時加工において，二 面幅精度 ，

直角度を考慮して 0 .05mm の加工精度で量産加工できる方式を開発した．エレ

ベーターの載 りかごおよび釣合い錘は，建築物に接地されたガイドレール上を走

行しており，1 基当たり数十本のガイドレールが使用されている．エレベーターの乗

りかごの駆動案内であるガイドレールは，乗 り心地や非常時の制動性能等の要

求から高い品質が要求されており [2 -8 ,2 -9 ]，本技術もその量産加工技術で貢献

している．本研究の結果を適用し，従来のプレーナ加工と比較して約 6 倍の能率

での加工が可能になった．  

 

 

2 .7  結言  

本研究では，プレーナによるエレベーター用ガイドレールの頭部切削加工時間

が長いという問題を解決するために，頭部側面のフライス加工の適用を検討した．

このために，複合フライス工具による薄板長尺部材加工における切削力 と加工

誤差の予測モデルを構築した．これにより，ガイドレール頭部の左右側面の同時

加工における頭部二面幅の誤差と頭部側面のうねりの形成 メカニズムの解明と，

加工精度の向上を検討し，以下のことがわかった．  

1 )ガイドレールとフライス工具の中心のずれによって，切削加工中に頭部の左右

側面に作用する切削力の大きさが異なり，ガイドレールを弾性変形させる．  

2 )中心のずれがある場合 ，フライス工具の送 り方向の前方の切れ刃が切削を終

了した後 ，後方の切れ刃が再度一面のみを切削するため，ガイドレールの二

面幅が減少する．  

3 )切削が終了する領域において，中心のずれ量が大きい程二面幅の減少量は

大きくなるが，フライス工具の軸方向切削力は切込みに依存しない成分があり，

一定値以下の中心のずれ量では二面幅減少量は大きくならない．  

4 )同時に作用する切れ刃数の変化によって，側面にうねりが形成されるモデルを

構築し，実測値と予測値を比較した．この結果 ，中心のずれ量，剛性がうねり

に及ぼす影響を解明した．  

5 )高精度な加工を実現するための中心のずれとクランプ剛性に対する基準値を

明らかにした．  

6 )加工面に平行なさらえ刃における逃げ面摩耗は小さく，長さ 5000mm のガイド

レールを 40 本まで連続加工しても，二面幅の精度は 0 .03mm 以内とすること

ができることを明らかにした．  
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第 ３章  小径ボールエンドミルによる微細穴形状の高速 ・高精度加工  

3 .1  高硬度材料の切削加工における課題  

工作機械の主軸回転や送りの高速化，位置決め精度などの向上，切削工具

素材の超硬合金やコーティング技術などの進歩は目覚しく，従来切削困難 とさ

れてきた難削材料や微小な寸法形状の高精度な CNC(Compu te r  Numer ica l  

Contro l )  加工が可能になってきている．特にプラスチック部品などの大量生産を

支える金型は，荒加工を行ってから熱処理によって材料硬度を上げた後 ，仕上

げ研削を行 うのではなく，焼入れ済みの材料に直接切削加工することで工数の

削減が図られるようになった [3 -1 ,3 -2 ]．更に材料技術の進歩により，材料強度と

被削性の両方を向上する金型材料の開発も進められており，ロックウェル硬さで

HRC50 を超えるプレハードン鋼の直接切削が可能になってきている．しかし一方

で，微小な寸法形状の加工においては，折損などによる工具寿命の劣化や加工

精度確保など解決すべき課題は多い．本研究では HRC58 の焼入れ鋼の小径ボ

ールエンドミル加工において，加工条件を適正化することにより工具寿命と加工

精度を向上することを目的としている．  

本研究で対象としているのは Fig .3 .  1 に示した樹脂部品成形用に用いる金型

の一部であり，Fig .3 .  2 に示す断面形状の小径テーパ穴の加工である．金型表

面での直径は 1 .976  mm，深 さは 2 .5  mm であり，穴の底面部は半径 0 .85  mm の

球面形状となっている．Fig .3 .  3 に示す従来の加工法では，はじめにセンタドリル

加工の後 ，ドリルでの穴加工を行 う．穴形状を反転したテーパ付きボールエンドミ

ルを回転軸方向に送ることでテーパ穴形状をプランジ加工する．その後熱処理し

て，ゴム砥石で表面の仕上げを行 う．この方法では，穴内面のプランジ加工によ

って加工面にむしれが発生し，表面粗 さが悪 くなる場合が生じる．またテーパ形

状に合わせてエンドミルを製作する必要があるため，工具製作による工期が長 く

なるという問題がある．そこで本研究では，標準の超硬合金ボールエンドミルを用

いて焼入れ済みの素材に直接テーパ形状および球面形状を創成加工すること

で，工期を大幅に短縮することを検討した．加工形状に成形したテーパ付きボー

ルエンドミルを用いるのでなく，Fig .3 .  4 に示したように切れ刃が円弧状のボールエ

ンドミルを，加工形状に沿って螺旋状に移動させてテーパ形状を創成することで，

市販の標準超硬合金工具で加工でき，工具製作に要する期間の短縮が可能

である．  

エンドミル加工における超硬合金材質や加工条件の検討に関しては多くの研

究がなされており，通常はダウンカットとすると切れ刃の被削材への食い付きが良

く，工具寿命が長いことが見出されている [3 -3 ,3 -4]．このため，はじめに本研究で

は当初 Fig .3 .  2 のテーパ穴の加工においてダウンカットを採用した．しかし，要求

される高能率な加工においては数穴の加工で工具折損が生じるため，工具交換
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の頻度が高くなる問題が生じた．工具交換の頻度が高いと，工具コストが増大す

るだけでなく，工具ホルダへのエンドミルの取付け作業や計測などの工数が増加

する．また，作業者による加工状況の監視も必要となるので，工具寿命の向上が

必要である．本研究は，NC 工作機械による無人加工の目安として，少なくとも 1

時間以上の連続運転を目標として，小径テーパ穴のヘリカル加工の高能率かつ

高精度な加工条件を検討した．特に加工条件のうち，工具送りの旋回方向が工

具寿命および加工精度に及ぼす影響について新たな発見と知見が得られた．  

 

 

 

F i g . 3 .  1  Schema t ic  d iag ram o f  a  mo ld  wi th  sma l l  tape red  pos i t ion ing  ho le s .  

 

 

 

F i g . 3 .  2  Smal l  tapered  ho le  to  be  mach ined .  
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F i g . 3 .  3  Convent iona l  mach in ing  process  o f  a  t ape red  ho le .  

 

 

 

F i g . 3 .  4  Hard  mach in ing  of  a  tapered  ho le  by he l ica l  feed ing  o f  a  s lender  

ba l l  end  mi l l .  

 

 

3 .2  ボールエンドミルによる微細穴形状加工における加工精度予測モデル  

3 .2 .1  ボールエンドミルによる微細穴形状加工における切削力予測モデル  

 本研究では，ボールエンドミルのヘリカル加工によってテーパ穴を形状創成する

場合の加工精度を予測するため，切削力の予測方法を検討した．   

 はじめに，ヘリカル加工における切削領域を幾何学的に解析する．ヘリカル加

工を行う場合，回転するエンドミルを旋回させながら z 軸負の方向に切込んで行

くが，旋回方向としては z 軸正の方向から見たときに時計回りの場合 (CW)と反時

計回 り (CCW)の場合がある．時計回 り (CW)の場合は，加工面をアップカットで仕

上げ，反時計回 り (CCW)の場合は加工面 をダウンカットで仕上げることとなる．  

Fig .3 .  5 は時計回り (C W)の方向にボールエンドミルを送り，ヘリカル加工を行った
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場合の例を示したものである．ボールエンドミルは旋回送 りに伴って，軸方向すな

わち z 方向に切込まれて行くので，加工面に形成される溝は送りに伴い幅が広が

って行 くこととなる．このボールエンドミルの切 削領域 を幾何学的 に検討する．

Fig .3 .  6 は，Fig .3 .  5 における断面を示したものである．この図に示したように，ボ

ールエンドミルの工具半径を R c，ヘリカル加工における旋回半径を R o とする．ボ

ールエンドミルの球の中心を原点として，z の高さの位置にある切れ刃 P を含む面

を考える．半径 R o  で y 軸方向から時計回りに工具中心が旋回し，旋回角度 2p

の位置，すなわち工具中心が y 軸上にある状態を考える． はボールエンドミルの

先端からの切れ刃 P の位置であり，ボールエンドミルの球の中心 O と点 P を結ぶ

直線が z 軸となす角度である．  

 次に Fig .3 .  7 において，ボールエンドミルの工具中心は y 軸上にあり，切れ刃上

の点 P は y 軸からfだけ回転した位置にあるものとする．また，この図においてボー

ルエンドミルがすでに通過した部分は，材料がすでに除去されているので，点 P が

y 軸から時計回りに回転しながら材料を除去する領域は図中の太線で示した部

分となっている．  

ボールエンドミルが 1 周旋回した際に，工具中心の y 軸方向からの旋回角度

における工具回転中心 C において，切れ刃の半径は R r ( , )であり，C を中心

として半径 R r ( , )の円弧の包絡線の内側はすでに材料が除去されている．  

 

 

F i g . 3 .  5  Machined  sur f ace  by he l ica l  mi l l ing  wi th  ba l l  end  mi l l .  
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F i g . 3 .  6  Cross  sec t ion  of  he l i ca l  mi l l ing  wi th  ba l l  end  mi l l .  

 

 

 

F i g . 3 .  7  Cu t t ing  a rea  in  he l ica l  mi l l ing  wi th  a  ba l l  end  mi l l .  
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ここで，点 P が回転する際の y 軸からの角度をf，回転半径を R r  ( , 2p)=R c・

s in  として，点 P の座標 P (p x ( ,f )  ,  p y ( ,f ) )について，  

 
 
                            

 
 
                            

また，ヘリカル加工の送りピッチを p h として，ボールエンドミルが y 軸から時計回り

に旋回した位置における工具回転の中心 C(c x ( , ) ,c y ( , ) )，および回転半

径 R r ( , )について， 

 

                       

                       

                      
  
             

 
  
   

  

  

   

である．点 P が切削領域にあるのは，工具回転の中心 C(c x ( , ) ,c y ( , ) )から半

径 R r ( , )  (0≦≦2p )  の円弧の外側にある場合であるので，  

 

    
 
                

 
    

 
                

 
                                 

   

を満たす場合に，g ( ,f )=1  とする．は工具が 1/2 回転自転する間に公転する

角度である．点 P が切削領域にない場合は g ( ,f )=0  とする．  

以上の方法によって，点 P (p x ( ,f )  ,  p y ( ,f ) )  (0≦≦p / 2，0≦f≦2p )ついて

切削領域内にあるかどうか，すなわち g ( ,f )の値を調べた．ボールエンドミルの半

径を 0 .5mm，ヘリカル加工における旋回半径を 0 .4mm，ヘリカル送 りピッチを

0 .05mm として，CW(アップカット )および CCW(ダウンカット )の場合について計算し

た．計算のために，ヘリカル加工におけるボールエンドミルの旋回運動の回転角を

l+1 個に分割，ボールエンドミルの球面の高さを m+1 個に分割し，さらにボールエ

ンドミルの回転角度について n+1 個の要素に分割して離散化する．また，ヘリカ

ル加 工 における送 り方 向 を考 慮 するために， CW(アップカット )の場 合 に 1 ，

CCW(ダウンカット )の場合に -1 の値をとる変数 c を導入し， i , j ,k を整数として，  

      
  

 
                 

   

 
  
    

   

 
                 



     
  

 
                    



とした．ここで，はボールエンドミルの切れ刃回転の初期値である．このときに，   



 

68 

       
  
  

  
 

  

                  
   

である．このため，3 .1 式から 3 .6 式は，以下のように書くことができる．  

 
 
   ，                            

 
 
   ，                            

     ，                    

     ，                    

     ，                  
  
              

  
  

 
 
 

  

  

   

   
 
   ，           ，    

 
   

 
   ，           ，    

 

        ，          

   

i， j，k を 3 .7 式の範囲で変化させて，この 3 .1 4 式を満たす場合に g ( i ,f j )=1 とし

た．本研究では， l=360，m=45，n=360 として計算を行った．3 .6 式におけるは

工具が 1/2 回転自転する間に公転する角度であるが，後述する加工条件におい

て，ボールエンドミルの回転数を 9000min
- 1，送 り速度を 50mm/min，旋回半径を

0 .4mm としているので，  

   
       

         
                      

   

となる．このため，は 2p / l と比較して非常に小さな値であり，以後無視する．  

以上の方法による計算結果を Fig .3 .  8 および Fig .3 .  9 に示す．Fig .3 .  8 はヘリ

カル加工の送り方向が CW(アップカット )の場合であり，Fig .3 .  9 は CCW(ダウンカ

ット )の場合である．図中の青色で示した部分が切削領域，すなわち g ( i ,f j )=1 と

なる範囲である．この図から，どちらの場合も穴の中心側と比較して外側における

切削領域が広くなっていると言える．以上の検討により，ボールエンドミルによるヘ

リカル加工の切削領域を三次元で把握することができた．  

 次に，この切削領域と，ボールエンドミルの回転に伴う，切れ刃の幾何学的な干

渉を検討する．ボールエンドミルの切れ刃上の点の座標計算を可能にするため，

切れ刃を写真観察し，Fig .3 .  10 に示したように切れ刃形状を次式で近似した．  

 

                                           

この図に示したように，ボールエンドミルの切れ刃は中心部において x 方向に

0 .05mm オフセットしている．切れ刃稜線を m+1 個の微小要素に分割したときの

切れ刃稜線上の点 P i (p x i ,  p y i ,  p z i )  (0≦ i≦m )について，ボールエンドミルの切れ

刃は半径 R c の球面上にあるので，  
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   -   

  -   
  
  -   

  
        

   

である．   

 

 

 

F i g . 3 .  8  Cu t t ing  a rea  in  he l ica l  mi l l ing  (Up mi l l ing ) .  
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F i g . 3 .  9  Cu t t ing  a rea  in  he l ica l  mi l l ing  (Down mi l l ing ) .  
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F i g . 3 .  1 0  P ro jec ted  cu t t ing  too l  edge  of  the  ba l l  end  mi l l  on  x -y p lane  and  

i t s  approx ima t ion  curve .  

 

 

3 .7 式で与えられる p z i に対して，この 3 .16 式および 3 .17 式を満たすように p x i ,  p y i

を解き，ボールエンドミルの切れ刃形状を定めた．このときに，x -y 面内に投影され

る切れ刃稜線において，点 P i の中心刃からの角度，すなわち位相遅れ量 df i は

下記にて計算される．  

 

          
-    

  
    

  
   (0≦ i＜m )  

                ( i=m )  

   

 

ここで，ボールエンドミルの Fig .3 .  10 の状態からの時計回りの回転を，有限個の

n+1 個に分割したときの回転角 f j  =2p j /n  +  (0≦ j≦n ,  は回転角の初期値 )に

おける点 P i (p x i ,  p y i ,  p z i )について，3 .15 式は 0≦≦2pの範囲において， 

 

                                    
 
                                     

 
               

   

を満たす場合に，g ( i ,f j )=1  とする．  

 Fig .3 .  10 の状態，すなわちボールエンドミルの最外周が加工面 (y 軸方向 +側の

面 )を仕上げる状態をf=0 rad として，時計回りにボールエンドミルが回転するもの
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とする．ボールエンドミルの回転角と切れ刃の位置関係は Fig .3 .  11 に示した． 

本研究では切れ刃稜線の分割を m=45，ボールエンドミルの 1 回転の分割を

n=360 として，ボールエンドミルの回転角 f j と，1 枚の切れ刃の切削領域の関係

を求め，Fig .3 .  12 に示した．ヘリカル加工における送り方向を時計回り (CW)すな

わちアップカットとした場合は=-p / 2，反時計回り (CCW)すなわちダウンカットの場

合は，=-3p /2 として計算した．この図より，ボールエンドミルの切れ刃にはねじれ

があるので，時計回 り (CW)の場合と，反時計回 り (CCW)の場合では回転に伴 う

切削領域の変化は単なる対称とはならないことがわかる．Fig .3 .  12(a)において，

時計回り (CW)すなわちアップカットの場合，切れ刃はf= -p / 2  r ad から切削を開始

し，f=0 rad において穴の内面を切削した後，切削に関与している切れ刃の領域

が減少し，その後 f=p /2  rad 近傍より，穴中心部の凸部を切削する．アップカット

の場合においては，ボールエンドミルの回転角がf=0 rad において穴の内面を仕

上げる際に，切れ刃のほぼ全域が切削領域にあると言える．一方で Fig .3 .  12(b )

において，ダウンカットの場合，切れ刃は=-3p / 2 から切削を開始し，穴中心部の

凸部を切削した後，切削に関与している切れ刃の領域が減少し，f=0 r ad におい

て穴の内面を切削する．ダウンカットにおいては，穴の内面を仕上げる際に切削

領域にある切れ刃は約 =60°から=90°近傍のみであり，アップカットの場合 と

比較して切削に関与している切れ刃の領域は小さいと言える．  

 

 

 

F i g . 3 .  1 1  Def in i t ion  of  too l  revo lu t ion  ang le .  
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       (a )CW(Up mi l l ing)             (b )CCW(Down mi l l ing)  

F i g . 3 .  1 2  Cu t t ing  a rea  fo r  a  too l  revo lu t ion  in  he l ica l  mi l l ing .  

 

 

次に，ボールエンドミルの切れ刃の各部に作用する切削力の大きさ，および方

向について次の様に定める．Fig .3 .  13 に示したように，切れ刃上の点 P i に作用

する主分力 F t i は，x -y に平行な平面内において切削速度の反対方向に作用す

るものとする．また，背分力 F n i は，球面の中心に向かって作用するものとする．点

P i が切削領域にある時の切取り厚さ h ( i ,f j )は，次式で表される．   

 

                                        

また，切れ刃長さ dL i は， 

 

                    
 
    

    
  
  
 
 
    

    
    

  
 
 
 

   

で表される．  

ボールエンドミルの Fig .3 .  10 の状態からの回転角がf j であるときに，工具に作

用する主分力，背分力はそれぞれ， 
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   

 

で表 されるものとする．ここで，VB は工具の逃げ面摩耗幅であり，K t c，K t e，K t w，

K n c，K n e，K n w はそれぞれ工具形状，工具材質，被削材質の組合わせで決定さ

れる定数である．また，主分力，背分力共に x 軸および y 軸正の方向を正の方向

とする．  

 

 

 

F i g . 3 .  1 3  Cu t t ing  fo rce  d i rec t ion  in  he l ica l  mi l l ing  wi th  a  ba l l  end  mi l l .  

 

 

ボールエンドミルの切れ刃が 2 枚であり，位相がpだけずれているとすると，ボール

エンドミルに作用する切削力は，  

 

         

     
     

     
   

       
       

       
       

            
          

 

   

      
              

            

 

   

 

   

である．  
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本研究で対象としている高硬度材料の上記定数として，本研究では K t c =2000  

N/mm
2，K t e =10  N/mm，K t w =2000 N /mm

2，K n c =1000 N/mm
2，K n e =10 N/mm，

K n w  =2000  N/mm
2 とした．以上の解析条件をまとめて Table  3 .  1 に示した．  

 

 

T a b l e  3 .  1  Ana lyt i ca l  conf igu ra t ions .  

 

 

 

3 .2 .2  加工条件と切削力および加工精度の相関  

3 .2 .2 .1  工具送 り方向と切削力および加工精度の相関  

初めに，この Table  3 .  1 を標準条件として，工具送り方向を CW(アップカット )，

および CCW(ダウンカット )の場合について計算した．また，工具の逃げ面摩耗幅

VB を，0mm，0 .01mm，0 .02mm と変化させて計算した．この結果を Fig .3 .  14 お

よび Fig .3 .  15 に示した．  

ヘリカル加工において，穴の底部を除けば切れ刃の最上部が加工した部分が

最終的に加工面となる．加工中に作用する切削力によってボールエンドミルが弾

性変形し，加工誤差を生じるとすると，切れ刃の最上部が加工面を仕上げる時

の切削力が分かればよいと考えられる．Fig .3 .  14 において，逃げ面摩耗幅が

VB=0 mm のとき切れ刃が加工面を通過し，仕上げる回転角すなわち f=  rad で

は y 方向の切削力は F y=0 .50  N であるが，回転進みf=  r ad を超えると急激に

減少し，F y= -0 .48  N と切削力の作用方向が逆転する．f=  rad の状態において，

Ball end mill

Diameter f 1 mm (Radius 0.5mm)

Under neck length 2.5mm

Stiffness of tool Ktool 9.21×105 N/m

Ktc 2000 N/mm2

Kte 10 N/mm

Ktw 2000 N/mm2

Knc 1000 N/mm2

Kne 10 N/mm

Knw 2000 N/mm2

Helical feed pitch 0.05 mm

Radius of helical feed 0.4 mm

Feed rate 0.002 mm/tooth

Feed direction CW(Up milling) ,

CCW(Down milling)

Cutting tool

Cutting force

constants

Cutting conditions
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切れ刃が加工面を仕上げるとすると，Fig .3 .  14 より y 軸の正の方向に切削力が

作用するので，エンドミルは加工面側に弾性変形し，穴径が拡大することになる．

また，工具の前逃げ面摩耗幅 VB が 0 .01mm，0 .02mm と増大した場合において

も，f=  rad の回転角において，F y はそれぞれ 1 .3N，2 .1N である．一方で x 方向

には y 方向よりも大きな力が作用しており，逃げ面摩耗幅 VB=0mm において，

F x=8 .0N となっている．また，逃げ面摩耗幅が 0 .01mm，0 .02mm と増加すると，F x

も 23 .4N，38 .7N と増加する．  

 同様に Fig .3 .  15 に示したように，ヘリカル送りの方向が CCW すなわちダウンカ

ットの場合，回転角がf=0 rad において y 方向には F y= -3 .9  N と，CW の場合と

比較して絶対値が大きく，y 方向に負の向きの切削力が作用している．また，逃

げ面摩耗幅 VB が 0 .01mm，0 .02mm と増大した場合には，F y も -11 .7N， -19 .4N

と絶対値が増大する．切削力は y 方向の負の向きに作用しており，穴径が縮小

することになる．  

 

 

 

F i g . 3 .  1 4  Cu t t ing  fo rces  ana lyt i ca l ly  ob ta ined  fo r  C W cu t t ing  d i r e c t ion (U p  

mi l l ing) .  
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F i g . 3 .  1 5  Cu t t ing  fo rce s  ana lyt i ca l ly  ob ta ined  for  CCW cu t t ing  

d i r ec t ion(Down mi l l ing)  

 

 

 次に，ボールエンドミルのばね定数を加工機上で測定し，回転中の工具変位の

を計算した．工具の曲げ剛性 K t o o l  は，加工機上で切削動力計に取付けたナイ

フエッジで工具先端を押しながら力を測定し，同時にダイヤルゲージを用いて工

具の変位を測定することで求めた．この結果，工具曲げ剛性として

K t o o l=9.21×10
5
 N /m とした．Fig .3 .  16 はヘリカル加工の送り方向が CW(アップカ

ット )の場合の工具中心の変位のリサジュー曲線を示している．Fig .3 .  16 において，

ボールエンドミルの回転方向は時計周りであり，工具の送り方向は x 軸正の方向

である．この図からエンドミルの 1 回転の間はほぼ常時 y 軸正の方向に変位して

いると言える．また工具摩耗の増大に伴い，平均的な位置，および変位振幅とも

に増大している．  
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 Fig .3 .  17 はヘリカル送り方向が CCW(ダウンカット )の場合の変位のリサジュー曲

線を示したものである．この図において，エンドミルは時計回りに回転しており，ヘリ

カル送りによって工具は x 軸負の方向に移動する．この結果から，送り方向が

CCW(ダウンカット )の場合，エンドミルの 1 回転の間常時 y 軸負の方向，すなわち

加工面から離れる方向に変位していることがわかる．また，工具摩耗の増大に伴

い，平均的な変位，変位の振幅ともに大きくなっている．また，CW の場合よりも y

方向の変位が大きくなっていると言える．  

 

 

 

F i g . 3 .  1 6  Li s sa jous  curves  o f  too l  d i sp lacemen t  in  C W (Up  mi l l ing ) .  

 

 

 

F i g . 3 .  1 7  Li s sa jous  curves  o f  too l  d i sp lacemen t  in  CCW (Down mi l l ing) .  
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Fig .3 .  18 は以上の計算結果にもとづき，切れ刃 P i が x 軸を通過するときの変

位をもとに，ボールエンドミルが切削した断面形状を示したものである．この結果か

ら，CW(アップカット )の場合は底面側 (ボールエンドミルの先端側 )ほど誤差が大き

くなっていることがわかる．一 方 で CCW(ダウンカット )の場 合 は中 央 部 (高 さ

-0 .25mm)近傍での誤差が最も大きくなっている．  

 以上の検討結果により，ボールエンドミルによるヘリカル加工においては，送 り方

向が CW(アップカット )の場合はボールエンドミルが加工面側に変位し，穴径は大

きくなると考えられる．一方で，CCW(ダウンカット )の場合は，加工面と反対方向

にボールエンドミルが変位するため，穴径は小さくなると考えられる．  

 

 

F i g . 3 .  1 8  P ro f i l e  e r ror  o f  the  su r f ace  mach ined  wi th  a  ba l l  end  mi l l  in  CW 

feed  d i rec t ion  (Up mi l l ing) .  
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F i g . 3 .  1 9  P ro f i le  e r ror  o f  the  sur face  mach ined  wi th  a  ba l l  end  mi l l  in  CCW 

feed  d i rec t ion  (Down mi l l ing) .  

 

 

3 .2 .2 .2  ヘリカル送 りピッチと切削力および加工精度の相関  

 次に，ヘリカル加工の加工条件として，Fig .3 .  6 に示したヘリカル送りのピッチ p h

を変化 させて，加工条件 と切削力 ，および加工精度への影響を検討した．ボー

ルエンド ミルの切 れ刃 の逃 げ面 摩 耗 幅 は，定 常 的 な加 工 状 態 を想 定 して

VB=0.01mm とした．  

旋回半径 R o は 0 .4mm，ヘリカル送り方向を CW(アップカット )と固定し，ヘリカ

ル送りのピッチ p h を 0 .02mm，0 .05mm，0 .1mm と変化とした場合の切削力，工具

中心の変位のリサジュー曲線，および加工面の誤差を Fig .3 .  20，Fi g .3 .  21，およ

び Fig .3 .  22 に示す．Fi g .3 .  20 の結果からヘリカル送りのピッチ p h を変化すると，

切削力の振幅が大きくなる傾向が認められる．  Fig .3 .  22 に示した結果から，ヘリ

カル送りのピッチ p h を 0 .05mm から 0 .1mm と大きくするとボールエンドミル先端す

なわち z が -0 .5mm に位置においては加工面の誤差が大きくなるものの，穴の内

径を決定する位置すなわち z が 0mm の位置においては加工面の誤差は約

0 .0014mm とほとんど変化が認められない．一方で，ヘリカル送 りのピッチ p h を

0 .02mm と小さくすると z が 0mm の位置においては加工面の誤差は -0 .0014mm

となり，穴径が縮小すると言える．  
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F i g . 3 .  2 0  Re la t ionsh ip  be tween  he l ica l  feed  p i tch  p h  and  Cut t ing  fo rce s  

ana l yt ica l ly  ob ta ined  for  CW(Up mi l l ing ) ,  V B=0.01mm,  and  he l ica l  feed  

rad ius  R o =0.4mm.  
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F i g . 3 .  2 1  Re la t ionsh ip  be tween  he l ica l  feed  p i tch  p h  and  Li ssa jous  cu rves  

o f  too l  d isp lacemen t  fo r  CW(Up mi l l ing ) ,  f l ank  wea r  VB=0.01mm,  and  

he l ica l  feed  rad ius  R o =0.4mm.  

 

 

 

F i g . 3 .  2 2  Rela t ionsh ip  be tween  he l ica l  feed  p i tch  p h  and  P rof i le  e r ror  o f  the  

mach ined  su r face  fo r  CW (Up mi l l ing) ,  f l ank  wear  VB=0.01mm,  and  he l ica l  

feed  rad iu s  R o =0.4mm.  
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0 .05mm，0 .1mm と変化とした場合の切削力，工具中心の変位のリサジュー曲線，

および加工面の誤差を Fig .3 .  23，Fig .3 .  24，および Fig .3 .  25 に示す．Fig .3 .  23

の結果より，切れ刃が加工面を仕上げる位置すなわちf=0 rad において，ヘリカル

送りのピッチ p h が大きくなるほど切削力は大きくなると言える．また，どの場合にお

いても y 方向の切削力 F y は負の値となっている．Fig .3 .  24 に示したように，ボー

ルエンドミルの回転中，回転中心は常に y 方向の負の向きに変位している．この

ため Fig .3 .  25 に示したようにどの場合においてもボールエンドミルの球の中心位

置すなわち z が 0mm の位置においては加工面の誤差は負の方向であり，穴径は

縮小すると言える．また，ヘリカル送りのピッチが大きくなるほど穴径は小さくなると

言える．  

 

 

 

F i g . 3 .  2 3  Rela t ionsh ip  be tween  he l ica l  f eed  p i tch  p h  and  Cu t t ing  fo rces  

ana l yt ica l ly  ob ta ined  for  C CW(Down mi l l ing) ,  VB=0.01mm,  and  he l ica l  feed  

rad ius  R o =0.4mm.  
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F i g . 3 .  2 4  Re la t ionsh ip  be tween  he l ica l  feed  p i tch  p h  and  Li ssa jous  cu rves  

o f  too l  d isp lacemen t  fo r  CCW(Down mi l l ing ) ,  f l ank  wea r  VB=0.01mm,  and  

he l ica l  feed  rad ius  R o =0.4mm.  

 

 

 

F i g . 3 .  2 5  Rela t ionsh ip  be tween  he l ica l  feed  p i tch  p h  and  P rof i le  e r ror  o f  the  

mach ined  sur face  fo r  C CW (Down  mi l l ing ) ,  f lank  wear  VB=0.01mm,  and  

he l ica l  feed  rad ius  R o =0.4mm.  

 

 

以上に示したように，アップカットの場合 ，ヘリカル送 りのピッチすなわち軸方向の
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切込み量が大きくなると工具先端における加工面の誤差は大きくなるものの，穴

径は大きな変化が認められない．またヘリカル送りピッチが p h=0.02mm まで小さく

なると穴径は小 さくなると言える．一方で，ダウンカットの場合 ，加工面の誤差は

常に穴径が縮小する方向であり，ヘリカル送りのピッチを 0 .02mm から 0 .1mm と大

きくすると加工面誤差は大きくなると言える．  

 

 

3 .2 .2 .3  旋回半径と切削力および加工精度の相関  

 Fig .3 .  6 に示した旋回半径 R o と切削力および加工精度の相関を検討した．

3 .2 .2 .2 項に示したのと同様に，切れ刃の逃げ面摩耗幅は VB=0.01mm と固定し

た状態で，工具中心の旋回半径 R o を変化させて切削力，および加工精度への

影響を検討した．ヘリカル送 りのピッチは p h =0.05mm とした．工具の送り方向を

CW(アップカット )として，旋回半径 R o を 0 .2mm，0 .3mm，0 .4mm と変化したときの

切削力，工具中心の変位のリサジュー曲線，および加工面の誤差を Fig .3 .  26，

Fig .3 .  27，Fig .3 .  28 に示す．Fig .3 .  26 の結果から，旋回半径を変化してもボー

ルエンドミルの回転角がf=0 rad における y 方向の切削力 F y はほとんど変化が認

められない．工具中心のリサジュー曲線は Fig .3 .  27 に示したようにボールエンドミ

ルの中心は 1 回転の間ほとんどの間 y 方向の正の側に変位している．Fig .3 .  26

との比較でわかるように，工具中心が y 方向の負の側に変位するのは，回転角が

f=0 rad を超えたわずかな間である．また，穴内面の加工面の誤差は Fig .3 .  28 に

示したように，工具先端側すなわち z が -0 .3mm から -0 .5mm の領域では旋回半

径が大きくなるほど誤差が大きくなっている．しかし，穴径を決定する位置，すなわ

ちボールエンドミルの球の中心である z=0mm の位置においては旋回半径 R o の影

響はほとんど認められず，どの場合も穴径が拡大する方向に加工面の誤差を生

じている．  
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F i g . 3 .  2 6  Rela t ionsh ip  be tween  he l ica l  feed  r ad ius  R o  and  Cu t t ing  fo rce s  

ana l yt ica l ly  ob ta ined  for  CW(Up mi l l ing ) ,  V B=0.01mm,  and  he l ica l  feed  

p i tch  p h=0.05 mm.  

 

 

 

F i g . 3 .  2 7  Re la t ionsh ip  be tween  he l ica l  feed  rad iu s  R o  and  Li ssa jous  c u r ves  
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of  too l  d isp lacemen t  fo r  CW(Up mi l l ing ) ,  f l ank  wea r  VB=0.01mm,  and  

he l ica l  feed  p i tch  p h = 0.05mm.  

 

 

 

F i g . 3 .  2 8  Rela t ionsh ip  be tween  he l ica l  feed  r ad ius  R o  and  P rof i le  e r ror  o f  

the  machined  sur face  fo r  CW ( Up mi l l ing ) ,  f l ank  wea r  VB=0.01mm,  and  

he l ica l  feed  p i tch  p h = 0.05mm.  

 

 

次に，ヘリカル送りのピッチを p h=0 .05mm とし，工具の送り方向を C CW(ダウン

カット )として，旋回半径 R o を 0 .2mm，0 .3mm，0 .4mm と変化したときの切削力，

工具中心の変位のリサジュー曲線，および加工面の誤差を Fig .3 .  29，Fig .3 .  30，

Fig .3 .  31 に示す．Fig .3 .  29 の結果より，穴径を決定するボールエンドミルの回転

角がf=0rad における y 方向の切削力は，旋回半径 R o を変化してもほとんど変化

が認められない．また Fig .3 .  30 の結果より，ボールエンドミルの回転中心のリサジ

ュー曲線もほとんど変化が認められない．この結果，Fig .3 .  31 に示したように，加

工面の誤差はどの場合も穴径が縮小する方向に生じており，また，旋回半径の

穴径誤差への影響もほとんど認められないと言える．  
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F i g . 3 .  2 9  Rela t ionsh ip  be tween  he l ica l  feed  r ad ius  R o  and  Cu t t ing  fo rce s  

ana l yt ica l ly  ob ta ined  for  C CW(Down mi l l ing ) ,  VB=0.01mm,  and  he l i ca l  feed  

p i tch  p h=0.05 mm.  

 

 

 

F i g . 3 .  3 0  Re la t ionsh ip  be tween  he l ica l  feed  rad iu s  R o  and  Li ssa jous  c u r ves  
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of  too l  d isp lacemen t  fo r  CCW(Down mi l l ing ) ,  f l ank  wea r  VB=0.01mm,  and  

he l ica l  feed  p i tch  p h = 0.05mm.  

 

 

 

 

F i g . 3 .  3 1  Rela t ionsh ip  be tween  he l ica l  feed  r ad ius  R o  and  P rof i le  e r ror  o f  

the  machined  sur face  fo r  C CW (Down mi l l ing) ,  f lank  wear  VB=0.01mm,  and  

he l ica l  feed  p i tch  p h = 0.05mm.  

 

 

以上の検討結果より，ヘリカル送りのピッチ p h は穴径誤差への影響が大きく，

旋回半径 R o は穴径誤差への影響が小さいと言える．送 り方向が C W(アップカッ

ト )の場合は p h を 0 .02mm まで小さくすると穴径誤差が負の側へ反転するものの，

それ以外の場合は穴径が拡大する方向へ加工面誤差を生じる．また，送 り方向

が CCW(ダウンカット )の場合は，すべての場合において穴径が縮小する方向へ

加工面誤差を生じることがわかった．  

 

 

3 .2 .3  ボールエンドミルによる微細穴形状加工における工具摩耗  

 次に，ボールエンドミルによるヘリカル加工における工具摩耗について検討する．

Fig .3 .  6 において，ボールエンドミルの先端からの角度 の位置にある点 P の回転

半径は R r ( , 2p )で表されるので，点 P の切削距離は，次式で表される．  
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   

                  
  

 

            
   

 

g ( ,f )は，点 P が切削領域にあるときに 1，切削領域にない場合に 0 となる関数

である．Fig .3 .  32 は，ヘリカル加工における旋回半径 R o を 0 .1mm(対象とする穴

形状における底部の球面部に相当 )から 0 .5mm(ボールエンドミルの先端が被削

材表面からの深さ約 0 .5mm の位置に相当 )と変化したときの，切れ刃位置 にお

ける工具 1 回転あたりの切削距離を上記の方法で計算したものである．切れ刃の

位置 について 2°ごとに計算した．この結果より  が 20°から 24°近傍で切削距離

が最大となることがわかる．  が小さい位置 ，すなわち工具の先端側では回転半

径が小さいので切削距離は短く，また，  が大きい位置では断続切削となるため

に切削距離が短い．このため，切削距離が最大となる=20～24°近傍において，

工具摩耗が大きくなることが考えられる．   

 

 

F i g . 3 .  3 2  Re la t ionsh ip  be tween  cu t t ing  edge  pos i t ion  and  cu t t ing  leng th  in  

he l ica l  mi l l ing .  

 

 

3 .3  小径ボールエンドミルにおける工具強度  

 エンドミルの折損に関して考察するため，有限要素法による弾性解析を行った．

藤井 ，岩部の示しているように，エンドミルの曲げ剛性にて相当直径 [3 -5]  を外

径の 80%として計算した．Fig .3 .  33 に示したように，本研究で使用したエンドミル
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の形状を模 したモデルで，図中の横方向に荷重を加えたときの変位および最大

主応力 を解析により求 めた．使用 した材料定数は，ヤング率 500  GPa，密 度

15×10
3
 kg /m3，ポアソン比 0 .3  である．荷重 F は 10  N であり，このときの先端の

変位  は Fig .3 .  34 に示したように 1 .21×10
- 5

 m である．この結果から求まるばね

定数 K  は，  

 

      
 

 
                

   

である．この解析ではエンドミルの切れ刃の溝形状を考慮 していないので， 3 .2 .1

項で説明した計測値 9 .21×10
5
 N /m とは誤差を生じている．しかし，ばね定数は，

はりの曲げ理論によれば断面二次モーメントに，即ち，外径の４乗に比例するの

で，相当直径の誤差は 2 .7%であり，藤井 ・岩部による近似精度は比較的良好で

あったと言える．Fig .3 .  34 における最大主応力の分布を Fig .3 .  35 に示す．図に

示したように最大主応力の最大値は，ストレート部 とテーパ部の境界で生じており，

この部分で折損が生じることが予想される．   

 

 
F i g . 3 .  3 3  Fin i te  e l emen t  mode l  o f  an  end  mi l l .  

 

 

2.0

5.5

2.5

f 0.8

f 4.0
Unit : mm



 

92 

 

F i g . 3 .  3 4  D isp lacement  ca lcu la ted  fo r  bending  fo rce  10N .  

 

 

 

F i g . 3 .  3 5  Maximum pr inc ipa l  s t re ss  ca lcu la ted  fo r  bend ing  force  10N .  

 

 

3 .4  実験検証  

3 .4 .1  実験方法  

本研究の実験で使用した工作機械は立形マシニングセンタである．ボールエン

ドミルによって Fig .3 .  2 に示した形状のテーパ穴加工を行った．基本的な加工条

件は Table  3 .  2 に示した．被削材はプレハードン鋼であり，硬さ HRC58 に熱処理

されている．ボールエンドミルの材質はコーテッド超硬合金であり，直径は 1  mm

（先端半径 0 .5  mm），首下の長さは 2 .5mm，刃数は 2 枚である．工具は先端が

ホルダの端面から 15mm 突き出した状態で取付け，加工機上で切れ刃の外周の

振れをダイヤルゲージを用いて測定した．浜口ら [3 -6 ]は，小径ボールエンドミル加

工における工具切れ刃の振れ回 りによる工具寿命への影響について検討し，振

れ回りを工具直径の 1 .5%以内に抑える必要があることを明らかにしている．本実

験においては，振れ回りを工具直径の 0 .1%である 1mm 以内になるように管理し，
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実験結果への影響を排除した．  

本研究では，はじめに Fig .3 .  36 に示したような半溝形状切削を行い，ダウンカ

ットとアップカットによる工具寿命を検討した．ボールエンドミルは半径 0 .5mm，軸

方向切込み量は 0 .05mm，半径方向切込み量は 0 .5mm として，ダウンカットのみ

が行われる様にした場合と，送 り方向を逆にしてアップカットのみが行われるように

した場合で工具摩耗を比較した．  

Fig .3 .  37 に示したように，工具の回転数は 9000  min
- 1，送 り速度の指令値は

40  mm/min であり，ヘリカル加工の送りピッチは 0 .05  mm，0 .1mm を標準条件と

して加工実験を行った．この表に示したように，本研究で対象としている加工では，

工作機械の主軸回転数の制約から，ボールエンドミルの外周における最大切削

速度は 28  m/min となっている．また，ヘリカル送りの旋回半径が小さいため送り軸

の加減速の制約により送り速度に限界があり 1 刃当りの送り量 （工具軸の旋回半

径上で仮想的に求めた値 ）は 0 .0022  mm/ too th と，通常の加工条件と比較して

小さくせざるを得ない．そのため，たとえ主軸回転数を高めることができても，実質

的な送り速度を上げることができないので，1 刃当りの送 り量はさらに低下すること

になる．一方 ，切込み量 ，すなわちヘリカル送りのピッチを大きくすれば加工時間

は短縮できるが，切削力が大きくなり，後述のように小径エンドミルの折損の可能

性が急激に高まる．工具の送 り方向 （工具軸の旋回方向 ）としては，加工面がア

ップカットとなる右ねじ方向送 り（CW）と加工面がダウンカットとなる左ねじ方向送

り（CCW）で実験を行い，結果を比較した．  

切削動力計はアンプを介してアナラインジングレコーダに接続されており，これ

により加工中の切削力を計測した．ヘリカル送 りによってテーパ穴を加工すると，

切削力が常時作用することになるが，計測した切削力の波形と，工具位置の関

係がわからなくなるという問題がある．このため，本実験においては被削材の端部

にテーパ穴の半分だけを加工することで，切削力が作用 しなくなる時間を設けて

工具の位置との関係を同定できるようにした．Fig .3 .  37 に示したように切削動力

計では，工作機械の送り軸方向と同様であり F x，F y，F z  の 3 成分が計測される．

しかし，工具の弾性変形など加工精度に影響を及ぼす切削力としては，工具の

接線方 向  F t  ，半 径 方 向  F r  ，軸 方 向  F a  の成分 を計 測する必 要 がある．

Fig .3 .  38 のように被削材の端部でテーパ穴の半分だけを加工することで，切削

力が作用している時間の中央において  F x と F ｔ，F y と F r が等しくなる．  

穴加工終了後にボールエンドミルの切れ刃の摩耗をビデオマイクロスコープを

用いて観察した．切れ刃の観察は Fig .3 .  39 に示したように底面部を切れ刃位置

  =  0 °として，45°，90°の 3 か所について逃げ面摩耗幅を測定した．この図に逃げ

面の観察例も示した．図中の切れ刃において白く変色した部分が摩耗面であり，

この例ではボールエンドミルの回転中心近傍 (切れ刃位置 0° )における摩耗面の
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幅を逃げ面摩耗幅としている．  

 

 

T a b l e  3 .  2  Expe r imenta l  conf igu ra t ions .  

 

 

 

 
F i g . 3 .  3 6  Cu t t ing  pa th  o f  down  mi l l ing  t es t .  
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F i g . 3 .  3 7  Exper imen ta l  s e tup  and  measuremen t  o f  cu t t ing  forces .  

 

 

 

F i g . 3 .  3 8  Measurement  o f  cu t t ing  fo rces  in  machin ing .  

 

 

 

F i g . 3 .  3 9  Obse rva t ion  of  too l  wear  in  mi l l ing  t es ts .  

 

 

90°

45°
 = 0°

End mill Hole for diameter
measurement

Workpiece

Hole for measuring
roughness and
forces 

Amplifier Analysing recorder

Dynamometer

CW CCW

Fa

Ft

Fr

Fa

Ft

Fr

End mill

Workpiece Fz
Fy

Fx

Center

100 mmFlank wear (0°)

Flank face

90°

45°
 = 0°



 

96 

3 .4 .2  ヘリカル加工における工具摩耗  

はじめに，Fig .3 .  36 に示した方法でアップカットとダウンカットでの工具摩耗を

比較した．この結果を Fig .3 .  40 に示す．この結果より，アップカットとダウンカットで

半溝形状直線加工する際には，工具摩耗はほとんど変わらないことがわかる．

Fig .3 .  41 はこのときの工具切れ刃の摩耗状態を SEM(走査形電子顕微鏡 )によ

り観察した結果である．両者 とも微小な欠損を伴 う摩耗形態もほとんど差異が認

められない．  

 

 

 

F i g . 3 .  4 0  Too l  wea r  in  mi l l ing  te s t s  o f  hardened  ma te r i a l .  

 

 

 

F i g . 3 .  4 1  Flank  wea r  o f  ba l l  end  mi l l  in  up  mi l l ing  and  down mi l l ing .  
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Fig .3 .  42 は Table  3 .  2 に示した条件でヘリカル加工により穴加工を行ったとき

の，工具が折損に到るまでの加工穴数を示したものである．はじめにヘリカル送り

のピッチを 0 .1mm とし，加工面がダウンカットとなる左ねじ方向送りで穴加工を行

ったところ，1 穴しか加工できず 2 穴目を加工中に折損した．ヘリカル送りピッチを

0 .05mm まで小さくすると，左ねじ方向送りでは 6 穴，右ねじ方向送りでは 14 穴の

加工が可能であることがわかった．ヘリカル加工による穴加工では，Fig .3 .  40 に

示した半溝形状加工の場合と異なり，工具摩耗は送り方向に大きく依存すること

がわかった．そこで次に，ヘリカル送りピッチを 0 .05mm として右ねじ方向送りと左

ねじ方向送 りで連続して穴加工を行ったときの工具の逃げ面摩耗を観察した．1

穴当りの加工時間は約 4 .5 分である．実験では Fig .3 .  37 に示したように被削材

の中央部に完全な穴を加工する場合と，被削材の端部に半分を加工する場合

を交互に行った．加工継続による工具摩耗の推移を Fig .3 .  43 に示す．穴の半

分を加工した場合は，加工穴数は 0 .5 個としている．実験は 1 つの条件に対して

2 本のエンドミルを用いて 2 回行い，平均値を採用している．1 穴当りの切削距離

は約 0 .2m であり，図には切削距離も併記してある．図に示したように右ねじ方向

送りでは 14 穴の加工が可能であり，15 穴加工時に工具が折損した．左ねじ方向

送りでは 6 穴加工が可能であり，7 穴加工時に折損が生じた．エンドミルの折損は

先端のストレート部とテーパ部の境界において生じた．右ねじ方向送りによる加工

では，14 穴加工時の切れ刃位置 0°と 90°の逃げ面摩耗幅が約 35mm であるのに

対し，切れ刃位置 45°においては約 46mm と他の位置よりも大きい．また左ねじ方

向送りにおいても，切れ刃位置 45°における摩耗が最も大きく，0°および 90°では

逃げ面摩耗幅 25mm から 30mm であるのに対し，45°では 39mm となっている．い

ずれの場合においても，切れ刃位置 45°付近で工具摩耗が大きくなる．  また，ダ

ウンカットとアップカットのいずれにおいても，逃げ面摩耗幅が約 40mm 程度まで増

加した所で工具が折損した．小径ボールエンドミルを用いたヘリカル送りによる穴

加工では，右ねじ方向送りで加工することにより，左ねじ方向送りの場合と比較し

て約 2 倍の工具寿命が得られることがわかった．  
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F i g . 3 .  4 2  Re la t ionsh ip  be tween  cu t t ing  condi t ions  and  too l  l i fe  in  he l i ca l  

mi l l ing  o f  tape red  h o le .  

 

 

 
F i g . 3 .  4 3  Re la t ionsh ip  be tween  the  ax ia l  dep th  of  cu t  and  too l  l i fe  leng th .  

 

 

3 .4 .3  ヘリカル加工における切削力  

 Fig .3 .  44 は Fig .3 .  37 に示した方法で計測した y 方向の切削力を示したもので

あり， ( a )は右ねじ方向送 り (CW)， (b )は左ねじ方向送 り (CCW)の場合である．本

実験では，穴形状の半分のみを加工しているので，切削力が計測されている時

間の中央のときの y 方向切削力を半径方向の切削力  F r  とした．また，ヘリカル

送りの 1 ピッチは 0 .05mm であるので，工具が被削材を 10 回目に通過したときの

加工深さが，ボールエンドミルの球面半径と同じ 0 .5mm になるので，この時の半

径方向の切削力で評価を行った．Fig .3 .  45 に，各送り方向での半径方向の切
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削力を示した．切削力の方向は Fig .3 .  37 に示した通りであり，工具に作用する

力が穴径が大きくなる方向に作用する場合に正 ，穴径が小 さくなる方向に力が

作用する場合を負になるようにしている．この図から右ねじ方向送り (CW)では，切

削初期から穴径が拡大する方向に半径方向切削力が作用しているのに対し，

左ねじ方向送 り (CCW)では，穴径が縮小する方向に力が作用しており，どちらの

場合も加工継続に伴い，半径方向切削力の絶対値が大きくなっている．ただし，

右ねじ方向送り (CW)では左ねじ方向 (CCW)と比較して，切削継続による工具摩

耗の増大時の切削力の増加傾向は緩やかである．  

 

 

F i g . 3 .  4 4  Radia l  cu t t ing  force  in  he l i ca l  mi l l ing  of  a  ho le .  
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3 .4 .4  ヘリカル加工における加工精度  

加工後に被削材を光学顕微鏡で観察することで，表面での穴直径を測定し

た．穴直径は x と y の 2 方向から直径を測定し，その平均値を用いて評価した．

また Fig .3 .  37 に示した方法により切削力測定のために穴の半分を加工した部分

の表面粗さを測定した．Fig .3 .  46 は連続加工による穴表面での直径を示したも

のである．右ねじ方向送り (CW)の場合，穴直径は目標寸法である 1 .976mm より

も概して大きい．エンドミルの折損前の 12 穴加工までの間に直径 1 .976mm から

1 .991mm の間で 0 .015mm の変化があるものの，増加傾向は小さい．折損直前の

14 穴では直径が 2 .0mm と大きくなっている．一方，左ねじ方向送り (CCW)の場

合は 9 穴加工までの間に穴直径は明確な減少傾向が認められ，切削開始当初

は 1 .976mm から 9 穴加工後は 1 .920mm と 0 .05mm 以上小さくなっている．  

 

 

 
F i g . 3 .  4 6  D iame ter  o f  mach ined  ho le s  in  CW and  CCW feed  d i r ec t ion .  
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の半径が 0 .5mm であり，ヘリカル加工のピッチとして 0 .05mm としている．穴のテー

パ面にはこの切れ刃の円弧形状が転写されると考えられ，理論粗さ  R t h  は次式

で表される．  
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   

ここで，p h はヘリカル加工での送りピッチであり本加工条件では 0 .05mm，R c  は工

具先端の半径であり 0 .5mm である．3 .28 式により計算される理論粗さは 0 .625mm

となる．右ねじ方向送り (CW)では切削初期からの表面粗さは約 2mm であり，加

工穴数の増加に伴い徐々に表面粗さは悪化している．左ねじ方向送り (CCW)で

は切削初期から 0 .6mm と理論粗さとほぼ同等の表面粗さが得られている．Fig .3 .  

48 に示した加工面の観察結果からもわかるように，送 りピッチに対応した切削痕

が右ねじ方向送り (CW)では 1 穴目から鮮明に観察される．また加工穴数を増加

するとさらに顕著になり，4 穴目では送りの境界部にはバリが発生している．一方

で，左ねじ方向送 り (C CW)の場合は，切削初期から加工面は比較的平滑であり，

4 穴目まで加工しても顕著なバリ発生は認められない．Fig .3 .  49 は Fig .3 .  48 に

おける断面曲線を示したものであるが，右ねじ方向送 り (CW)の場合は送 りピッチ

0 .05mm に対応 した凹凸が表面粗さを決定 しているのに対 し，左ねじ方向送 り

(CCW)では送 りピッチよりも大きなピッチのうねりで表面粗さが決定 されていること

がこの図からもわかる．  

以上のように，ヘリカル加工によるテーパ穴加工では右ねじ方向送り (CW)では工

具寿命は長いものの，表面粗さは切削初期より左ねじ方向 (CCW)よりも悪いこと

がわかった．最終工程の研磨で除去できるレベルであり，実用上の問題はないが，

この原因としては，右ねじ方向 (CW)では，被削材のテーパ穴を仕上げる際にアッ

プカットとなり，加工面を仕上げる際に切れ刃の食い付きが悪 く，プラウニング作

用によりバリを発生するためと考えられる．  
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F i g . 3 .  4 7  Sur face  roughness  o f  mach ined  ho le  in  CW and  CCW feed  

d i r ec t ion .  

 

 

 

 

F i g . 3 .  4 8  Obse rved  mach ined  su r face  in  each  feed  d i rec t ion .  
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F i g . 3 .  4 9  Sur face  p rof i le  o f  mach ined  face .  

 

 

3 .5  考察  

3 .5 .1  微細テーパ穴の加工精度におよぼす切削力の影響  

通常 ，アップカットでは穴が拡大し，ダウンカットでは穴は縮小する．しかし，本

加工条件では，切取り厚さが非常に小さく，切れ刃丸みや逃げ面摩耗部に作用

する力が無視できないので，アップカットでは，穴径が拡大する方向の切削力の

増大が抑制され，ダウンカットでは穴径が縮小する方向の切削力の増大が助長

される．Fig .3 .  46 の穴径の変化と Fig .3 .  45 の切削力の変化には同じ傾向が認

められ，工具摩耗の増加に伴 う切削力の変化によって加工中の工具の弾性変

形量が変化し，穴の仕上げ寸法に影響を及ぼしていることが考えられる．そこで，

この切削力の変化による工具弾性変形量を求め，穴径の加工誤差 との比較を

行った．計測された半径方向切削力を  F r  ，工具の曲げ剛性を  K t o o l  とすると，

穴直径の変化  は次式で表される．  

 

    
  

     
 

   

この結果を Fig .3 .  50 に示す．また同図には，Fi g .3 .  46 に示した穴直径の誤差の

測定値も示してある．この図からわかるように，切削力の測定値から計算される加

工誤差は，どちらの送 り方向においても測定値と良 く一致 しており，穴径の誤差

に工具摩耗による切削力の変化が大きく影響していると言える．このように，右ね

じ方向送りの方が工具摩耗増大による切削力増大が緩やかであり，比較的安定

な加工精度を得られるものと考えられる．岩部ら [3 -7]は，ボールエンドミルを用い

た直線溝加工においてアップカットの方が切削力による工具変形の加工精度へ
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の影響が小さいことを示している．本研究においては Fig .3 .  14 に示したように，送

り方向が CW(アップカット )の場合において，工具摩耗の増大により切削力が大き

くなっても，y 方向の切削力増加は小さく，このため工具摩耗の加工誤差への影

響も CCW(ダウンカット )の場合よりも小 さいことがこの結果からも裏付けられてい

る．  

 

 

 

F i g . 3 .  5 0  Compar ison  of  es t ima ted  too l  d isp lacement  wi th  measu red  

d iame ter  e r ro r  o f  machined  ho le .  

 

 

3 .5 .2  工具寿命におよぼす加工方向の影響  

Fig .3 .  35 に示したように，切削力として 10N が作用したときの最大主応力 s 1  

は 5 .77×10
8
 N /m

2 である．Fig .3 .  45 に示したように工具摩耗の進行により 20  N

の切削力が作用する場合，最大主応力はs 1  =  1 .15×10
9
 N /m

2
 =  1 .15  GPa  とな

る．大塚ら [3 -8]は，超硬合金の両振引張 ・圧縮疲労試験の結果，引張り試験

の破壊応力約 2 .0  GPa に対して，疲労強度がその約 1/2 となることを示している．

また，金沢ら [3 -9～3 -11 ]は，ストレートエンドミルによる側面加工において刃溝の

切上がり部で繰返し荷重による劣化が生じ，折損しやすくなることを示している．

本実験結果においても，工具摩耗の増大により疲労強度に匹敵する応力がスト

レート部とテーパ部の境界に作用しており，工具摩耗進行による切削力の増大が

エンドミル折損の原因となっていると考えられる．  

 また，ボールエンドミルを直線に送った場合には，アップカット，ダウンカットにお

ける工具摩耗の差は認められないにも関わらず，ヘリカル送りの場合は Fig .3 .  43
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に示したように，ダウンカットの方が逃げ面摩耗が早く進行することがわかった．通

常，エンドミル加工ではダウンカットを採用する方が刃先の被削材への食い付きが

良 く，工具摩耗が小さいとされている．本研究のヘリカル加工条件では，送 り方

向を CCW(ダウンカット )とすると，加工した穴径は常に設計値よりも小さくなり，削

り残しを生じている．このため，Fig .3 .  51 (b)に示したように，ヘリカル加工中には常

に 1 周前の削り残しが今回の切削領域に付加されている．このため，Fig .3 .  9 に

示したよりも大きな領域がボールエンドミルと切削領域として作用していると考えら

れる．ボールエンドミルの径 方 向 の弾 性 変 形 により切 削 領 域 は変 化 するが，

3 .2 .2 .3 で説明したように切削力への影響は小さく，ヘリカル加工を継続しても常

に削り残しを生じ，大きな領域が切削領域としてボールエンドミルに作用 し続ける．

このため，食い付きの悪い状態で大きな領域を摺過することとなり，切れ刃の摩耗

が早 く進 行 するものと考 えられる．一 方 で，CW(アップカット )の場合 は Fig.3.  

51 (a )に示したように加工した穴径は設計値よりも大きくなり，1 周前の削り残しが

作用することはなく，切削領域はダウンカットの場合と比較して小さい．しかしボー

ルエンドミルは常に加工面に食い込む方向へ作用するので，良好な食い付き状

態で切削が行われていると推測できる．このため，CW(アップカット )においては

Fig .3 .  40 に示した半溝形状直線加工の場合と同等の工具寿命が得られている

ものと考えられる．  

 

 

 

(a )CW(Up mi l l ing)           (b )CCW(Down mi l l ing)  

F i g . 3 .  5 1  Change  in  cu t t ing  a rea  in  he l ica l  mi l l ing  due  to  the  de forma t ion  

of  ba l l  end  mi l l .  
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3 .6  工業製品への適用  

 本 研究では，ボールエンドミルを用いた高硬度金型への微細穴の直接切削に

おいて，穴寸法の安定化 と工具寿命の向上できる加工プロセスを開発した．従

来は多 くの工程で荒加工を行った後 ，熱処理によって金型材料を硬化させ，そ

の後に仕上げ加工を行 うので，多 くの工数を要するという課題があった．しかし，

焼入れ済みの素材に対して標準エンドミルによって形状創成を直接行 うことで，

専用工具製作に要する期間や，熱処理に要する期間の短縮が可能になった．ま

た，本研究で検討した加工条件では 1 穴当りの加工時間は約 4 .5 分であり，アッ

プカットを採用すれば 14 穴の加工が可能であり，工具交換を行うことなく 1 時間

以上の連続運転が可能であると言える．  

 

3 .7  結言  

 本 研究では，金型製作時の熱処理や専用工具製作の工数を削減することを

目的として，硬さ HRC58 の焼入れ鋼に小径ボールエンドミルを用いて小径穴を

直接ヘリカル加工することを検討 した．このために，ボールエンドミルを用いたヘリ

カル送 りにおける切削力と加工誤差の予測モデルを構築した．これにより，加工

条件が加工精度に及ぼす影響を検討し，以下のことがわかった．  

(1 )加工面側がアップカットとなる右ねじ方向送り (CW)を採用すると，穴径が拡大

する方向に加工誤差が生じ，ダウンカットとなる左ねじ方向送 り (CC W)を採用

すると穴径が縮小する方向に加工誤差が生じる．  

(2 )加工面側がアップカットとなるような右ねじ方向送 りを採用すると，左ねじ方向

送りの場合と比較して工具寿命を約 2 倍に向上できる．  

(3 )工具折損を生じずに連続的にテーパ穴加工が可能なヘリカル送 りピッチにお

いて，工具摩耗が増大すると切削力は増大するが，加工面側がアップカットと

なる右ねじ方向送りの方が，加工面側がダウンカットとなる左ねじ方向送りの場

合よりも，工具摩耗の切削力への影響は小 さい．また，工具摩耗増大による

穴径の変化量は切削力の増大傾向 と一致し，加工面側がアップカットとなる

右ねじ方向送りの方が穴径の変化は比較的安定である．   

(4 )右ねじ方向送 りでは，実用上許容の範囲内ではあるが切削初期より加工面

の表面粗さが悪 く，また工具摩耗の増大によりバリが発生し，表面粗さも悪化

する．   

(5 )有限要素法を用いた解析では，工具のストレート部 とテーパ部の境界部にお

いて最大の応力が生じ，工具摩耗時の切削力では材料の疲労強度に匹敵

する応力が作用し，エンドミルが折損しやすくなる．  
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第 ４章  長尺工具のびびり振動抑制による高速 ・高精度加工  

4 .1  長尺工具における三次元形状加工の課題  

 大 型機械部品の切削加工では，長尺工具を用いる必要があり，工具の剛性

低下によりびびり振動が生じやすくなる．この長尺工具のびびり振動を抑制する

方法 として，アーバの内部に設けた中空部にマスダンパを内蔵することで，減衰

性能を向上する方法が提案されている．しかし，マスダンパ内蔵工具を用いた場

合でも，大型部品の加工を高能率に行うためには加工部位の位置や深さに応じ

て加工条件や切削工具の長さを適正にすることが望まれる．例えば，浅い部位の

加工では突出しの短い工具を用い，深い部位の加工では突出しの長い工具を

用いることで，部位毎の工具突出し量に応じて加工能率を向上できる．しかし，

加工部位の位置や深さに合わせた長尺工具を多数準備することは製造コストを

増大 させるので，アーバをモジュラー化 したダンパ部を接続した構造 とすることで

様々な長さに対応させることが必要である．  

 本章では，Fig .4 .  1 に示したような長尺工具による高能率加工を行 うことを目的

とし，長尺防振アーバの振動減衰性能の向上を検討した．初めに解析による減

衰性能の予測モデルを構築した．次に，減衰性能の予測モデルに基づくダンパ

の設計と調整方法を提案した．また，試作した防振アーバの減衰性能と切削性

能を実験的に検討した．  

 

 

 
F i g . 4 .  1  Cha t te r  v ib ra t ion  of  machin ing  p roces s  wi th  a  long  s lender  too l  

a rbo r.  
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4 .2  長尺工具のびびり振動抑制  

4 .2 .1  びびり振動の発生限界  

第 1 章で説明したように，ミーリング加工でのびびり振動には再生びびり振動と

モードカップリングの影響があるが，汎用的なびびり振動抑制方法 としては機械

構造の動剛性を向上して絶対安定限界を向上することが重要である．本論文で

は，汎用的な防振アーバの設計方法の確立を目的に，再生びびり振動による安

定 限 界 の 予 測 方 法 と し て T lus t y  が 提 案 し た Average  too th  ang le  

approach [4 -1 ,4 -2]にもとづく方法によって検討した．この方法は，回転工具のび

びり振動を 1 自由度の問題として安定性を評価するものであり，切削工具はエン

ゲージ角とディスエンゲージ角で決定される１方向に 1 自由度振動すると近似す

るものである．  

Fig .4 .  2 は，第 1 章の Fig .1 .20 に示した再生びびり振動のモデルのブロック線

図をコンプライアンスに着目して表したものである．機械構造のコンプライアンスを

 s ( s )，作用する切削力を F (s )とすると，工具の変位 X ( s )は，  

      
    

    
 

   

 

で表される．機械構造のばね定数を k s，減衰係数を c s，質量を m s とすると，  

      
  

  
 
  
  

    
 

  

 
   

 

ここで，          ，               である．s= jとおき，この 4 .2 式を複素

平面に表示すると，Fig .4 .  3 に示したように， =0 において実部が 1/k s となり，

の増大に伴い時計回りに図のような軌跡となる．  

一方で，切削プロセスに着目すると，振動方向の変位と切削力変動の比 K t，

動的コンプライアンスを s，平均的な作用切れ刃数 N t
*と，工具回転軸方向の切

込み量を b 1 として，  

          
       

              

    

    
 

 

     
             

 
   

 

s= jとおきこの 4 .4 式を Fig .4 .  3 の複素平面上に表すと，実部が  

   
    

    
   

  

      
   

 
   
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で表される直線となる．  

 

 
F i g . 4 .  2  Model  o f  r egenera t ive  cha t te r  v ib ra t ion .  

 

 

 

F i g . 4 .  3  Compl iance  of  the  mechan ica l  s t ruc tu re  and  cu t t ing  process .  

 

 

振動の発生限界は，4 .2 式および 4 .5 式が解を持つときであり，Fig .4 .  3 において

切削プロセスのコンプライアンスが，機械構造のコンプライアンスと交点を持つとき
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である．  

びびり振動が発生 しない安定な切込み量は回転数によって異なり， Fig .1 .21

に示した安定限界曲線 (S tab i l i t y  lobes )の下の領域となる．ここで，切込み量を

大きくして加工能率を向上するには，  

(1 )切込み量を大きくできる回転数を選択する  

(2 )機械構造の動剛性を向上して安定限界曲線を向上する  

の２通 りが考えられる．本研究で対象としている大型部品の切削加工では，例え

ば直径 50mm などの大径の切削工具を用いることを想定すると，鉄系材料の一

般的な切削速度である 100m/min で加工するには回転数は 636min
- 1 となり，比

較的低い回転数領域を使用することとなる．Fig .1 .21 に示したように，低回転数

の領域では回転数による安定限界切込み量の差異は小さい．また，本研究では

大型部品を高能率に加工できる汎用的な工具の開発を目的としているので，上

記における (2 )を検討し，工具の動剛性向上によって回転数によらずびびり振動

が発生しない安定限界切込み量 b 1 の向上を図った．このとき，工具回転軸方向

の安定限界切込み量 b 1 は，機械構造の動的 コンプライアンスの最大負実部

R n _ m a x と等しくなり，次式で表される．  

   
  

      
        

 
   

 

安定限界切込み量 b 1 を大きくするために，上式における最大負実部 R n _ m a xの絶

対値を小さくする必要があり，防振アーバの設計指針として，動的 コンプライアン

スの最大負実部 R n _ m a x の絶対値を最小化することを検討した．   

 

4 .2 .2  マスダンパによるびびり振動抑制の従来技術  

長尺工具の減衰を向上する方法として，上記のように安定限界を予測してび

びり振動を加工条件で回避する方法以外には，長尺工具の動剛性を向上する

方法がある．機械構造の動剛性を向上するには，構成する部材にヤング率や減

衰係数の高い材料を用いる，外形寸法などの設計形状を変更する，などの方法

がある．しかし，大物部品の中繰 り加工や，金型などの深彫 り加工など工具の設

計形状には限界がある場合 も多 く，また長尺工具のアーバ材料 としては強度や

信頼性 ，コストの面から鉄系材料を用いざるを得ず，上記の方法では動剛性の

向上に限界がある．一方で，機械構造の内部にマスダンパを内蔵 して減衰特性

を向上する方法が知られており，ボーリングバーなどの長尺工具や工作機械のラ

ムにダンパを内蔵する方法が提案 ，実用化されている  [4 -3 ,4 -4 ]．さらに，ボーリ

ングバーやエンドミルなどを対象としたマスダンパの設計 ，調整方法が報告されて

いる [4 -5～4 -9]．  
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4 .3  防振アーバの最適設計法  

Fig .4 .  4 に中空部にマスダンパを内蔵した防振アーバの構造を示す．マスダンパ

は質量による慣性力によりアーバ本体の振動に対して反力を加えることで振動を

減衰する．アーバ本体は図の左側が工具ホルダと工作機械に支持されている片

持ちはりであり，図に示したように質量 m 1，ばね定数 k 1，減衰係数 c 1 の一自由度

振動系と考えることができる．アーバ本体に設けられた中空部には質量 m 2 の錘の

両端がばねおよび減衰器を介してアーバ本体に接続されている．錘はタングステ

ン焼結体などの比重の高い材料であり，ばねはゴムなどの弾性体が用いられる．

また減衰は油などの粘性流体や，ばね自体の減衰が利用される．この場合に質

量 m 2 の錘は  並進運動と回転運動の二自由度が考えられる．本章では初めに，

質量の両端が弾性体で支持された構造のマスダンパが本体の中空部に内蔵さ

れている防振アーバにおいて，マスダンパの振動特性が工具先端における  動剛

性に及ぼす影響，および質量の二自由度運動と工具先端の動剛性の相関を有

限要素解析によって明らかにし，防振アーバの減衰性能向上のための設計指針

を得る．次に，中空部寸法や質量 ，およびその動特性 (ばね定数 ，減衰係数な

ど )の最適化を目的として，簡易的最適設計計算手法を確立する．  

 

 

F i g . 4 .  4  V i b r a t i o n  m o d e l  o f  t h e  t o o l  a r b o r  w i t h  a  m a s s  d a m p e r  

i n s t a l l e d  i n  a  h o l l o w  s p a c e .  

 

 

4 .3 .1  有限要素法によるマスダンパの動特性予測モデルおよび最適設計  

4 .3 .1 .1  解析方法  

本研究では有限要素解析ソフト FEX○R を用いて，アーバの動剛性の計算を行

った．  Fig .4 .  5 はアーバ本体の解析モデルである．アーバ本体の材質は鋼であり，

外径は 47mm，全長は 400mm，内部には長さ 150mm，内径 36m の中空部が設

けられている．アーバ本体は密度 7 .8×10
3
kg /m

3，ヤング率は 2 .1×10
2
GPa，減

衰比 0 .05 とした．また，工具ホルダの剛性，工作機械主軸の剛性を考慮するた

Body ToolWeight

k2c2k2c2

m2

m1
k1c1
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めに，付け根部の長さ 50mmの部分を工具ホルダとしてその材料特性を調整する

こととした．Fig .4 .  6 はダンパの解析モデルを示している．ダンパは錘，ばねから構

成されており，錘の両端がばねで支持された構造となっている．ダンパの直径は

34mm であり，錘とばねの長さはそれぞれ 130mm，10mm となっている．錘はタング

ステン焼結体などの比重の高い材料であり，密度を 1 .5×10
4
kg /m

3
 ，ヤング率は

5 .0×10
2
GPa，減衰比は 0 .05 とした．ばねはゴムなどの弾性体とし，密度は 1 .0×

10
3
kg /m

3 とした．また，ダンパの振動特性を変化させるためにばねのヤング率と減

衰比を変化させて計算することとした．ダンパの 2 自由度振動を考慮するため，錘

の両端部を位置 A および C とし，中央部を位置 B とする．はじめに工具ホルダの

剛性，主軸剛性，および減衰比を合せ込むために，Fig .4 .  7 に示したモデルにお

いて，工具ホルダのヤング率と減衰比を変化させてアーバの先端における動剛性

を計算した．Fig .4 .  7 は x 方向における 1 次の振動モードを示している．Fig .4 .  8

は実際の工作機械上に BT50 ホルダを介して取付けたアーバ本体先端における

動剛性の計測結果と，解析結果を比較した結果である．動剛性の計測は，工具

先端に加速度計を取付け，インパルスハンマで加えた打撃力と，加速度計の出

力をフーリエ変換することで行っている．この結果より，解析結果と計測結果と一

致させるために，工具ホルダにおけるヤング率を 1 .5×10
2
 GPa，減衰比を 0 .05 と

した．  

 

 

 

F i g . 4 .  5  F i n i t e  e l e m e n t  m o d e l  o f  a n  a r b o r  w i t h  a h o l l o w  s p a c e .  
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F i g . 4 .  6  F i n i t e  e l e m e n t  m o d e l  o f  a  m a s s  d a m p e r .  

 

 

 

 

F i g . 4 .  7  1 s t  m o d e  o f  n a t u r a l  v i b r a t i o n  o f  a r b o r .  
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F i g . 4 .  8  A p p r o x i m a t i o n  o f  s u p p o r t i n g  s t i f f n e s s  o f  t o o l  a r b o r .  

 

 

本研究ではダンパの動特性として，ダンパの支持剛性 ，減衰比などを変化したと

きの動剛性を計算した．このときにダンパの支持剛性すなわちばね定数は，ばね

のヤング率を変化させることで変化させることとした．Fig .4 .  9 はばねのヤング率を

変化して，位置 B における静剛性を計算した結果である．位置 B における静剛性

は，有限要素解析において位置 B の x 方向に 1N の荷重を加えたときの位置 B

の変位を計算して求めた．ばね材料のヤング率を 1 .63×10
- 2 から 6 .54×10

- 2
GPa

と変化することで，静剛性は 1 .0×10
6 から 4 .0×10

6
 N /m と線形に変化している．

防振アーバの動剛性の解析においてはこの結果を用いてばねのヤング率を変化

することで，ばね定数を変化することとした．ダンパのばね定数として 0 .5×10
6
N /m

から 4 .0×10
6
 N /m と変化させるために，ばねのヤング率を 0 .817GPa から 6 .54GPa

と変化させた．また，減衰比は 0 .05 から 0 .4 と変化させた．解析条件をまとめて

Table  4 .  1 に示した．  
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F i g . 4 .  9  Rela t ionsh ip  b e t w e e n  Y o u n g ' s  r a t i o  o f  s p r i n g  m a t e r i a l  a n d  

s t i f f n e s s  o f  d a m p e r .  

 

T a b l e  4 .  1  M a t e r i a l  p r o p e r t i e s  used  for  t h e  f i n i t e  e l e m e n t  a n a l y s i s  

o f  d y n a m i c  s t i f f n e s s  o f  an  a r b o r .  

 

 

 

4 .3 .1 .2  マスダンパの動的挙動  

Fig .4 .  10 はダンパのばね定数を k 2 =2.0×10
6
 N /m，減衰比を 0 .05 として解析を

行ったときの錘の固有振動モードにおける錘の運動を示している．1 次の固有振

動モードは周波数 159Hz であり，錘は図中の x 方向に併進運動している．2 次の

固有振動モードは 293Hz であり，y 軸周りの回転運動となっている．Fig .4 .  11 は

ダンパのばね定数 k 2 を 1 .5×10
6
 N /m から 4 .0× 10

6
N/m と変化したときの有限要素

法にもとづく 1 次および 2 次の固有振動数を示している．錘の質量を m 2 =1.77  kg

とし，1 次の固有振動モードを質点系の振動と仮定すると，固有振動数 f d 1  (Hz)
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は次式で表される． 

 

 
  
 
 

  
 
  

  

 

   

 

この 4 .7 式にもとづいて，ばね定数が変化したときの 1 次の固有振動数も Fig .4 .  

11 に示した．この結果より，有限要素法による 1 次モードの解析結果と，錘を質

点として計算したときの固有振動数は良 く一致していると言える．また，それぞれ

の場合について，2 次モードの固有振動数は 1 次モードの約 2 倍となっている．

錘の 1 次振動モードは Fig .4 .  12 (a )に示したように，錘の並進運動となる．しかし，

2 次の振動モードは，Fig .4 .  12 (b )に示したようにねじり振動となる．錘は，その両

端がばね定数 k 2 /2 のばねで支持されているものとする．円筒部材の y 軸回りのね

じり剛性 K 2 について， 

     
  
 
  
  
 
 
 

 
   

 

である．ここで， l 2 は錘の長さである．さらに，錘の直径を d 2 として，ねじり振動にお

ける y 軸回りの慣性モーメント J 2 は， 

    
 

 
  
  
 
 
 

 
 

  
   

      
4 .9  

 

で表される．ここで d 2 は錘の直径，m 2 は錘の質量である． 

 この時に，ダンパの 2 次の振動モードの固有振動数 f d 2 は，次式で表される． 

    
 

  
 
  
  

 

   

 

Fig .4 .  11 に示したように，2 次の振動モードは有限要素法による計算結果と概ね

一致している． 

 次に，ダンパのばね定数を k 2 =2.0×10
6
 N /m とした場合に，位置 A を x 方向に

加振したときの錘の中央部である位置 B におけるコンプライアンスの周波数応答

の実部を Fig .4 .  13 に示す．x 軸方向の正の向きを加振力および変位の正の向き
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とする．Fig .4 .  10 に示したように，錘の振動は x -z 面内において 2 自由度あるが，

2 次モードにおいては錘の中央部を中心として回転振動するため，位置 B におい

ては 2 次の固有振動数である 293Hz における応答はほとんど見られない．Fig .4 .  

14 は位置 A を x 方向に加振したときの位置 A および位置 C におけるコンプライ

アンスの実部を示したものである．  

 

 

F i g . 4 .  1 0  M o d e  s h a p e  o f  d a m p e r .  

 

 

 

F i g . 4 .  1 1  N a t u r a l  f r e q u e n c y  o f  m a s s  d a m p e r .  
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F i g . 4 .  1 2  Vib ra t ion  mode s  o f  damper.  

 

 

 

F i g . 4 .  1 3  R e a l  p a r t  o f  d y n a m i c  c o m p l i a n c e  o f  the  m a s s  d a m p e r  

( P o s i t i o n  B ) .  

 

 

位置 A においては Fig .4 .  14 に示した 2 つの固有振動数 159Hz および 293Hz

において，加振力の方向と同じ位相での振動となっている．一方で位置 C におい

ては 2 次の固有振動モードである 293Hz において，振動の位相が反転している．

これは Fig .4 .  12 に示したように，2 次のモードが図中の y 軸周りの回転振動であ

り，位置 A とは反対の方向に運動するためである．  
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F i g . 4 .  1 4  R e a l  p a r t  o f  d y n a m i c  c o m p l i a n c e  o f  the  m a s s  d a m p e r  

( P o s i t i o n  A , C ) .  

 

以上に示したように，両端をばねで支持した錘を内蔵したダンパを内蔵した防振

アーバにおいては，2 次の固有振動において錘の両端で異なる反力をアーバ本

体に加えることになるので，2 自由度を考慮した解析を行う必要があると言える．  

 

4 .3 .1 .3  ダンパの動特性と防振アーバの動剛性の相関  

ダンパを組込んだ防振アーバの動剛性の解析を行った結果を Fig .4 .  15 に示

す．Fig .4 .  15 はダンパのばね定数を k 2  =0 .5× 10
6
 N /m，減衰比をz 2  =0 .3 として

解析した結果を示している．図中の振動モードの図は，アーバ本体が x 軸負の方

向に変位したときの錘の挙動を示している．この図は有限要素解析における節点

の相対的な変位を拡大して示しており，実際の振動を誇張して描画している．  

ダンパのばね定数が k 2  =0 .5×10
6
N/m  の場合 ，Fig .4 .  11 に示したようにダンパの

1 次固有振動数は 84Hz となっており，この条件においては錘は x 軸負の方向に

変位し，アーバ本体と同じ位相での振動となっている．また，ダンパの 2 次モード

に近い 157Hz および 198Hz においては，錘が y 軸を中心に回転振動するモード

となっており，2 次モードである 157Hz においては錘は y 軸回り反時計方向に，3

次モードである 198Hz においては y 軸回り時計方向すなわち先端側がアーバ本

体と逆位相の振動となっている． 
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F i g . 4 .  1 5  M o d e  s h a p e  a n d  r e a l  p a r t  o f  d y n a m i c  c o m p l i a n c e  o f  a 

d a m p e d  a r b o r  (k 2 = 0.5× 1 0
6

 N /m ,  z 2 =0.3 ) .  

 

 

Fig .4 .  16 はダンパのばね定数を k 2  =1 .5×10
6
N/m，減衰比をz 2  =0 .3 として解

析を行った結果を示している．この場合のダンパの 1 次固有振動数は 146Hz で

ある．錘の 1 次固有振動数よりも低い周波数である 1 次モードでは錘はアーバ本

体と同位相で振動しているが，2 次モードである 217Hz においては，錘はアーバ本

体とは逆位相にほぼ併進運動しており，本体の振動を減衰する作用を示してい

る．3 次モードである 283Hz においては，ダンパは 2 次の回転振動となっており，

先端側がアーバ本体と逆位相となっているものの，工具ホルダ側ではアーバ本体

と同位相での振動となっている．図において，ダンパの固有振動数をアーバ本体

の固有振動数である 188Hz に近い値としたことによって，Fig .4 .  15 の状態よりもコ

ンプライアンスの最大負実部が向上しており，防振アーバの減衰性能を向上して

いると言える． 
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F i g . 4 .  1 6  M o d e  s h a p e  a n d  r e a l  p a r t  o f  d y n a m i c  c o m p l i a n c e  o f  a  

d a m p e d  a r b o r  (k 2 = 1.5× 1 0
6

 N /m ,  z 2 =0.3 ) .  

 

 

ダンパのばね定数 k 2 をさらに大きくし，k 2  =3 .0 ×10
6
 N /m，減衰比をz 2  =0 .3 とし

て解析した結果を Fig .4 .  17 に示す．この場合のダンパの固有振動数は 207Hz

である．防振アーバの固有振動数は変化しているが，振動モードは Fig .4 .  16 の

場合とほぼ同様である．しかし，錘がアーバ本体と逆位相で併進運動する 2 次モ

ードが 272Hz と高周波数方向に移動しており，アーバ本体の固有振動数である

188Hz の振動を抑制する効果が小さくなっている． 
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F i g . 4 .  1 7  M o d e  s h a p e  a n d  r e a l  p a r t  o f  d y n a m i c  c o m p l i a n c e  o f  a   

d a m p e d  a r b o r  (k 2 = 3.0× 1 0
6

 N /m ,  z 2 =0.3 ) .  

 

 

 以上に示したように，両端を弾性体で支持した錘を中空部に内蔵した防振アー

バについて，錘を支持するばね定数および減衰比を変化させたときの振動モード

と，防振アーバの動的コンプライアンスの関係を示した．その結果，アーバ本体の

振動における動的コンプライアンスの最大負実部を最小にし，減衰特性を最大

にするためには，アーバの固有振動近傍の周波数において，錘は両端が同じ位

相で運動する 1 次モードの振動となるようにする必要があることがわかった．  

 

 

4 .3 .2  レーリー法にもとづく動特性予測モデルおよび最適設計  

4 .3 .2 .1  解析方法  

 次に，アーバ本体の中空部寸法の最適設計手法について検討した．中空部の

長さ，直径を大きくすると，アーバ本体の剛性すなわちばね定数は低下する．しか

し，中空部に内蔵できるマスダンパの体積および質量を大きくできるので，減衰効

果の向上は期待できる．このため，アーバ本体の剛性低下とマスダンパによる減

衰性能向上を考慮し，周波数応答の最大負実部を最大にする最適設計が必
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要である．本報では簡易的な設計計算手法としてマスダンパの運動を一自由度

と考え，アーバ本体とマスダンパの 2 自由度系の計算を行うことで，アーバ本体の

中 空 部 寸 法 およびマスダンパの運 動 特 性 を最 適 計 算 する手 法 を検 討 した．  

Fig .4 .  18 に振動モデルを示す．この図に示したように，アーバ本体は質量 m 1，ば

ね定数 k 1，減衰係数 c 1 の振動系であり，マスダンパは質量 m 2，ばね定数 k 2，減

衰係数 c 2 となっている．この振動系は単純化して Fig .4 .  19 に示した 2 自由度振

動系と等価である．この図においてアーバ本体に f 1 の外力が作用したときに生じ

るアーバ本体の変位を x 1，錘の変位を x 2 とする．  

 

 

F i g . 4 .  1 8  V i b r a t i o n  m o d e l  o f  a  d a m p e d  t o o l  a r b o r  w i t h  t h e  m a s s  

d a m p e r  i n s t a l l e d  i n  a  h o l l o w  s p a c e .  

 

 

F i g . 4 .  1 9  C a l c u l a t i o n  m o d e l  o f  the  d y n a m i c  s t i f f n e s s  o f  the  

d a m p e d  a r b o r .  

 

 

4 .3 .2 .2  マスダンパの最適設計法  

 一般的な形状として，内部にテーパ形状の中空部を設けたアーバを Fig .4 .  20

に示す．図における左端の長さ l s の部分はスピンドルや工具ホルダが振動系に与

える影響を考慮するための部分である．このスピンドルおよび工具ホルダに対応す

る部分のヤング率を E s，密度を s とする．アーバの振動を解析するため，アーバ本
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体 と，スピンドルおよび工具ホルダに対応する部分を n 個の要素に分割して計算

を行った．  

この図に示したように， i 番目の要素の左端の固定端からの距離を z i，またアーバ

外径を D i，内径を d i，要素の厚さをz とする． i 番目の要素の質量 w i および断

面 2 次モーメント I i は次式で表される．  

 

 

F i g . 4 .  2 0  C a l c u l a t i o n  m o d e l  f o r  d y n a m i c  s t i f f n e s s  o f  t h e  h o l l o w  

t o o l  a r b o r .  

 

    
 
 

 
 
 
  
                     

 

 
 
 
   

    
            

  

   

    
 
 

  
  

                  

 

  
   

    
          

  

   

ここで， a はアーバ本体の密度である．工具先端に荷重 P が作用したときの，要

素 i における曲げモーメント M i，曲げ角度の増分  i，曲げ角度  i，変位 u i  は次

式で表される．  

 

              

    
  

    
   

   

       

 

   

 

   
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   

 

ここで L  はアーバ本体とスピンドルおよび工具ホルダに対応した部分，および先

端の工具すべてを含んだ長さである．ヤング率 E iについては，スピンドル及び工具

ホルダに対応した部分のヤング率を E s，アーバ本体のヤング率を E a として，E i  =  

E s (z i< l s )，E i  =  E a  ( z i≧ l s )である．このようにして工具先端の要素 n における変位

は，  

 

      

 

   

   
   

 

レーリー法を用いると，モード質量 m 1 およびモード剛性 k 1 は次式で表される． 

 

      

 

   

 
  

  
  

   
 

  
 

   

 

 質量 m 2 はアーバ本体の要素 m に接続されているとする．要素 m の位置は

z m=mz である．要素 m の変位 u m は次式で表される．  

 

      

 

   

   
   

 

錘 m 2 は両端においてアーバに接続されているが，Fig .4 .  19 に示したように振

動系を 2 自由度として扱うために，質量は重心である z m の位置である m 番目の

要素においてのみアーバと接続されているとする．このときに錘が接続されている

位置における変位 u m と，工具先端における変位 u n の比をとすると， 

 

  
  
  

 
   

 

である．Fig .4 .  21 に示したモデルで考えると，運動方程式は次式で表される． 

                                               

                                   

 
         
      

  
  
  
   

         
      

  
   
   
   

   
   

  
   
   
   

  
 
  

   
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4 .23 式を次式で表すと，  

                              

              

ここで，  

                           

また，減衰係数 c 1 および c 2 は，アーバ本体の減衰比をz 1，ダンパの減衰比をz 2

として，  

            ，                

である．  

Fig .4 .  22 に防振アーバの概寸を示す．アーバ全長は 400mm であり，前述のス

ピンドルおよび工 具 ホルダに相 当 する部 分 は 50mm，切 削 工 具 は先 端 側 の

50mm としている．アーバ外径は 47mm である．先端から 80mm の位置に中空部

が設けられている．中空部の長さを l 1，アーバ先端側 (図の右側 )の内径を d a，ス

ピンドルおよび工具ホルダ側 (図の左側 )を d b とする．中空部には錘が内蔵されて

おり，錘の両端は長さ 10mm のばね (ゴムなどの弾性体 )でアーバ本体と接続され

ている．アーバ本体の中空部と錘は 1mm の隙間を設けている．錘の材質はタング

ステン焼結体であり，密度は 16×10
3
 kg /m

3 である． 

 

 

 

F i g . 4 .  2 1  C o n s i d e r a t i o n  o f  t h e  c o n n e c t i n g  p o s i t i o n  b e t w e e n  the  

a rbo r  body and  t h e  weigh t .  
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F i g . 4 .  2 2  G e o m e t r y  o f  d a m p e d  m a s s  d a m p e r .  

 

 

はじめに，スピンドルおよび工具 ホルダの剛性 を考慮するために設 けた部分

(Fig .4 .  22 における左側の 50mm 部分 )について，解析上のヤング率および密度

の値を同定した．中空部の無い場合の周波数応答を計測し，振幅の最大値 と

固有振動数が計算値と一致するようにした．このようにして，スピンドルおよび工具

ホ ル ダ の 剛 性 を 考 慮 し た 上 で ， 中 空 部 長 さ l 1 =150 mm ， 中 空 部 内 径

d a =d b =36mm の場合について，コンプライアンスの最大負実部を最小にするばね

定数 k 2 を探索した．さらに，アーバ本体の中空部長さおよび内径を変化させて，

最適な中空部寸法 l 1，d a，d b，およびそのときの最適なばね定数 k 2 _ o p t を求めた．

2 自由度振動系のダイナミックダンパの最適化の方法としては，通常は定点理論

[4 -10]が用いられる．定点理論は，コンプライアンスの振幅最大値 fm a x を最小に

する方法である．しかし，びびり振動の安定限界切込み量を最大にする条件は，

fm a x を最小にする条件とは異なる．本研究では，次に示す方針でアーバ本体の

中空部寸法の最適化を行うこととした．  

(1 )コンプライアンスの最大負実部 R n _ m a x を最小にする  

(2 )中空部設置による静剛性 k sの低下は，中空部のない同一外径寸法および長

さのアーバの静剛性に対して 10%以内とする  

上記の (2 )に関しては，静剛性が低下するとびびり振動が生じなくても切削力によ

る工具の弾性変形が大きくり，加工精度が悪化することを防ぐためである．  

 

4 .4  防振アーバの動剛性解析結果  

4 .4 .1  有限要素法によるダンパ特性の最適設計  

 4 .3 .1 に説明した結果にもとづき，ダンパのばね定数 k 2 を 0 .5×10
6
 N /m から

4 .0×10
6
 N /m，さらに減衰比 z 2 を 0 .2 から 0 .4 と変化させて，工具先端を加振した
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Unit : mm

50l1

d
a

d
b

1010

1 f
4

7

Spindle and holder Weight Arbor

50

Spring

30



 

128 

ときの周波数応答を計算した．このときのコンプライアンスの最大負実部を Fig .4 .  

23 に示す．  

 

 

F i g . 4 .  2 3  M a x i m u m  n e g a t i v e  r e a l  p a r t  o f  d y n a m i c  s t i f f n e s s  o f  

d a m p e d  a r b o r .  

 

この結果から，どの減衰比においてもばね定数 k 2 が 2 .0×10
6
 N /m の場合にコンプ

ライアンスの最大負実部の絶対値が最小となる．また，ばね定数 k 2 が 1 .0×10
6
 

N /m から 2 .0×10
6
 N /m 近傍においては最大負実部は比較的変化が少ないのに

対し，それ以外の領域では最大負実部の絶対値は急激に変化する．さらに，減

衰比を大きくすると最大負実部の絶対値が低下する．また，実際の防振アーバの

設計において，ダンパのばね定数を k 2 =1.5×10
6
 N /m 近傍とすることで，ばね定数

の値が変化しても安定した減衰性能が得られると考えられる．  

 

4 .4 .2  質点系モデルにおける防振アーバの最適設計  

 動的コンプライアンスの振幅の最大値と固有振動数の実測値と計算値が一致

するように，スピンドルおよび工具ホルダに対応した部分の材料物性を計算上 で

合せ込むこととした．本研究では，スピンドル側の 50mm 部分のヤング率 E s，密度

 s，および減衰比を調整した．はじめに，外径 47mm および全長は切削工具を含

めて 400mm と対象としている防振アーバと同一の形状の中実アーバを用いて，

静的コンプライアンスを測定した．静的コンプライアンスは，工具先端にばねばかり

を用いて静荷重を与えて，そのときの変位をダイヤルゲージを用いて測定すること

で計算した．工具先端に加えた荷重と変位の関係を F i g . 4 .  2 4 に示す．この結

果より，静的コンプライアンスは 4 .39×10
- 6

 m/N とした．次に中実アーバの動的コン
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プライアンスの測定結果を F i g . 4 .  2 5 に示す．この図に示したように，周波数の

低い領域，すなわち周波数 0Hz におけるコンプライアンスは静的コンプライアンス

に一致するはずであり，1/K s で表される．この測定では，コンプライアンスの測定に

加速度計とインパルスハンマによるインパルス応答法を用いており，低周波数領

域 においては誤 差 を生 じている． F i g . 4 .  2 4 に示 した静 的 コンプライアンスと

F i g . 4 .  2 5 における固有振動数の計測値と計算値が誤差 5%以内で一致するよ

うに，上記のスピンドルおよび工具ホルダ相当部分の物性を計算上設定した．こ

の結果，スピンドル側より 50mm の領域のヤング率を 1 .9×10
2
 MPa ，密度を  2

×10
1 1

 kg /m
3 とした．また，動的コンプライアンスの振幅の最大値の誤差を 10%以

内とするように，減衰比は 0 .04 とした．  

次に，錘支持用ばねのばね定数 k 2 を k 2  =  1 .01×10
6
 N /m,  2 .02×10

6
 N /m ，

および 4 .04×10
6
 N /m と変化したときの，動的コンプライアンスの計算値を Fig .4 .  

26 に示す．中空部は，長さ l 1 =150  mm，内径は d a =36mm のストレート形状となっ

ている．また，錘の動特性はz 2  =  0 .463 ,  m 2  =1 .74  kg  と固定した条件で計算して

いる．  

 

 

 

F i g . 4 .  2 4  M e a s u r e m e n t  r e s u l t s  o f  s t a t i c  c o m p l i a n c e  o f  a  s o l i d  t o o l  

a r b o r .  
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F i g . 4 .  2 5  A p p r o x i m a t i o n  o f  s u p p o r t i n g  s t i f f n e s s  o f  a  s o l i d  t o o l  

a r b o r .  

 

 

 

F i g . 4 .  2 6  E x a m p l e  o f  c a l c u l a t i o n  r e s u l t s  o f  d y n a m i c  c o m p l i a n c e  

o f  a  d a m p e d  a r b o r .  

 

 

錘支持用ばねのばね定数 k 2 と，動的コンプライアンスの最大負実部 R n _ m a x (k 2 )

の関係を F i g . 4 .  2 7 に示す．この図 より，R n _ m a x (k 2 )の絶対値は，ばね定数が

k 2 =2.02×10
6
 N /mにおいて最小となることがわかる．一方で，振幅 fm i nを最小にす

るばね定数は k 2 =1 .01× 10
6
 N /m であり，R n _ m a x を最小にする k 2 と，fm i n を最小に

する k 2 は異なることがわかる．本研究では，4 .1 で述べたように，防振アーバの動

特性最適化の指標 として，動的 コンプライアンスの最大負実部を用いることとす

る．  
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F i g . 4 .  2 7  R e l a t i o n s h i p  b e t w e e n  s p r i n g  c o n s t a n t  o f  m a s s  s u p p o r t  

a n d  d y n a m i c  c o m p l i a n c e  o f  d a m p e d  a r b o r .  

 

 

4 .4 .3  中空部寸法の最適化  

次に，本方式により中空部寸法を変化したときの動的コンプライアンスと静剛

性について検討した．中空部の長さと内径寸法を変化したときのコンプライアンス

の最大負実部，および静剛性の計算結果を F i g . 4 .  2 8 および F i g . 4 .  2 9 に示

す．F i g . 4 .  2 9 における K s _ t h = 1.9×10
6  

N/m の直線は，静剛性の低下が 5%とな

るしきい値を示している．中空部の内径寸法 d a が大きくなると減衰特性は大きく

なり，静剛性は小さくなる．これは，内径が大きくした分，内蔵する錘の寸法を大き

くできるのでマスダンパの吸振性能は向上できる，しかしアーバ本体の断面積が

減少するために静剛性が減少するためである．それぞれの内径寸法 d a =32mm，

36mm，40mm おいて，R n _ m a x が最大となる中空部長さ l 1 が存在する．一方で，中

空部長さ l 1 をを長くすると静剛性は単調に減少すると言える．  

 以上の検討結果より，中実のアーバに対する静剛性の減少を 10%以内とし，か

つ動的コンプライアンスの最大負実部を最小にする中空部寸法として，直径 d a を

36  mm，長 さ l 1 を 150  mm とした．  
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F i g . 4 .  2 8  R e l a t i o n sh ip  b e t w e e n  d i m e n s i o n s  o f  h o l l o w  s p a c e  a n d  

m a x i m u m  n e g a t i v e  r e a l  p a r t  o f  c o m p l i a n c e .  

 

 

 

F i g . 4 .  2 9  Re la t ionsh ip  b e t w e e n  d i m e n s i o n s  o f  h o l l o w  s p a c e  a n d  

s t a t i c  s t i f f n e s s .  

 

 

4 .4 .4  中空部テーパ形状における防振アーバの動特性  

 次に，中空部長さ l 1 を 90mm，150mm，210mm の 3 通りとした場合について，

テーパ形状およびストレート形状の中空部に対する静剛性 K s と動的コンプライア

ンスの最大負実部 R n _ m a x の関係を Fig .4 .  30 に示す．   
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F i g . 4 .  3 0  S t a t i c  a n d  d y n a m i c  s t i f f n e s s  o f  s t r a i g h t  h o l l o w  p a r t  a n d  

t a p e r  h o l l o w  p a r t .  

 

-4.0E-7

-3.0E-7

-2.0E-7

-1.0E-7

6.0E-22

1.8E+6 1.9E+6 2.0E+6 2.1E+6 2.2E+6

R
e

a
l 
  

N
/m

Static stiffness N/m

-4.0

-3.0

-2.0

-1.0

0.0
x10-7

1.9 2.0

Static stiffness Ks N/m

1.8 2.1 2.2 x106

l1=90mm

da=32 mm

Tapered
da=40 mm
db=36 mm

da=40 mm
db=32 mm

da=40 mm
db=28 mm

M
a

x
im

u
m

n
e

g
a

ti
v
e

re
a

l
p

a
rt

R
n
_
m

ax
m

/N

da=40 mm

da=36 mm

Straight

-4.0E-7

-3.0E-7

-2.0E-7

-1.0E-7

8.0E-22

1.6E+6 1.8E+6 2.0E+6 2.2E+6

R
e

a
l 
  

N
/m

Static stiffness N/m

-4.0

-3.0

-2.0

-1.0

0.0
x10-7

1.8 2.01.6 2.2 x106

l1=150 mm

Straight
da=40 mm

da=32 mm

da=40 mm
db=32 mm

da=40 mm
db=28 mm

M
a

x
im

u
m

n
e

g
a

ti
v
e

re
a

l
p

a
rt

R
n
_
m

ax
m

/N

Static stiffness Ks N/m

da=36 mm

Tapered
da=40 mm
db=36 mm

-4.0E-7

-3.0E-7

-2.0E-7

-1.0E-7

1.0E-21

1.4E+6 1.6E+6 1.8E+6 2.0E+6 2.2E+6

R
e

a
l 
  

N
/m

Static stiffness N/m

-4.0

-3.0

-2.0

-1.0

0.0
x10-7

1.6 2.01.4 2.2 x106

l1=210 mm

Straight
da=40 mm

da=36 mm

Tapered
da=40 mm
db=36 mm

da=40 mm
db=28 mm

1.8

M
a

x
im

u
m

n
e

g
a

ti
v
e

re
a

l
p

a
rt

R
n
_
m

ax
m

/N

Static stiffness Ks N/m

da=40 mm
db=32 mm

da=32 mm



 

134 

 

図中には中実アーバに対 してばね定数の減少が 10%となる静剛性のしきい値

K s _ t h = 1.9×10
6  

N /m の直線も示してある．中空部をテーパ形状とした場合の小端

径 d b は 28mm から 36mm に変化させた．大端径はすべて 40mm としてある．この

結果から，テーパ形状の中空部において R n _ m a xは静剛性の増加に伴って常に減

少する．中空部長さ l 1 の増加および小端径 d b の増加に伴ってコンプライアンスの

最大負実部 R n _ m a x は向上する．それぞれの中空部長さに対して R n _ m a x と K s の

最適値を赤色のマーカで示した．最適な中空部長さ l 1 =および，小端径 d b は

l 1 =150 mm，d b =34 mm である．Fig .4 .  30 の中央のグラフに△のマーカで示したス

トレート形状の中空部の最適値は，テーパ形状の中空部と非常に近い値 となっ

ている．このため，以下の解析および実験の検討では中空部の最適寸法 として

内径 d a =36 mm，長さ l 1 =150 mm のストレート形状を最適形状とすることとした．た

だし，静剛性のしきい値を本研究よりも高 くする場合には，テーパ形状を採用す

べきである．採用した中空部形状を Fig .4 .  31 に示す．  

 

 

F i g . 4 .  3 1  Geome t ry of  the  des igned  ho l low  space .  

 

 

4 .5  防振アーバの実加工への適用  

4 .5 .1  モジュラー式防振アーバの最適設計  

一般に，工具長が短い場合は工具剛性が高いので，工具長は可能な限 り短

い方がびびり振動 を生 じにくく，高能率な加工が可能である．このため深穴 ，深

溝，キャビティ形状などの加工においては，浅い部位においては短い工具を用い，

加工する部分の深さに応じて長さを変えて用いることで，全体の加工時間の短縮

が可能である．しかし，加工部位ごとに長 さの異なる防振アーバを多数用意する

ことは，投資を増大させ，製造コスト増大の原因 となる．したがって，コスト増大を
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抑制していくためには，Fig .4 .  32 に示したように，長さ L a を変えた BT ホルダを複

数準備しておき，同一のモジュラー化した長さ L b ダンパを接続することで全体の

工具長 L a +L b を変化させて使用することが考えられる．  

防振アーバ本体の剛性は全長によって変化するので，ダンパの錘質量を同一

としても，錘支持用ばね定数，減衰係数の最適値は変化してしまう．すなわち，あ

る一つの工具長に対してダンパ部を最適化しても，全長を変化させて用いると，

減衰性能が劣化してしまうことが考えられる．そこで次に，モジュラー化したダンパ

部の最適調整を都度行 うことなく，幅広い範囲の長さで使用できる用いるための

ダンパ調整方式について検討した．工具として用いる最大の長さ L m a x = 400mm，

最小の長さ L m i n =300 mm として，L m a x の状態でダンパを最適化した場合，L m i n の

状態でダンパを最適化した場合のそれぞれについて，工具全長 L を 300mm，

350mm，400mm と変化したときの動的コンプライアンスを比較した．それぞれの条

件において，中空部の寸法は l 1 =150 mm，内径は d a =36 mm，内蔵されている錘

の質量は m 2 =1.74  kg と同一になっている．  

工具全長を L m a x =400  mm としてダンパを最適化した場合の計算結果につい

て，Fig .4 .  33 に示す．この図における緑色の曲線はダンパの錘質量を m 2 =1.74  

kg と固定した状態 (中空部寸法 l 1 =150 mm,  d a =36 mm)で，k 2 およびz 2 をそれぞ

れの工具長 (L=300  mm,  350  mm,  400  mm)に対して最適化した場合とを示して

いる．またこの図における赤色の曲線は，工具長 L=400 mm の状態で k 2 およびz 2

を最適化 (k 2  =2 .01×10
6
 N /m ，z 2 =0.42)し，BT ホルダの側の長さ L a を変更して

L=300 mm，350  mm とした場合を示している．この結果より，中空部寸法すなわち

錘質量を一定として，それぞれの工具長に対してダンパの調整を最適化すると，

工具本体の剛性向上に伴って，動的コンプライアンスの最大負実部における周

波数は高 くなるものの，最大負実部の大きさはさほど変化しないと言える．また，

L=400mm の状態で最適化したダンパを，L a を変更した BT ホルダに取付けても

同様であり，最大負実部の大きさはさほど変化していない．  

Fig .4 .  34 の緑色の曲線は，Fig .4 .  33 と同様にそれぞれの工具長に対して最適

化した場合を示している．また，この図の赤色の曲線は Fig .4 .  33 と同じ中空部寸

法および錘質量のダンパについて，工具長を L=300mm とした状態で最適化 (k 2  

=5 .30×10
6
 N /m ，z 2 =0.34)し，L a を変更した BT ホルダに取付けて工具長を

L=350 mm，400mm とした場合を示している．この結果から，工具長を L=300 mm

として最適化したダンパを L=350mm，400mm として使用すると，動的コンプライア

ンスの最大負実部の絶対値は大きくなると言える．  
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F i g . 4 .  3 2  Example  o f  chang ing  to ta l  leng th  of  damped  a rbo r  b y changing  BT 

too l  ho lder.  

 

 

 

F i g . 4 .  3 3  Compl iance  of  the  too l  wh ich  i s  op t imized  whe re  to ta l  leng th  i s  

400mm.  
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F i g . 4 .  3 4  Compl iance  of  the  too l  wh ich  i s  op t imized  whe re  to ta l  leng th  i s  

300mm.  

 

 

以上の検討から，使用する工具長の最も長い場合に対してダンパを最適設計

すると，工具長が短い場合に対しても性能の劣化は少ないと言える．このため，マ

スダンパをモジュラー化して異なる BT ホルダに取付けて使用する場合には，工具

長が最大の場合を想定してダンパ設計を行 う必要がある．  

 

4 .5 .2  工具回転時のバランスに関する検討  

 マスダンパの錘は弾性体によって支持されており，工具の回転軸と錘の中心軸

にはずれを生じる可能性がある．中心軸にずれがあると，工具回転時にアンバラ

ンスを生じるため振動を発生する可能性がある．そこで次に，錘の中心軸のずれ

によるアンバランスが工具回転時の振動に及ぼす影響を考察する．錘の質量を

m 2，錘の中心軸のずれを e，錘の半径を r a とすると，アンバランスの質量 m u は次

式で表される．  

   
   

  
 

   

 

中空部の半径 d a =36 mm，長さ l 1 =150mm の場合，錘の質量は m 2 = 1.74  kg，錘

半径を r a =17 mm とする．中空部内面と錘の外形は 1mm のすき間が設定されて

おり，錘 の中心軸が最大で e=1 mm であったとすると，アンバランスの質量は

m u=0.102  kg  となる．工具の回転数を S  min
- 1 とすると，アンバランスによる遠心力

は次式で表される．  
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   

工具回転数を S=636 min
- 1 とすると，錘中心軸のずれによる遠心力は F u=0.45N

となる．一般に加工中には工具先端に数百 N の切削力が作用するが，F u は切

削力に対して十分小さい．また錘のアンバランスによる振動は工具回転数 S=636 

min
- 1 に対して 10 .6  H z となり，アーバの固有振動数 189  Hz と比較しても十分低

く，錘中心軸のずれの工具振動への影響は無視できると考えられる．  

 

 

4 .6  実験検証  

4 .6 .1  実験方法  

 上記の設計方法の検証，および防振アーバの切削性能を評価するため，中空

部寸法を l 1 =150 mm，内径を d a =36 mm のストレート形状とした全長 L=400 mm

の防振アーバを試作した．全長 L=400 mm のうち，先端の切削工具は長さ 50mm

である．試作した防振アーバの概観を Fig .4 .  35 に示す．使用した切削工具は刃

先の直径 50mm，4 枚刃の高送り工具 (日立ツール製 ASR4050 -4)である．工具

に取付けられているインサートはコーテッド超硬合金であり，10mm のノーズ半径が

設けられている．防振アーバのスピンドル側はミーリングチャックで把持している．

実験には中実アーバと防振アーバを用いた．工具の動的コンプライアンスは Fig .4 .  

36 に示したように，工具先端に加速度ピックアップを取付け，その反対側をインパ

ルスハンマによって打撃したときの打撃力と加速度応答を計測することによって行

った．実験に用いた被削材は幅 150mm，長 さ 250mm の 0 .5%C の鋼材 ( J IS  

S50C)である．初めに，びびり振動に対する安定性を評価するため，Fig .4 .  37 に

示 した よ うに工 具 径 方 向 の切 込 み量 を 30mm ， 1 刃 当 りの工 具 送 り量 を

1mm/ too th とし，回転数 ，軸方向切込み量 ，および送 り方向を変化 させて切削

音からびびり振動発生の有無を判断した．実験条件をまとめて Tab le  4 .  2 に示

す．  

次に，試作した防振アーバの性能を定量評価するため，軸方向を連続的に変

化させて，切削音 ，加工面の表面粗さを評価した．切削音の評価には騒音計を

用いた．主軸回転数は 636  min
- 1，送 り速度は 2 ,544  mm/min，工具の半径方向

切込み量は 30mm であり，ダウンカットとなる方向に工具を送った．Fig .4 .  38 に示

したように，被削材の長手方向に 250mm 切削加工し，加工に伴って回転軸方

向の切込み量が増大するように傾斜方向に工具を送った．従来の中実工具では，

切削長 250mm に対して切込み量が 0  mm から 0 .8  mm と増大するようにした．ま

た，試作した防振アーバでは，切込み量が 0  mm から 1 .5  mm と増大するようにし

た．実験条件をまとめて Table  4 .  3 に示す．  
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F i g . 4 .  3 5  Ou t look  of  p ro to typed  damped  a rbor.  

 

 

 

F i g . 4 .  3 6  Measurement  o f  dynamic  s t i ffne ss  o f  damped  a rbo r.  
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F i g . 4 .  3 7  Se tup  o f  mi l l ing  t es ts (1 ) .  

 

T a b l e  4 .  2  Mi l l ing  t es t  con f igu ra t ions (1) .  

 

 

Feed

30

250

Arbor

Work piece  (JIS-S50C)

Unit : mm

Cutter (ASR4050-4)
Diameter 50
Number of teeth 4

Feed rate
1mm/tooth

Spindle revolution

400

150

Spindle revolution : 400-1000 min-1

(Maximum cutting velocity : 63-157 m/min)

Feed speed : 1600-4000mm/min

(Feed rate : 1.0 mm/tooth)

Radial depth of cut : 30mm

Down milling , Up milling

Cutting tool

Work piece

Cutting conditions

Cutting fluid

Machine tool

High feed milling tool

ASR4050-4(Hitachi Tool Eng. ,Ltd.)

Diameter : 50 mm

Number of teeth : 4

Insert : EDNW13T4TN-10 JX1045

(Hitachi Tool Eng. ,Ltd.)

Tool length :400 mm

JIS S50C

Soluble

Vertical machining center

VS5A (Mitsui seiki kogyo Co. ,Ltd.)
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F i g . 4 .  3 8  Se tup  o f  mi l l ing  t es ts (2 ) .  

 

T a b l e  4 .  3  Mi l l ing  t es t  con f igu ra t ions (2) .  

 

 

 

 

30

250

Unit : mm
Feed

30

250

Arbor

Work piece  (JIS-S50C)

Unit : mm

Cutter (ASR4050-4)
Diameter 50
Number of teeth 4

Feed rate
1mm/tooth

Spindle revolution

400

150

Cutting tool

Work piece

Cutting conditions

Cutting fluid

Machine tool

High feed milling tool

ASR4050-4(Hitachi Tool Eng. ,Ltd.)

Diameter : 50 mm

Number of teeth : 4

Insert : EDNW13T4TN-10 JX1045

(Hitachi Tool Eng. ,Ltd.)

Tool length :400 mm

JIS S50C

Spindle revolution : 636 min-1

(Maximum cutting velocity : 100 m/min)

Feed speed : 2544mm/min

(Feed rate : 1.0 mm/tooth)

Radial depth of cut : 30mm

Down milling

Soluble

Vertical machining center

VS5A (Mitsui seiki kogyo Co. ,Ltd.)



 

142 

4 .6 .2  防振アーバの動特性  

 試作した防振アーバの動的コンプライアンス測定結果を Fig .4 .  39 に示す．比較

のために，長さ 400mm の従来アーバの測定値も示している．この図から，従来ア

ーバの最大負実部は -2 .9×10
- 6

m/N であるのに対して， -2 .7×10
- 7

m/N と約 9 倍

に向上している．設計値および測定値には周波数約 220Hz 近傍において大きな

誤差を生じている．この誤差は計算モデルを 2 自由度で近似している点などが影

響しているものと思われるが，最大負実部の値，および固有振動数において良 く

一致しているものと考えられる．  

 

 

F i g . 4 .  3 9  D ynamic  compl i ance  of  the  p ro to typed  too l  a rbo r.  

 

 

4 .6 .3  加工実験結果  

 はじめに，従来工具を用いて，Tab le  4 .  2 に示した条件で， J IS -S50C 材を切削

してびびり振動安定性を評価した．加工条件として，径方向切込み量を 30mm，

1 刃当りの工具送り量を 1mm/ too th として，工具回転数と軸方向切込み量を変

化させた．この結果を Fig .4 .  40 に示す．図中の×のマーカは，びびり振動が発生

したことを示している．従来アーバを用いた切削加工では，回転数 400min
- 1 から

1000min
- 1，軸方向切込み量 0 .1mm から 0 .2mm のすべての条件でびびり振動が

発生した．  

 次に，試作した防振アーバを用いて Tab le  4 .  2 の条件での切削加工を行った．

Fig .4 .  41 (a)はアップカットの場合であり，Fig .4 .  41(b )はダウンカットば場合を示し

ている．図中の○のマーカはびびり振動が発生せずに良好な切削状態であったこ

とを示している．×のマーカはびびり振動が発生した場合を示している．この結果

から，アップカットの場合，軸方向切込み量 0 .6mm 程度まで，ダウンカットの場合

-4.00E-6

-3.00E-6

-2.00E-6

-1.00E-6

0.00E+0

1.00E-6

2.00E-6

3.00E-6

4.00E-6

0 100 200 300 400 500

M
a

g
N

/m

Frequency Hz

100 200 300 400 500

Frequency   Hz

0
-4.0

0

4.0
X10-6

C
o

m
p

li
a

n
c
e

(r
e

a
l p

a
rt

) 
  

m
/N

1.0

3.0 Damped arbor(Designed)

2.0

-3.0

-2.0

-1.0

Damped arbor(Measured)

Conventional arbor(Measured)



 

143 

軸方向切込み量 0 .7mm 程度まではびびり振動を発生せずに加工が可能であっ

た．  

 以上の実験結果より，試作した防振アーバでは従来アーバと比較して，回転数，

軸方向切込み量を変化しても広い範囲でびびり振動を抑制でき，高能率な加工

が可能であることがわかった．  

 

 

F i g . 4 .  4 0  Mi l l ing  te s t  re su l t  w i th  Conven t iona l  a rbor.  

 

 

 

(a )Up mi l l ing          (b )Down Mi l l ing  

F i g . 4 .  4 1  Mi l l ing  te s t  re su l t s  wi th  de s igned  damped  a rbo r.  

 

 

 次に，試作した防振アーバの性能を定量評価するために，Table  4 .  3 に示した
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条件で切削実験を行った．  

 従 来の中実工具および試作した防振アーバにおける加工中の騒音計の出力

電圧を Fig .4 .  42 (a)および Fig .4 .  42 (b)に示す．工具の送りに伴って切込み量 a p

が増大するように傾斜切削を行っているので，加工時間の増加に伴い切削音は

大きくなっている．従来の中実工具では約 6 .0 s において切込み量 a p は 0.8mm，

試作した防振アーバでは 6 .0 s において切込み量 a p は 1 .5mm と約 2 倍の切込み

量となっているにも関わらず，切削音は小さくなっており，振動を抑制できていると

言える．Fig .4 .  42 における切削音のパワースペクトラムを Fig .4 .  43 に示す．この切

削実験において工具回転数は 636min
- 1，工具の刃数は 4 枚であることから，切

削の周波数は 42 .4Hz となっている．また工具の固有振動数は 189Hz である．切

削の周波数の整数倍 ，および工具の固有振動数近傍においてパワースペクトラ

ムは大きくなっている．従来の中実工具では加工中に大きなびびり音を生じ，試

作 した防振アーバよりも大 きなパワースペクトラムを生 じている．特に工具の固有

振動数に近い 200Hz 近傍において大きな振動を生じていると言える．   

 

 

(a )  Conven t iona l  too l      (b )  P ro to typed  damped  too l  
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(a )  Conven t iona l  too l     (b )  P ro to typed  damped  too l  

F i g . 4 .  4 3  Spec t rum of  cu t t ing  sound  in  ob l ique  mi l l ing  te s ts .  

 

 

従来の中実工具と試作した防振アーバによって加工した面の観察結果を Fig .4 .  

44 および Fig .4 .  45 に示す．加工面の仕上げ面粗さは図における A，B，および C

の 3 つのラインに沿って測定した．A は工具の回転中心の位置であり，B および C

は A からそれぞれ 5mm，10mm の位置である．表面粗さの測定は十点平均粗さ

RzJ IS によって評価した．これらの結果から，切込み量の増大に伴って表面粗さも

増大 しており，また従来の中実工具では試作した防振アーバと比較して十点平

均粗さも大きく，切削開始直後より加工面にはびびりマークが観察される．  

 以上の検討により，試作した防振アーバを用いることで切込み量を増加してもび

びり振動を生じにくく，表面粗さの良好な高精度な加工が可能であることがわかっ

た．  
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F i g . 4 .  4 4  Sur face  roughness  o f  work  p iece  mach ined  wi th  a  convent iona l  

too l .  

 

 

 

F i g . 4 .  4 5  Sur face  roughness  o f  work  p iece  mach ined  wi th  the  p ro to typed  

damped  too l  a rbo r.  

 

 

4 .7  考察   
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本研究で対象にしているマスダンパは，錘の両端がばねで支持された構造とな

っており，Fig .4 .  4 に示したようにアーバ本体の 1 次モード振動と合せて 3 自由度
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の運動を考慮する必要がある．しかし，本研究の方法では中空部寸法の最適化

を目的として，アーバ本体に作用する曲げモーメントを考慮して，アーバ本体の振

動を 1 自由度系とし，さらに錘はその重心位置において 1 自由度運動するものと

仮定しているので，防振アーバ全体を 2 自由度系に近似して計算している．この

妥当性を検討するために，この計算結果を有限要素法によって計算した Fig .4 .  

23 の結果と比較したものを Fig .4 .  46 に示した．マスダンパの減衰比は，どちらも

z 2  =0 .3 の場合を示している．この図から，ばね定数が小さい領域では，吸振錘の

2 次モードの振動の影響が現れており，誤差が大きくなっているが，最大負実部

が最小となるばね定数 k 2 =2.02×10
6
 N /m 近傍において 2 自由度系に近似した計

算結果と，有限要素法により多自由度を考慮した結果は良い一致を示しており，

アーバ先端における変位と，  4 . 10 式に示した錘の重心位置における変位の比 

を導入した近似計算により妥当な結果が得られると考えられる．  

 本 研究で提案した防振アーバの設計手法では，アーバ本体の振動はレーリー

法を用いて 1 次モードを近似し，マスダンパにおける錘は質量 m 2 がその重心の位

置においてアーバ本体に反力を与える 2 自由度系に近似している．このために，

防振アーバの工具先端における振動の変位 と，マスダンパにおける錘の重心位

置における振動変位の比 を運動方程式に導入した．工具先端における動的コ

ンプライアンスについて，変位の比 を用いない場合と，用いた場合の計算結果を

Fig .4 .  47 に示す．この結果から，錘が工具先端に直接接続されている場合，す

なわちを用い場合は，より大 きな反力を作用させることになるので，最大負実部

は小さくなっている．さらに負実部が最大となる周波数においても，提案した方法

は良い予測結果を示していると言える．  
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F i g . 4 .  4 6  C o m p a r i s o n  o f  c a l c u l a t e d  r e s u l t s  o f  m a x i m u m  n e g a t i v e  

r e a l  p a r t  o f  c o m p l i a n c e  b y  2 D O F  a n a l y t i c a l  m o d e l  a n d  F E M  m o d e l  

whe re  z 2 =0.3.  

 

 

 

F i g . 4 .  4 7  Compar ison  of  measu red  and  ca lcu la ted  dynamic  compl i ance .  
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具ホルダ側で最小となる．反対に曲げモーメントは工具側で最小となり，工具ホル

ダ側で最大となる．このために中空部をテーパ形状とすることで，ストレート形状 と

比較すると工具側の重量が軽く，すなわち工具側の運動エネルギを減少させる．
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さらに，曲げモーメントが大きくなる工具ホルダ側において中空部径が小さいので

断面二次モーメントが大きく，静剛性も高 くなる．したがって，中空部の体積を同

一とするとテーパ形状ではストレート形状と比較して動剛性および静剛性の両方

を向上できると言える．  

 

4 .7 .3  試作防振アーバの動特性  

 工 具全長を変化して用いる場合の，モジュラー化したマスダンパの動特性につ

いて考察する．工具全長 L=300 mm および 400  mm の場合について，中空部寸

法長さ l 1 =150mm，中空部内径 d a =36mm(錘質量 m 2 =1 .74  kg)と一定にし，マス

ダンパの錘支持のばね定数 k 2 を変化させたときの動的コンプライアンスの最大負

実部を Fig .4 .  48 に示す．全長を L=300mm とした場合のばね定数の最適値は

k 2 _ o p t =5.3×10
6
 N /m，L =400mm とした場合は k 2 _ o p t =2.1×10

6
 N /m となっている．

全長 L=400mm の工具では，ばね定数が最適値よりも大きく，L=300 mm の最適

値である k 2 _ o p t =5.3×10
6
 N /m とすると，最大負実部 R n _ m a x は大きく劣化している．

一方で，長さ L=300 mm の工具では，ばね定数 k 2 が変化しても R n _ m a x の変化は

小さい．この結果より，ばね定数が最適値よりも小 さい領域では，ばね定数の変

化に対する最大負実部の変化は小さいが，ばね定数が最適値よりも大きい領域

では最大負実部の変化が大きいことがわかる．このため長い工具で最適化したダ

ンパを短い工具で使用しても動的コンプライアンスの変化が小さいと考えられる．  
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4 .7 .4  試作防振アーバの切削性能  

 本研究で提案した方法により設計した防振アーバにより，従来の中実工具と比

較して切削性能が向上した．Tab le  4 .  3 の条件での実験結果における切込み量

と切削音 (騒音計の出力電圧 )の実効値 (RMS)との関係を Fig .4 .  49 に示す．こ

の図から試作した防振アーバにおける実効値は，切込み量 a p を 1 .5  mm まで大き

くしても 0 .15× 10
- 7

 V
2 である．この値 は従 来 の中実 工 具 における切 込み量

a p =0.16  mm 程度と同様である．Fig .4 .  40 および Fig .4 .  41 の結果と比較して大

きな切込み量でも切削加工が可能となっているが，これは送りに伴い軸方向切込

み量が増大して行くが，再生効果によって振動振幅が増幅するのに時間を要す

るために，軸方向切込み量が一定の場合よりも大きな切込み量で切削加工でき

ているものと考えられる．Fig .4 .  44 と Fig .4 .  45 における切込み量と表面粗さの関

係を Fig .4 .  50 に示す．表面粗さの許容値を R zJ IS<50mm とすると，従来の中実

工具では切込み量は 0 .2mm 程度であるのに対 し，試 作 した防 振 アーバでは

1 .2mm までの切込みが可能である．  

 以上の切削音，加工面の表面粗さの評価結果より，本研究で提案した防振ア

ーバはびびり振動を抑制し，切込み量を従来工具の 6 倍以上に向上でき，高能

率な加工が可能であると言える．  

 

 

F i g . 4 .  4 9  RMS o f  the  sound  in  cu t t ing  te s t s .  
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F i g . 4 .  5 0  Compar ison  of  su r f ace  roughness  o f  the  mach ined  su r f ace .  

 

 

4 .8  工業製品への適用  

大型機械部品や金型などの加工において，長尺工具のびびり振動を抑制し

つつ，さらにコスト低減が可能な，防振アーバの設計指針を示した．本章で説明

したように，動的コンプライアンスと静剛性を向上できるマスダンパの方式 ，および

異なる長 さで使用する場合のマスダンパの調整方式について示した．本研究で

開発した防振アーバでは，びびり振動 を抑制によって加工能率を向上すると同

時に，工具寿命を 10 倍に向上し，加工コスト低減に貢献している [4 -11 ,4 -12 ]．  

 

 

4 .9  結言  

 金 型 などの大物部品の加工におけるびびり振動抑制 と切削性能向上を目的

に，アーバの内部に中空部を設け，マスダンパを内蔵した防振アーバの設計方法

と切削性能について検討した．はじめに動的コンプライアンスのモデルを構築し，

これに基づく設計方法を提案した．また，提案 した設計方法にもとづく試作を行

い切削性能の評価を行った結果，以下の結論を得た．  

1 )  レーリー法に基づき，中空部の寸法を変化してアーバ本体の剛性を計算し，

マスダンパの錘の重心において反力が作用する 2 自由度系として近似するこ

とにより，動的コンプライアンスの高精度な予測モデルを構築 した．これによる

設計方式を提案した．  

2 )  中空部の体積を同一にした場合，中空部をテーパ形状とすると，ストレート形

状と比較して動的コンプライアンスと静剛性を向上できることを明らかにした．  

3 )  マスダンパをモジュラー化し，異なる長さの BT ホルダに接続して用いる場合，

マスダンパを使用する範囲で最大の長さに対して最適化することによって，長
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さを変化しても動的コンプライアンスの変化を生じずに使用できることを明らか

にした．  

4 )  切削実験において測定した切削音および加工面の表面粗さの結果より，試

作した防振アーバでは従来の中実工具に比較して約 6 倍に切込み量を向上

でき，高能率な加工が可能であることを明らかにした．  
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第 ５章  結論  

5 .1  研究の結論  

本研究では，社会を支える様々なインフラ製品の製造プロセスにおいて，加工

能率の飛躍的な向上を目的として，キー部品の高速 ミーリングプロセスのモデル

ベース開発技術の構築を行った．三次元形状の機械部品加工において，切削

工具の回転軸方向の変位や，複雑な工具軌跡を考慮した加工精度予測 ，また，

工具交換を行いながら複雑形状を加工する場合の工具選定等を考慮したプロ

セス設計の実現を目指し，  

(1 )工具軸方向に弾性変位する薄板のフェースミル加工  

(2 )径方向に弾性変位するボールエンドミルの三次元送り加工  

(3 )突出し長さを変化した長尺工具によるキャビティ加工におけるびびり振動抑制  

の 3 つの課題について，それぞれに切削力と振動解析に基づく加工精度の予測

に基づく，最適加工条件および治工具のモデルベース開発技術を構築し，実験

検証した．本章では，本研究によって得られた結果を以下にまとめる．  

 

 第 2 章では，エレベーター用ガイドレール等の薄板長尺材の高速 ・高精度加工

を目的に，複合フライス工具によりガイドレール頭部の左右側面の同時加工を行

う時の，加工精度について予測モデルの構築 とこれに基づく高速加工プロセスを

実験検証した．その結果，切削が終了する領域において，複合フライス工具とガ

イドレール頭部の中心のずれ量が大きい程二面幅の減少量は大きくなるが，フラ

イス工具の軸方向切削力は切込みに依存しない成分があり，一定値以下の中

心のずれ量では二面幅減少量は大きくならないことがわかった．また，同時に作

用する切れ刃数の変化によって，側面にうねりが形成 されるモデルを考案し，実

測値と比較した結果 ，中心のずれ量 ，剛性がうねりに及ぼす影響を解明した．さ

らに，高精度な加工を実現するための中心のずれとクランプ剛性に対する基準値

を明らかにした   

 

 第 3 章では，金型製作時の熱処理や専用工具製作の工数を削減することを目

的 として，標準工具を用いた焼入れ鋼への小径穴の直接加工を検討した．硬 さ

HRC58 の焼入れ鋼への，小径ボールエンドミルを用いたヘリカル送 りによる小径

テーパ穴の高能率加工を実現するために，工具の送り方向などの加工条件が加

工精度に及ぼす影響について予測モデルを構築し，これに基づく加工プロセスに

ついて実験検証した．その結果，工具折損を生じずに連続的にテーパ穴加工が

可能なヘリカル送 りピッチにおいて，工具摩耗が増大すると切削力は増大するが，

加工面側がアップカットとなる右ねじ方向送りの方が，加工面側がダウンカットとな

る左ねじ方向送 りの場合よりも，工具摩耗の切削力への影響は小さいことを示し
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た．また，工具摩耗増大による穴径の変化量は切削力の増大傾向と一致し，加

工面側がアップカットとなる右ねじ方向送 りの方が穴径の変化は比較的小さいこ

とを明らかにした．右ねじ方向送 りでは，実用上許容の範囲内ではあるが切削初

期より加工面の表面粗さが悪 く，また工具摩耗の増大によりバリが発生し，表面

粗さも悪化することがわかった．さらに，有限要素法を用いた解析では，工具のス

トレート部 とテーパ部の境界部において最大の応力が生じ，工具摩耗時の切削

力では材料の疲労強度に匹敵する応力が作用し，エンドミルが折損しやすくなる

ことを示した．  

 

 第 4 章では，金型などの大物部品の加工におけるびびり振動抑制と切削性能

向上を目的に，アーバの内部に中空部を設け，マスダンパを内蔵した防振アーバ

の設計方法と切削性能について検討した．はじめに動的コンプライアンスの予測

モデルと，これに基づく設計方法を提案した．また，提案した設計方法にもとづく

試作を行い切削性能の評価を行った．その結果，中空部の体積を同一にした場

合，中空部をテーパ形状とすると，ストレート形状と比較して動的コンプライアンス

と静剛性を向上できることを明らかにした．また，マスダンパをモジュラー化し，異な

る長さの BT ホルダに接続して用いる場合，マスダンパを使用する範囲で最大の

長さに対して最適化することによって，長さを変化しても動的コンプライアンスの変

化を生 じずに使用できることを明 らかにした．試作 した防振アーバを用いた切削

実験において，測定した切削音および加工面の表面粗さの結果より，従来の中

実工具に比較して約 6 倍に切込み量を向上でき，高能率な加工が可能であるこ

とがわかった．  

 

 

5 .2  今後の工業化への展開  

 本研究では，三次元形状の切削加工において，加工能率 ，加工精度を向上

するプロセス設計を実現するため，各種方式における切削力予測に基づく加工

プロセスのモデルベース開発技術を構築した．また，びびり振動の抑制が可能な

防振アーバの設計技術を構築した．特に，医療機器 ，エレクトロニクス等の分野

では製品の小型化に伴い，微細切削加工のニーズが高まっており，多 くの研究

が着手されている [5 -1 ,5 -2]．特に，光学機器や分析機器等を対象 とし，被削材

質として金属材料だけでなくガラス等の硬脆材料の切削加工技術の開発も進め

られている．これらの加工では，加工精度や工具寿命に関する検討はさらに重要

であり，本研究で提案しているように，切削力 と，工具材料の疲労強度に基づく

工具設計が重要になると考えられる．一方で，電力プラント，航空 ・宇宙，自動車，

産業機器などの大型機械部品においては，強度や耐熱性に優れた新素材の開
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発が急ピッチで進められている．これらの材料では切削加工が困難な場合が多く，

難削材の加工技術開発が急務となっている [5 -3]．工具鋼や，N i 合金，Ti 合金

等では，一般的な構造用炭素鋼 と比較すると工具摩耗が大きく，また，切削力

が大きいため，加工精度の確保が困難という課題がある．特にびびり振動に関し

ては，長尺工具のびびり振動抑制だけでなく，被削材の剛性に起因したびびり振

動の予測 ，被削材のびびり振動を抑制する治具等への本技術の応用が必要に

なると考えられる．  

 

 

以上のように，本研究では切削力に基づいた加工精度の予測と，治工具の最

適設計が可能な，加工プロセスのモデルベース開発技術を構築し，実際の工業

製品への適用によって本研究の妥当性を実証した．  
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内海幸治氏 ，河野一平氏には共同研究者 としてご討論 と多大なご協力をいた

だき，研究を円滑に推進することができました．  

以上の方々に，心より感謝申し上げます．  

 

 

2014 年 6 月 2 日  

小野塚  英明  

 


