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第１章 緒論 

 

 研究の背景 

第１項 工作機械の歴史 

工作機械の中でも旋盤は軸や穴を精度よく，かつ低コストで作るために古くから用い

られている．今日でも自動車やその他産業機械の構成部品の製作に使われ，豊かな社会の

実現の一役を担っている．中でも自動車産業は各国の基幹産業として重要な位置を占め

ており，旋盤を用いた加工によってトランスミッションギア，ディファレンシャルギア，

コンプレッサー，その他多くの部品が製作されている．これらの旋削が低コストで実現で

きることで，自動車の価格も低く抑えられ購入者である我々は恩恵を受けている．この旋

盤の発展・進化は産業の発展・進化と共に歩んできた．産業用としての旋盤の始まりは陶

器の製作で使用する ろくろ の原理を応用したものと言われている [1]．その後，開発さ

れた金属加工用旋盤は 19 世紀にアメリカで兵器の生産に使われて大きく発展した．近年

になると数値制御（Numerical Control）装置が開発されたことによって NC 旋盤が登場し

た．これによって，更なる使い勝手の向上，生産性の向上が図られた．一方で加工に目を

向けて見ると，切削工具は工具鋼から合金鋼，高速度工具鋼，超硬工具鋼，セラミクス，

サーメット，CBN に至るまで新たな材料の開発と共に発展・進化してきた．同時にコー

ティングの開発により母材の特性より高機能な特性を実現できるようになった．以上の

様に旋盤は機械本体に加えて切削工具の発展により飛躍的に生産性が向上してきた．し

かしながら，切削のプロセスについては回転する被削材に工具を押し当てて所望の径に

なるように被削材を削り取る，という物理的な現象は変わらない．製品の製造において切

削プロセスは常に安定な状態であることが重要で，プロセスの安定は製品品質の安定に

繋がる．切削プロセスが不安定となったときの状態は一般的にびびり振動と言われる．び

びり振動が発生するとびびり痕が被削材の加工面に残り加工面品質が悪化する．さらに

はびびり振動の成長によって過大な切削力を生じると切削工具の欠損や機械の破損に至

り，生産が続けられないという問題が起こる．したがって，びびり振動のメカニズムを理

解し，その抑制方法を検討することは学術的だけではなく，産業としても重要である． 

 

第２項 びびり振動の先行研究 

びびり振動は強制振動によるものと自励振動によるものに大きく区別できる．強制振

動によるびびり振動の例としてキー溝の付いた被削材を切削する際の断続加工が挙げら

れる．切削力はキー溝の部分に入るときに刃先が被削材から離れることで 0 になり，再

び被削材に当たるところまで回転すると切削力が衝撃力として生じる．この切削力の繰

返し変動が機械の振動特性を通して強制振動となり被削材の加工面にびびり痕を残す．

この現象は力加振による強制びびり振動と呼ばれる．他には周期的な切くず生成時の切
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削力変動や，主軸の不釣り合いによる回転振動などで強制振動が生じる．強制びびり振動

は加振源となる現象を抑制することができれば無くすことができる．言い換えれば，加振

源を抑制できなければ無くならない．例えばキー溝加工時の強制びびり振動は一般的に

は無くすことはできない．しかし，機械の振動特性を改善して強制振動を小さくすること

が可能である．一方で，自励振動によるびびり振動は被削材の剛性が弱い場合や機械の剛

性が弱い場合に起こり易い．初めは一定の切削力であっても機械の振動特性を通して振

動変位が生じ，これが切込み等の変動としてフィードバックして切削力の変動を引き起

こすような切削プロセスの中に閉ループが存在するときに起こる現象である．自励びび

り振動は小さなきっかけからでも非常に大きく発達し得るが条件によっては発達しない，

すなわち抑制することも可能である．旋削における自励びびり振動の再生型については

Tlusty [2]，Tobias [3]，および Merrit [4]らによって 2 次元切削に関してメカニズムが明ら

かにされた．また，2 自由度以上のモードカップリング型については Tlusty [5] [6]がこれ

までにメカニズムについて報告している． 

旋削加工における再生型のびびり振動は Fig. １.1. に示される様に，過去の振動が加工

面起伏として残り，この起伏と現在の振動の差が切取り厚さ変動となる．その結果，切削

力の変動が生じ，これが切削プロセスの中でフィードバックループとなり現在の加工に

影響を及ぼす．ここでループのゲインが大きいと発生した振動は成長してびびり振動と

なる．この様に切削プロセスでは過去の振動が再生効果として現在の加工に現れる．この

びびり振動を抑制する手段の一つとして現在と過去の振動の位相差に着目した方法を挙

げることができる．現在と過去の振動の位相差が無ければ切取り厚さ変動が生じないた

め切削力の変動も生じない．この条件を満たす主軸回転速度を選択することでびびり振

動を抑制することができる．この応用として主軸回転速度を変動させてびびり振動を抑

制する手法が提案されている．Takemura ら [7]は切削プロセスから機械構造振動系に流

入するエネルギと，機械構造内で消散されるエネルギのバランスに注目し，機械構造内で

消散されるエネルギの方が大きくなるように主軸回転速度を変動させることでびびり振

動を低減する方法を提案している．Inamura ら [8]は主軸回転速度変動の安定性解析手法

について提案し，解析結果と実験結果の比較を行った．そこでは主軸回転速度の変動周期

はびびり振動抑制に影響しないと報告しているが，Sexton ら [9]は同様に安定性解析を行

い，その間違いを指摘した．さらに，主軸回転速度変動は安定性を常に向上させるのでは

なく主軸回転速度が一定の場合よりも不安定になることがあることを示した．その後，主

軸回転速度変動は安定性解析手法の研究と共に盛んに行われてきた． 

安定性解析の手法としては周波数領域で問題を解く方法と，時間領域で問題を解く方

法の２つが挙げられる．周波数領域で安定性を議論する場合には安定限界を示す限界切

削幅を指標とする方法が Tlusty ら [2]によって報告されている．同様に周波数領域で安定

度合いを示すゲインマージンを指標とする方法が Shamoto ら [10]によって開発された．

一方で，時間領域で安定性を議論する場合には微小時間ステップにおける切取り厚さの
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変動から力の変動を求めて，対象とする周波数の運動方程式を解いて振動変位を求める．

その振動変位によって次の時間ステップにおける切取り厚さの変動を求めるという繰り

返し計算を行い，振動変位が成長するの減衰するのかを調べる方法が Tlusty ら [5]によっ

て開発されてきた．これら，安定性解析によってびびり振動の予測が可能となり，産業界

への広がりを見せてきた．一方，主軸回転速度変動の安定性解析手法の研究についていく

つかの報告がある．主軸回転速度変動を適用した切削プロセスの運動方程式は遅延微分

方程式（DDEs: Delay-Differential Equations）で表現でき，これを解く手法として Insperger

ら [11]は時間領域における半離散化法（Semidiscretization method）を提案した．Otto ら 

[12]はより実用化を目指して主軸回転速度変動のパラメータと安定性の関係について報

告している．Albertelli ら [13]は実際に主軸回転速度変動を適用する時に制約となる，主

軸モータの加減速による熱過負荷を考慮した安定性について報告している．これら研究

の成果によって主軸回転速度変動は実用化され，現在びびり振動抑制の一手段として活

用されている． 

 

 

Fig. １.1. Plunge turning process with regenerative chatter [14]. 

 

もう一つの形態である，Tlusty が指摘しているモードカップリング型のびびり振動は，

2 自由度以上の振動系で構成された系における加工時に，その振動の楕円軌跡による悪循
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環で成長し得ることが報告されている一方で，定量的な議論はなく，このびびり振動のメ

カニズムは明らかになっていない [6]．最近の研究において，切削プロセスの自励振動現

象の一つである再生効果に加えて，仕上げ面を生成するプロセスにおける逃げ面干渉領

域の変動，すくい角の変動，および Tlusty が指摘しているモードカップリングの定量的

な影響を分析し，それらを統合的に考慮した安定限界解析モデルが Hayasaka ら [15]によ

って提案された．この内の逃げ面干渉領域の変動に関しては，今まで個別で扱われてきた

摩擦びびりの現象やプロセスダンピング現象を統一的に表現している．この研究によっ

て様々な自励振動現象によって発生するびびりの統合的な考慮が可能になり，びびり振

動抑制の研究に繋がる大きな進展が見られた． 

また，旋削だけではなくエンドミル加工におけるびびり振動の研究も多くがされてき

た．エンドミル加工が旋削加工と異なる点として工具回転によって切削力の方向も回転

すること，断続切削であること，および複数の切れ刃が同時に関与することが挙げられ

る．このためプロセスのメカニズムを理解することは容易では無いと考えられてきたが，

近年単純なモデルが開発されたことにより進展した [14] [16]． 

 

第３項 産業界のニーズ 

再び自動車産業に目を向けると，自動車メーカは系列部品メーカからのみ調達すると

いうこれまでのサプライチェーンから，世界中の部品メーカからの最適調達へと変わっ

てきている．Fig. １.2. は自動車の海外現地生産の推移を表す図である．自動車メーカは

完成自動車を輸出するよりも，現地で生産する形態に徐々に変わってきている．このた

め，国内の部品メーカは激しい国際競争の中で利益を確保していかなければならない状

況となっている． 

 

 

Fig. １.2. 自動車（完成車）の海外現地生産と輸出台数の推移 [17] 
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この様な環境の中，部品製作において利益を増大させるには生産性向上が重要となっ

ている．生産性を表現する指標の一つとして稼働率がある．この稼働率には部品製作のラ

インが止まらずに流れている時間が重要となるが，この時間は加工時間と非加工時間に

分解できる．非加工時間にはワーク着脱時間，部品搬送時間などが含まれる．生産性向上

を目指し，非加工時間の短縮のためには高速搬送装置の使用やワーク着脱時間の短縮な

どが行われている．一方，加工時間の短縮のためには，切込み量を増やしてパスを減らし

て送り速度や切削速度といった加工条件を上げることが一般的である．今日の自動車部

品においては取り代を最小限にすることで材料費を極限まで詰めているため切込み量を

増やす要望は少ない．加工条件を上げることは製品品質が関係するため容易には変えら

れない．切削速度を増す場合，工具寿命は急激に悪化するが，送り速度を増す場合，切削

速度を増す場合に比べて工具寿命への悪影響は小さいが，面粗度が劣化することが問題

である．この問題を解決する一手段としてワイパーインサートがある．ここで，従来のイ

ンサートは Fig. １.3.(a)，および(b)に示すようにノーズ部のみの切れ刃を持つ．旋削の場

合の理論面粗度𝑅𝑦 はノーズ半径 𝑟 と送り 𝑓 によって幾何学的に決まる．これは近似式

として 𝑅𝑦~𝑓2/8𝑟 として一般的に知られている．したがって，ノーズ部半径が大きいほ

ど，仕上げ面の粗度を向上する．一方，Fig. １.3.(c)に示すワイパーインサートでは小さ

な半径を有するノーズ部切れ刃と，それに続いて大きな半径を有するワイパー部切れ刃

の形状のものがある．主にノーズ部では切削を行い，ワイパー部では仕上げ面の粗度を向

上する．また，Fig. １.3.(d)に示すようにワイパー部切れ刃がストレート形状の場合も同

様の粗度向上の機能を有する．これによって，高い送り速度でも通常のノーズ半径を有す

る工具と同じ面粗度が得られる高能率加工が可能である．また，同じ送り速度とした場合

は能率を落とさずに従来工具よりも粗度の小さい仕上げ面を得ることができる．この様

にワイパーインサートは仕上げ面の粗度を向上するワイパー部切れ刃を持つインサート

の事を指す．本研究ではこの粗度を向上する部分を押しならし領域（Burnishing region）

と呼ぶ．このワイパーインサートを用いることにより，同じ理論面粗度となる送り速度

は，Fig. １.3.(a)に示す従来のノーズ部のみの工具に比べて例えば 5 倍となる． 
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Fig. １.3. Cutting process with various tools. 

 

第４項 ワイパーインサートの先行研究 

ワイパーインサートは焼入れ鋼の加工効率改善を目的として Sandvik 社によって 2005

年頃に開発された [18]．このインサートは産業界が先行して実用化し，その後，学術的

な研究が行われた．Elbah ら [19]は機械構造用クロムモリブデン鋼（ANSI 4140）を 60HRC

程度の高硬度に焼入れした被削材の加工における面粗度についてワイパーインサートと

従来のインサートとの比較の実験結果を報告している．加工条件の送り速度，切削速度，

および切込みと面粗度の関係から最適な条件について示している．D'Addona ら [20]は油

硬化工具鋼（ANSI O1）を 55HRC 程度の高硬度に焼入れした被削材を対象として加工条

件と面粗度の関係を実験的に示し，切削速度，送り速度，切削時間，平均切削力，切削動

力，および比切削抵抗を入力として面粗度と工具摩耗を予測する neural network モデルを

提案している．ワイパーインサートのワイパー部切れ刃形状に注目した研究としては

Schubert ら [21]が従来のノーズ部を持つインサート，ワイパー部が直線切れ刃形状を持

つインサート，およびワイパー部が大きなワイパー半径を持つインサートの３種類につ

いて実験的に面粗度との関係を示している．以上の様にこれまでのワイパーインサート

の研究は面粗度への影響に着目し，加工条件の提示やワイパー部切れ刃形状との関係を

示す内容が主である． 

一方で，ワイパーインサートを用いた産業界における旋削加工においては，びびり振動

がたびたび発生することがある．このワイパーインサートの利用が多い高硬度鋼の仕上

げ加工では工具寿命の観点から切削速度を上げられない．さらに粗度の小さい仕上げ面
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を得るために送り速度を落とさないといけないため生産性が非常に悪い．そこで高送り

と面粗度向上の両立を実現するためにワイパーインサートが用いられることが多い．ワ

イパーインサートでは，ノーズ部の半径を小さくすることで一回転前の振動が現在の切

削断面積を変動する再生効果を抑制するため，切削領域だけを考えれば従来のノーズ部

のみのインサートと同程度の安定性を有すると考えられる．ワイパーインサートを用い

て行った予備実験では，クロム鋼（ISO 20Cr4）を 60HRC 程度の高硬度に焼入れした被削

材を市販の CBN ワイパーインサートを用いて内径旋削を行った．このとき，びびり振動

が発生し，被削材表面には Fig. １.4. に示す左上がりのびびり痕が見られた．切削速度を

100 m/min 程度まで下げていくとびびり振動が治まることがわかった．これはプロセスダ

ンピングが生じていると考える．これらの特徴は再生びびりと同じであり摩擦型びびり

ではないと考える．また，Fig. １.3. (d)に示すようにワイパーインサートの大きな曲率半

径を単純な直線のワイパー部でモデル化したインサートを用いて行った予備実験では，

炭素鋼（ISO C45）の外径旋削を行った．このとき，Fig. １.5. に示す左上がりのびびり痕

が見られた．どちらの加工においても，従来の理論に基づいて安定の条件で加工してもび

びり振動が発生することが分かった． 

 

 

Fig. １.4. Chatter vibration marks on workpiece 

(Cutting conditions) Nose radius: 0.8 mm, Rake angle: 0 deg, 

Relief angle: 0 deg, Feed rate: 0.1 mm/rev, Spindle speed: 1400 min-1, 

 Depth of cut: 0.1 mm (in radius) 

(Workpiece specification) 20Cr4 (ISO), Hardened steel (HRC 58 - 62) 
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Fig. １.5. Chatter vibration marks on workpiece 

(Cutting conditions) Nose radius: 0.8 mm, Rake angle: 7 deg, 

Relief angle: 7 deg, Feed rate: 0.5 mm/rev, Spindle speed: 664.2 min-1, 

 Depth of cut: 0.2 mm (in radius) 

(Workpiece specification) C45 (ISO) 

 

 

 研究の目的 

前節で示すように再生型のびびり振動のメカニズムは従来の研究で明らかになってい

るが，ワイパーインサートを用いた加工では Fig. １.4. および Fig. １.5. で示す様に従来

の理論で安定の条件で加工してもびびり振動が発生することがある．このびびり振動の

発生メカニズムや特徴はこれまでに明らかになっていない．このメカニズムを解明する

ことで，その回避や抑制法の開発などに発展すれば学術的な寄与のみならず，ワイパーイ

ンサートの更なる普及による大幅な生産性向上が期待される．そこで本研究では，ワイパ

ー部で粗度を向上することを目的としたワイパーインサートによる高能率加工時のびび

り振動についてその発生メカニズムの解明と安定限界の予測を実現することを目的とし，

解析モデルを構築し安定限界の予測を行い，構築したモデルの妥当性を実加工で検証す

る．また，構築したモデルを応用することで理論面粗度とびびり振動安定性の両方を考慮

したワイパーインサートのワイパー部切れ刃形状の設計が可能となる事を示す． 

 

 本論文の構成 

本論文は全５章で構成される． 

第１章は「緒言」として，研究の背景，関連する先行研究，産業界のニーズ，本研究の

目的について述べる． 

第２章では初めに「切削プロセスのみの旋削における従来の再生びびり振動の解析」と
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して従来の再生びびり振動の解析モデルの構築方法について示す．ここで，再生びびり振

動の解析に関連するプロセス，変数，およびメカニズムについて理解を深める．次に「バ

ニシングプロセスを伴うワイパー旋削時特有の再生びびり振動の予測と解析」として，解

析モデルを構築しびびり振動の特徴を分析する．まず，ワイパー部が直線である単純なワ

イパーインサートによるプロセスの定義を行い，解析モデルの構築と安定性解析を行う．

安定性解析では加工条件を変数とし，その影響を調べることで実用上有益な結果を得る． 

第３章では「バニシングプロセスを伴うワイパー旋削時特有の再生びびり振動の加工

検証」として，解析モデルの妥当性を実験的に検証する．まず，安定性解析で必要な各種

パラメータの同定を行う．工具傾き角を変えた加工と送り速度を変えた加工を行い，びび

り振動の有無を確認する．一方で，同定したパラメータを用いて前章で構築したモデルに

より安定性解析を行い，加工の結果と比較する． 

第４章では「ワイパーインサートのワイパー部切れ刃形状設計例」として，具体的な形

状について第３章までで構築した安定性解析モデルを用いて安定性，および理論面粗度

について解析を行う．送り速度に対する安定性と理論面粗度の変化について示し，設計段

階で様々なワイパー部切れ刃形状のびびり振動安定性を予測できることを示す． 

第５章では「結論」として，本研究の成果をまとめる． 
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第２章 バニシングプロセスを伴うワイパー旋削時

特有の再生びびり振動の予測と解析 

 

 緒言 

ワイパーインサートという名称で新しい工具が世の中に出だしたのは 2005年頃からで

ある [18]．ワイパーインサートは主に切削を行うノーズ部と仕上げ面の粗度を向上する

ワイパー部で構成される．これによって，高い送り速度でも通常のノーズ半径を有する工

具と同じ面粗度が得られる高能率加工が可能である．また，同じ送り速度とした場合は能

率を落とさずに従来工具よりも粗度の小さい仕上げ面を得ることができる．一方でワイ

パーインサートの使用には 2 つの弊害によって大きく普及していない．一つはワイパー

形状と被削材の所望の精度を実現するための工具セッティングが容易ではないことであ

る．例えば，ワイパー形状がストレートの場合，ワイパー部の切れ刃稜線は被削材と平行

にセッティングしなければならない．この調整時間を短縮するためにワイパー形状を大

きなノーズ半径とする工具が開発されている．この工具を用いればセッティングは容易

となる．しかしながら，ワイパー部による粗度の向上はワイパー部が直線である単純なワ

イパーインサートに比べ悪いことは容易に想像できる．もう一つは，しばしばびびり振動

が発生することである．このびびり振動は従来の理論に基づいて安定の条件で加工して

も発生することが分かっている．これは，従来工具とワイパーインサートの相違点である

ワイパー部でのバニシングプロセスがびびり振動に影響していると推測する．本章では

初めに突っ切り加工時の再生びびり振動について解析モデルの構築と安定性解析例を示

す．突っ切り加工は 2 次元切削であるため，再生びびり振動のメカニズムを理解し易い．

ここに，登場する変数の理解と解析結果から見えてくる従来の再生びびり振動の特徴を

示すことで，バニシングプロセスを伴うワイパー旋削時の再生びびり振動の理解につな

げる．次に本章の目的である，バニシングプロセスを考慮した安定性モデルを提案し，そ

の安定限界を求める解析の構築を行う．構築したモデルを用いて加工条件をパラメータ

とした解析を行い，このびびり振動の特徴を調べる．  

 

 切削プロセスのみの旋削における従来の再生びびり振動の解析 

第１項 びびり振動発生メカニズムの検討と解析モデルの構築 

突っ切り加工の模式図を Fig. ２.1.に示す．被削材の長手方向，すなわち主軸の回転軸

の方向を𝑧軸，それに直角の方向を𝑥軸とする．突っ切り加工では切削方向に振動が発生

しても切削力は変化しないため送り方向 (𝑥) のみを考える．切削幅 𝑏𝑟，および送り 𝑓 

によって切削断面積が決まる．切削と同時に刃先の丸みによってバニシングが発生して

いるが，この力はほぼ一定とみなせると考える．この力は一般的にエッジフォースと呼ば
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れ，静的な力であるため自励振動には影響しない．したがって解析モデルでは考慮しな

い． 

 

 

Fig. ２.1. Cutting process in ordinary-turning operation. 

 

まず初めに切削領域の振動状態を表す模式図 Fig. ２.2. を用いて切削プロセスの再生

効果について説明する．切削方向は 𝑦 軸方向に，切込み方向は 𝑥 軸方向に取る．ここ

で，𝑥(𝑡) は現在の切込み方向の振動変位（以降，現在の振動と呼ぶ），𝑇 は回転周期，

𝑥(𝑡 − 𝑇)は 1 回転前の切込み方向の振動変位（以降，過去の振動と呼ぶ），および 𝑑𝑐 を

切取り厚さとする．過去の振動は加工面起伏として残り，この起伏と現在の振動の差が切

取り厚さ変動 ℎ𝑐(𝑡) となる．その結果，切削力の変動が生じる．これが切削プロセスの

中でフィードバックループとなり現在の加工に影響を及ぼす．この様に切削プロセスで

は過去の振動が再生効果として現在の加工に現れる．ここで，旋削の場合は現在の振動が

全て再生効果として影響しないことを留意されたい． 
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Fig. ２.2. Dynamic uncut chip thickness ℎ𝑐(𝑡) with regenerative effect. 

 

この切削プロセスをブロック線図で表すと Fig. ２.3. のように示される．現在の振動 

𝑥(𝑠) が切削断面積変動としてフィードバックする．ここで Fig. ２.1. に示すように切削

断面積変動は現在の振動 𝑥(𝑠) と切削幅 𝑏𝑟 ，および過去の振動 𝑒−𝑇𝑠𝑥(𝑠) と切削幅 𝑏𝑟 

によって求まる． 

 

 

Fig. ２.3. Block diagram of ordinary regenerative chatter. 

 

切削力変動 𝐹𝐶  は次に示すように比切削抵抗 𝑃𝐶  と切削断面積変動の積で得られる．

ここで 𝑇 は主軸回転速度 𝑁𝑠 を用いて 𝑇 = 60/𝑁𝑠 で表される． 

 

𝐹𝑐(𝑠) = 𝑃𝑐𝑏𝑟(𝑒−𝑇𝑠 − 1)𝑥(𝑠) (1) 

 

切削力の変動によって構造体は振動し，振動変位 𝑥(𝑠) が生じる．この変位は機械のコン

プライアンスを通して得られる． 

 

𝑥(𝑠) = 𝛷(𝑠)𝐹𝑐(𝑠) (2) 
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式(1)と式(2)から次が得られる． 

 

𝑥(𝑠) = 𝛷(𝑠)𝑃𝑐𝑏𝑟(𝑒−𝑇𝑠 − 1)𝑥(𝑠) (3) 

 

ここで右辺の 𝑥(𝑠) は現在の振動であり，左辺の 𝑥(𝑠) は閉ループを通ったのちの振動で

ある．現在の振動と過去の振動が等しいとき安定限界である．したがって，虚数を 𝑗，角

周波数を 𝜔 として Laplace 演算子 𝑠 を 𝑗𝜔 で置き換えることができる．右辺の 𝑥(𝑠) の

前の係数はシステムの一巡伝達関数であり1のとき臨界状態である．本研究ではシステム

の安定性を評価する指標として次の式で与えられるゲインマージン𝑔𝑚を用いる [10]． 

 

𝑔𝑚 =
1

𝛷(𝑗𝜔)𝑃𝑐𝑏𝑟(𝑒−𝑇𝑗𝜔 − 1)
 (4) 

 

この指標は複素数で表され複素平面上のどこでも議論することができるが，便宜上，実軸

上で議論する．したがって，フィードバックループの安定性を判定するには実軸上の値，

すなわち虚部が 0 のときの実部の値にを評価すればよい．ゲインマージンが 1 のとき臨

界状態となる． 1 より大きいときシステムは安定であり，1 より小さいときシステムは

不安定である．この指標は値が大きいほど安定性が高いことを表している．したがって，

ゲインマージンは次のようにも考えることができる．コンプライアンス 𝛷(𝑗𝜔) がゲイン

マージン 𝑔𝑚 によって拡大したときシステムは臨界状態に近づく． 

安定性解析のフローチャートを Fig. ２.4. に示す．初めに入力条件として加工条件とな

る主軸回転速度と加工のプロセスの条件となる比切削抵抗，および機械の条件となるル

ープコンプライアンスのモーダルパラメータを定義する．次にゲインマージンを計算し，

𝜔 = 0 ∼ ∞までのベクトル軌跡で式(4)の虚数が 0 となる所を探索する．求めた解の中で

最小の値がシステムのゲインマージンとなる． 
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Fig. ２.4. Flow chart of ordinary regenerative chatter stability analysis. 

 

第２項 解析条件，および解析結果 

ここでは安定性解析例として具体的にゲインマージンを求めて再生びびり振動の安定

性について理解する．初めに，切削幅 𝑏𝑟 を 1 mm ~ 30 mm まで変化させたときのゲイン

マージン 𝑔𝑚 を求める．次に，主軸回転速度 𝑁𝑠 を 500min-1 ~ 40000 min-1 まで変化させ

たときのゲインマージン 𝑔𝑚 を求める．解析で用いるパラメータ，および解析の条件を

Table ２.1. に示す．この値は第３章で実験的に求めたループコンプライアンス 𝛷 のモ

ーダルパラメータ，および比切削抵抗 𝑃𝑐 である． 

 

Table ２.1. Analytical conditions 

Equivalent stiffness 𝐾 [N/m] 4.274 × 107 

Equivalent damping coefficient 𝐶 [Ns/m] 1.153 × 104 

Equivalent mass 𝑀 [kg] 13.6 

Specific cutting force 𝑃𝑐 [MPa] 1.529 × 103 

Spindle speed 𝑁𝑠 [min-1] 664.2 

Regenerative cutting width 𝑏𝑟 [mm] 1 ~ 30 
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切削幅 𝑏𝑟 を変化させた解析結果を Fig. ２.5. に示す．横軸は切削幅，縦軸はゲインマ

ージンをプロットしている．ゲインマージンが 1，すなわち安定限界となる切削幅は 16mm

である．また，それ以下の切削幅では安定となり，ゲインマージンの大きさから安定の度

合いを読み取ることができる． 

 

Fig. ２.5. Influence of regenerative cutting width with ordinary regenerative chatter 

 

主軸回転速度 𝑁𝑆  を変化させた解析結果を Fig. ２.6. に示す．横軸を主軸回転速度と

し，縦軸は(a)，(b)，(c)，それぞれゲインマージン，びびり周波数，位相遅れをプロット

している．(a)より主軸回転速度の変化でゲインマージンにローブが現れ，安定なスポッ

トが拡大していることが分かる．また，(b)よりびびり周波数はゲインマージンのローブ

の変化に沿って 300 Hz ～ 500 Hz の範囲で変化していることが分かる．(c)の位相遅れは

これまで明らかになっているメカニズムで示されるように 270 deg に近い値となってい

ることが分かる．またその変化の幅は最大 116 deg で大きい．ここで位相遅れが 270 deg

に近い値になることを示す．1 回転前の切削力変動の方向と現在の切削力変動の方向は同

じでなければびびり振動が成長する可能性がない．この条件が成り立つのは位相遅れが

180 deg～360 deg の範囲内である．このとき，180 deg～270 deg の範囲は力の入力に対し

て振動変位は小さいが，切取り厚さ変動は大きい．一方で 270 deg～360 deg の範囲は力の

入力に対して振動変位は大きいが，切取り厚さ変動は小さくなる．したがって、これらの

両方を加味して最悪の状態が決まり、それが 270 deg 近辺である．これらの結果は切削プ

ロセスのみを考慮した従来の再生びびり振動の特徴である． 

 

0.1

1

10

100

0 5 10 15 20 25 30

G
ai

n
 m

ar
g

in

Regenerative cutting width        [mm]𝑏𝑟

𝑔
𝑚



16 

 

(a) Gain margin 𝑔𝑚 

 

(b) Chatter frequency 

 

 

(c) Phase shift 

Fig. ２.6. Influence of spindle speed with ordinary regenerative chatter 
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 バニシングプロセスを伴うワイパー旋削における再生びびり振動の予測と解

析 

第１項 バニシングを伴う切削プロセスと再生効果 

次にバニシングを伴う切削プロセスについて示す．切削加工の模式図を Fig. ２.7 に示

す．被削材は主軸に取付けている爪で把持されている．インサートを備えたツールホルダ

はサドル上のタレットに設置されている．主軸とサドルは共にベースの上に設置されて

いる．インサートは−𝑍軸方向に動作することで被削材を切削，およびバニシングを行う． 

 

Fig. ２.7. Schematic illustration of the cutting system. 

 

ノーズ部と直線部切れ刃部を持つ単純形状のワイパーインサートの切削加工の模式図

を Fig. ２.8 に示す．本研究では切削幅，およびバニシング領域幅は切込み方向(𝑥)に大き

な幅を持つため解析ではその方向のみを考える．これは送り方向や切削方向に振動が発

生しても切削力，およびバニシング力は変化しないことを意味する．ここでは，インサー

トの送り方向と幅が 𝑏𝑠 で定義される直線切れ刃部が平行である場合を考える．前章で

定義した切削領域におけるノーズ部，および直線切れ刃部では被削材を切削しているこ

とに注意されたい．被削材は残る直線切れ刃部でバニシングされるが，この領域をここで

はバニシング領域と呼ぶこととする．バニシング領域では被削材は切削されないことに

注意されたい．切削領域におけるバニシングは前章と同様にほぼ一定の力とみなせると

考える．この静的な力は自励振動には影響しないため以降の解析モデルでは考慮しない．

バニシング力によって被削材は変形するが，この弾性変形はバニシング領域の後端で力

が解放されると回復する．この弾性回復量（静的なバニシング深さ）を 𝑑𝑏 で示す． 
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Fig. ２.8. Cutting and burnishing process in wiper-turning operation. 

 

次にバニシング領域の振動状態を表す模式図 Fig. ２.9 を用いてバニシングプロセスの

再生効果について説明する．ここでは，びびり振動が成長し始めるか否かの安定性を議論

するため極微小の弾性変形を前提とする．したがって，切削プロセスにおけるバニシング

によって表面が塑性変形したことにより，バニシングプロセスにおける変形は弾性であ

ると仮定する．バニシング力変動は動的なバニシング深さ ℎ𝑏𝑖
(𝑡) の増加に伴い線形に増

加する．𝑖 はバニシング領域幅に沿って切削領域から数えて 𝑖 番目を表す整数である．

動的なバニシング深さ ℎ𝑏𝑖
(𝑡) は現在の振動と 𝑖 回転前の振動との位相差によって起こ

る．ここで，被削材はバニシング領域で静的なバニシング深さ 𝑑𝑏 によって常に押し付

けられている．これは，動的なバニシング深さが負になったとしてもバニシング力は常に

生じていることを表す．すなわち，インサートがバニシング領域全体で被削材から離れな

いということである．バニシング領域幅が送り 𝑓 程度であれば，1 回転前の振動が加工

面起伏として残る．バニシング力はこの起伏と現在の振動の差によって生じる動的なバ

ニシング深さ ℎ𝑏𝑖
(𝑡) によって変動する．バニシング領域幅が送り 𝑓 の 2倍程度のとき，

1回転前の振動 𝑥(𝑡 − 𝑇) に加えて 2回転前の振動 𝑥(𝑡 − 2𝑇) も関与することが容易に分

かる．バニシングプロセスでは複数（具体的には，バニシング領域幅／送りの回数）回転

前の振動の影響が全て関与する．これら力の変動がバニシングプロセスの中でフィード

バックループとなり，現在の加工に影響を及ぼす．この様にバニシングプロセスでは過去

の複数回の振動が再生効果として現在の加工に現れる．ここでは静的なバニシング力は

自励振動に影響しないため考慮しない． 
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Fig. ２.9. Dynamic burnishing depth ℎ𝑏𝑖
(𝑡) with regenerative effect. 

 

次に，インサートが送り方向に対して 𝜃 傾いた場合を考える．これは，直線切れ刃部

を送り方向に対して完璧に平行にすることはできないことを想定している．さらに，この

傾けたインサートの状態は一般的に大きなワイパー部半径をもつワイパーインサートを

想定している．工具傾きの状態を表した模式図を Fig. ２.10 に示す．切取り厚さはノーズ

半径より小さいため，切削プロセスは工具傾きが無い場合と同じである．一方，バニシン

グ領域幅は静的なバニシング深さ 𝑑𝑏(𝑧) に伴って変化する．ここで，バニシング領域幅

は静的な最大バニシング深さ 𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥 によって幾何学的に決まる．すなわち，𝑧 = 0 の位

置と傾き角 𝜃 から 𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥/tan𝜃 によって決まる．ゆえに静的なバニシング深さは工具後

端に向かって減っていき，被削材は静的なバニシング深さが0になるまでバニシングされ

る．前述の様にびびり振動が成長し始めるときは非常に小さな増分であるため，バニシン

グ力変動は動的なバニシング深さ ℎ𝑏𝑖
(𝑡) の増加に伴って線形で増加する．さらに，静的

なバニシング力は Hertz の接触理論に従い，静的なバニシング深さの増加に伴ってほぼ線

形に増加する [22]．したがって，本研究では動的なバニシング力と動的なバニシング深

さ ℎ𝑏𝑖
(𝑡) の比，すなわちゲインは静的なバニシング深さにかかわらずバニシング領域で

一定であると仮定する． 

 

Fig. ２.10. Cutting and burnishing process in wiper-turning operation with tilt of insert. 
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第２項 バニシングプロセスを伴う再生びびり振動の安定性解析 

前項の議論から，バニシングを伴う旋削における再生びびりの安定性を解析するため

には，切削プロセスとバニシングプロセスの両方を考慮する必要があると考えられる．具

体的には，機械の振動変位は切削プロセスでの力の変動とバニシングプロセスでの力の

変動を重ね合わせた力によって生じ，この変位によって各プロセスでの力が再び変動す

る．この閉ループを通して振動が成長すると不安定となり，びびり振動が発生する．以上

のプロセスをブロック線図で表すと Fig. ２.11 のように示される．切削プロセスとバニシ

ングプロセスでは刃先の丸みによる押しならし力が含まれるがほぼ一定であるためびび

り振動の成長には影響しない．したがって，安定性解析では無視することができる． 

 

 

Fig. ２.11. Block diagram of regenerative chatter with burnishing process. 

 

ブロック線図は切削プロセスとバニシングプロセスの２つで構成される．現在の振動

𝑥(𝑠)が切削断面積変動としてフィードバックする側が切削プロセスである．Fig. ２.8 お

よび Fig. ２.10 から分かるように，切削断面積変動は現在の振動 𝑥(𝑠) と切削幅 𝑏𝑝 =

𝑏𝑟 + 𝑓，および過去の振動 𝑒−𝑇𝑠𝑥(𝑠) と過去の振動が加工面起伏として残っている再生幅 

𝑏𝑟 によって求まる．ここで，𝑓 の範囲は新たに切削する面であるため過去の振動の影響

はない．切削力変動 𝐹𝐶  は次に示すように比切削抵抗 𝑃𝐶  と切削断面積変動の積で得ら

れる．ここで 𝑇 は主軸回転速度 𝑁𝑠 を用いて 𝑇 = 60/𝑁𝑠 で表される． 
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𝐹𝑐(𝑠) = 𝑃𝑐{𝑏𝑟𝑒−𝑇𝑠 − (𝑏𝑟 + 𝑓)}𝑥(𝑠) (5) 

 

再生幅 𝑏𝑟 は切取り厚さがノーズ半径より小さければ，切込み量 𝑑 と工具のノーズ 𝑟 

によって 𝑏𝑟 = √𝑟2 − (𝑟 − 𝑑)2 で求まる．ワイパーインサートを仕上げ加工で使用する場

合にはこの条件に合うためこの式が使える． 

次にバニシングプロセスについて説明する．バニシング深さは工具傾き角と弾性回復

量（静的なバニシング深さ）で幾何学的に決まり，バニシング領域の後端で減少する．切

削領域とバニシング領域の境界を 𝑧 = 0 としたときバニシング領域に沿って 𝑧 が増え

るとバニシング深さ 𝑑𝑏(𝑧) は減少する．このとき 𝑧 の範囲は 0 < 𝑧 < 𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥/ tan 𝜃 で

ある．バニシングプロセスでは 𝑛 回転前の振動が再生する．各回転の再生におけるバニ

シング幅は後端を省き，送り 𝑓 と同じである．ゆえに，バニシング領域幅は送りの整数

倍ではなく，後端の幅は 𝜈𝑛𝑓 として表される．ここで，0 < 𝜈𝑛 ≤ 1 であり，後端以外で

は 𝜈𝑖 = 1(𝑖 = 1,2, … , 𝑛 − 1) である．以上より，再生の数 𝑛 は幾何学的に決まる．天井関

数 ⌈ ⌉ を用いれば 𝑛 = ⌈{𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥/ 𝑡𝑎𝑛 𝜃}/𝑓⌉ となる．したがって，𝜈𝑛 = {𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥/ 𝑡𝑎𝑛 𝜃}/𝑓 −

(𝑛 − 1) となる．𝑖 回転前の振動が再生する 𝑖 番目のバニシング幅によるバニシング力変

動 𝐹𝑏𝑖
 は比バニシング抵抗 𝑃𝑏

𝑠，𝑖 番目のバニシング幅 𝜈𝑖𝑓，および 𝑖 番目のバニシング

幅における動的なバニシング深さ ℎ𝑏𝑖
 で求まる．現在の振動 𝑥(𝑠) と，𝑖 回転前の再生振

動 𝑒−𝑖𝑇𝑠𝑥(𝑠) の差が同じ過去の再生幅でバニシング力変動となる．ここで，Hertz の接触

理論を用いると 𝑃𝑏
𝑠 はバニシング領域において一定のゲインと近似できる． 

バニシング力変動 𝐹𝑏 は次に示すように各回転におけるバニシング力の足し算となる． 

 

𝐹𝑏(𝑠) = ∑ 𝑃𝑏
𝑠𝜈𝑖𝑓(𝑒−𝑖𝑇𝑠 − 1)𝑥(𝑠)

𝑛

𝑖=1

 (6) 

 

2 つの変動力によって構造体は振動し振動変位 𝑥(𝑠) が生じる．この振動変位は後述する

総コンプライアンス 𝛷𝑡(𝑠)  を通して得られる．総コンプライアンスはループコンプライ

アンス 𝛷𝑙 と，工具と被削材の間の剰余コンプライアンス 𝛷𝑟  の和によって求められる 

[23]．剰余コンプライアンスは一般的には対象周波数範囲のコンプライアンス以外で省略

した固有モードを近似項で補正することで精度を向上させるために設定する．同様の目

的で剰余質量も存在する．今回は総ループコンプライアンスの中で測定されていない部

分を剰余コンプライアンスとしてループコンプライアンスを補正することで総ループコ

ンプライアンスの精度を向上させる．ここで，Fig. ２.7 に示す切削では剛性が主である

ため，剰余コンプライアンスの実部のみが考慮される．ゆえに，剰余質量は考慮しないこ

とは留意されたい． 
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𝑥(𝑠) = 𝛷𝑡(𝑠)(𝐹𝑐(𝑠) + 𝐹𝑏(𝑠)) (7) 

 

式(5)と式(6)を式(7)に代入すると次が得られる． 

 

𝑥(𝑠) = 𝛷𝑡(𝑠) (𝑃𝑐(𝑏𝑟 + 𝑓) (
𝑏𝑟

𝑏𝑟 + 𝑓
𝑒−𝑇𝑠 − 1) + ∑ 𝑃𝑏

𝑠𝜈𝑖𝑓(𝑒−𝑖𝑇𝑠 − 1)

𝑛

𝑖=1

) 𝑥(𝑠) (8) 

 

ここで右辺の 𝑥(𝑠) は現在の振動であり，左辺の 𝑥(𝑠) は閉ループを通ったのちの振動で

ある．現在の振動と過去の振動が等しいとき安定限界である．これは本章第２節と同様

に，虚数を 𝑗，角周波数を 𝜔 として Laplace 演算子 𝑠 を 𝑗𝜔 で置き換えることができ

る．右辺の 𝑥(𝑠) の前の係数はシステムの一巡伝達関数であり1のとき臨界状態である．

システムの安定性を評価する指標として次の式で与えられるゲインマージン𝑔𝑚を用いる． 

 

𝑔𝑚 =
1

𝛷𝑡(𝑗𝜔) (𝑃𝑐(𝑏𝑟 + 𝑓) (
𝑏𝑟

𝑏𝑟 + 𝑓
𝑒−𝑇𝑗𝜔 − 1) + ∑ 𝑃𝑏

𝑠𝜈𝑖𝑓(𝑒−𝑖𝑇𝑗𝜔 − 1)𝑛
𝑖=1 )

 
(9) 

 

これは式(4)と比べると分母にバニシングプロセスの力が加わったのみであり，ゲインマ

ージンの考え方は同じである．  

 

第３項 解析手法 

Fig. ２.12. にフローチャートを示す．入力条件として初めに加工条件となる主軸回転

速度，送り，切込み量，工具長さ，およびノーズ半径を定義する．次に加工のプロセスの

条件となる比切削抵抗，比バニシング抵抗，おおび弾性回復量を定義する．最後に機械の

条件となるループコンプライアンスのモーダルパラメータ，および剰余コンプライアン

スを定義する．これらの入力条件からまず初めに総ループコンプライアンスを求める．次

にゲインマージンを計算し，𝜔 = 0 ∼ ∞までのベクトル軌跡で式(9)の虚数が 0 となる所

を探索する．求めた解の中で最小の値がシステムのゲインマージンとなる． 
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Fig. ２.12. Flow chart of regenerative chatter stability analysis with burnishing process. 

 

 解析結果 

第１項 解析条件，及び解析結果 

ここでは，ゲインマージンを求めて再生びびり振動の安定性を評価する．工具幅 6 mm，

ノーズ 𝑟 0.8 mm の工具で加工することを想定し，工具傾きが無い場合の解析においてバ

ニシングを伴う旋削時に発生する再生びびりについて示す．解析で用いるパラメータ，お

よび解析の条件を Table ２.2. に示す．ここでは第３章で実験的に求めたループコンプラ

イアンス 𝛷𝑙 のモーダルパラメータ，剰余コンプライアンス 𝛷𝑟，比切削抵抗 𝑃𝑐，比バニ

シング抵抗 𝑃𝑏
𝑠，および弾性回復量 𝑑𝑏 を用いる．また，この解析条件は予備実験でびび

り振動が発生した加工条件と同じである． 
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Table ２.2. Analytical conditions for investigation into chatter stability expressed on vector locus of 

compliance. 

Equivalent stiffness 𝐾 [N/m] 4.274 × 107 

Equivalent damping coefficient 𝐶 [Ns/m] 1.153 × 104 

Equivalent mass 𝑀 [kg] 13.6 

Residual compliance 𝛷𝑟 [m/N] 1.304 × 10−8 

Specific cutting force 𝑃𝑐 [MPa] 1.529 × 103 

Specific burnishing force 𝑃𝑏
𝑠 [MPa] 4.308 × 104 

Spindle speed 𝑁𝑠 [min-1] 664.2 

Depth of cut 𝑑 [mm] 0.2 

Feed rate 𝑓 [mm/rev] 0.5 

Static burnishing depth 𝑑𝑏 [μm] 7.35 

 

解析結果からびびり振動のメカニズムについて分析する．初めに臨界状態について説

明する．Fig. ２.13. は臨界状態を表したベクトル線図である．横軸が実部，縦軸が虚部で

総コンプライアンス 𝛷𝑡 をプロットしている．ここで，総コンプライアンスはループコ

ンプライアンス 𝛷𝑙 と剰余コンプライアンス 𝛷𝑟 を用いて 𝛷𝑡 = 𝛷𝑙 + 𝛷𝑟 求められる．ベ

クトル線図においてはループコンプライアンス 𝛷𝑙 を剰余コンプライアンス 𝛷𝑟  でシフ

トさせたことになる．今，単位力 𝐹 が入力されたときの現在の振動をベクトル 𝑥(𝑗𝜔) で

表したとき，1 回転前の振動は位相が ε 遅れて 𝑥(𝑗𝜔)𝑒−𝑇𝑗𝜔 となる．ここで，切削プロセ

スでは現在の切削幅に対する再生幅の比を考慮すると 𝑏𝑟/(𝑏𝑟 + 𝑓) だけベクトルの長さが短

くなる．2つのベクトル差 ℎ𝑐(𝑗𝜔) が切削プロセスの切取り厚さ変動となる．この切取り厚さ

変動にゲインである比切削抵抗を乗じると切削力変動 𝐹𝑐 が得られる．一方，バニシング領域

では現在の振動と 𝑖 回転前の振動が 𝑖 番目のバニシングプロセスに影響する．切削プロセス

と異なる点として，バニシングプロセスでは直線切れ刃長さと送りで決まる複数回転前（2回

転前，3 回転前，…，8 回転前）の振動の影響が全て関与する．ゆえに，過去の全ての振動 

𝑥(𝑗𝜔)𝑒−𝑇𝑗𝜔 が再生することになる．現在の振動と 𝑖 回転前の振動の差が動的なバニシング深

さの変動 ℎ𝑏𝑖
(𝑗𝜔) となる．このバニシング深さの変動にゲインである比バニシング抵抗を乗

じるとバニシング力変動 𝐹𝑏𝑖
 が得られる．このバニシング力変動 𝐹𝑏𝑖

 は切削力変動 𝐹𝑐  と同

様に現在の振動に影響する．この 2 つの力の変動の総和のベクトルが実軸と平行で単位力 𝐹 

と等しい場合が臨界状態である．この単位力 𝐹 と力の総和ベクトルが平行であるということ

は，常に同じ向きに力の入力があることを示し，振動が成長する可能性を持つことを意味する．

ここで，総和ベクトルの大きさが単位力ベクトルより小さければ，すなわちゲインマージンが

1 より大きければ減衰となり，単位力ベクトルより大きければ，すなわちゲインマージンが 1

より小さければ成長する．等しい場合が臨界状態である．解析結果ではバニシング領域幅は

3.9 mm であり，送りが 0.5 mm/rev のため再生の数は 8 回となる．このとき，ゲインマー
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ジン𝑔𝑚は 0.584 の不安定となった．一方で，従来の切削プロセスのみを考慮した安定性

解析ではゲインマージンは無限大，すなわち安定となることが分かっている．今回のワイ

パーインサートの形状では，バニシング領域幅は切削幅に比べて約 7 倍となる．さらに，

比バニシング抵抗は比切削抵抗に比べて約 28 倍あるため，バニシング領域における再生

を考慮したびびり振動の安定性は同じ条件で加工した従来の再生びびり振動の安定性に

比べて約 1/200 倍となる．以上より，バニシングプロセスを伴う再生びびり振動の安定性

は非常に低く，びびり振動が起こり易いことが分かる．また，この解析例が示すようにバ

ニシングプロセスを伴う再生びびりでは 1 回転では成長しきらずに，8 回転経つまで臨界

状態にならない．したがって，1 回転前の振動のみが影響する切削プロセスのみの再生び

びりに比べ，びびりに至る時間が長いという特徴を持つ．実際に Fig. １.5. で示すように

バニシングプロセスにおいてびびり振動の成長は遅く，準安定領域が広い．  

 

 

Fig. ２.13. Example of cutting and burnishing processes in the critical state expressed on the vector locus of 

the compliance transfer function with tool width 6 mm. 

 

同様の条件で工具幅 4 mm，ノーズ𝑟 0.8 mm の工具を用いた場合のベクトル線図を Fig. 

２.14.(a) に示す．再生の数は 4 回である．工具幅 3 mm，ノーズ𝑟 0.8 mm の工具を用い

た場合のベクトル線図を Fig. ２.14.(b) に示す．再生の数は 2 回である． 
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(a) Tool width 4 mm 

 

 

(b) Tool width 3 mm 

Fig. ２.14. Example of cutting and burnishing processes in the critical state expressed on the vector locus of 

the compliance transfer function. 
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バニシングプロセスが無い再生びびり振動の場合，現在の振動と過去の振動の差であ

る位相遅れ𝜀が最も危険となる 270 deg 近辺となることを本章の第２節で示した．バニシ

ングプロセスがある場合，360 deg に近く大きな値となり，かつベクトルは密集する．こ

れは複数回転前の振動がお互いに打ち消し合わずにびびり振動安定性に寄与するには位

相遅れが 360 deg に近くないといけないためである．したがって再生の回数が多い程，現

在と 1 回転前の過去の振動の位相遅れは 360 deg に近くなる．今回，現在の振動と過去の

振動の総和は最も危険な位相遅れ，例えば Fig. ２.13. では 355 deg となる．このため，

びびり振動発生時の左上がりのびびり痕はバニシングプロセスが無い場合に比べて角度が

寝ている特徴を持つ．他の特徴としては，先に述べたように比バニシング抵抗が比切削抵抗に

比べて大きいこと，および切削の再生幅に比べて非常に大きいバニシング領域幅によってびび

り振動の安定性が小さくなることである．  

 

第２項 工具傾き角の影響 

ここではワイパーインサートと似た状況である工具傾き角がある場合について調べる．

解析では工具傾き角が 0～0.8 deg までの範囲における結果について示す．解析条件は

Table ２.2. と同じである．Fig. ２.15.(a)に横軸工具傾き角，縦軸ゲインマージンをプロッ

トした結果を示す．また，(b)は同様に縦軸にバニシング回数をプロットした結果，(c)は

同様に縦軸に理論面粗度をプロットした結果を示す．理論面粗度 𝑅𝑦 は Fig. ２.16. に示

す位置であり，幾何学的に以下の式で求めることが出来る．ここで，この式は工具傾き角 

𝜃 が 1 deg 以下の場合を想定した近似式である．  

 

𝑅𝑦 = 𝑟 − √𝑟2 − (𝑎1 + 𝑓)2 (10) 

𝑎1 =
−(𝑓 − 𝑟𝜃) + √𝑟2𝜃2 + 2𝑓𝑟𝜃 − 𝑓2𝜃2

1 + 𝜃2
 

 

 

工具傾き角が 0～0.1 deg まではバニシング回数は 8 回で，直線切れ刃は全域で接触し

ているためバニシング領域幅は 3.9 mm である．したがって，この範囲のゲインマージン

1 以下ではほぼ一定となった．工具傾き角が 0.11 deg 以上になると幾何学的に弾性回復が

解放される範囲が現れるためバニシング回数は減っていき，それに伴いゲインマージン

も大きくなる．0.16 deg 以上でゲインマージンが 1 以上で安定な状態となる．さらに，0.57 

deg より大きいとゲインマージンは無限大となる．工具傾き角が条件最大の 0.8 deg のと

きバニシング領域幅は 0.138 mm となり，全域で接触している 3.9 mm の 1/28 倍でゲイン

マージンは無限大となる．このようにバニシング領域幅の大きさによってゲインマージ

ンが 1 以下から無限大まで変化することが分かる．すなわち，バニシング領域幅はびび

り振動安定性に大きく影響する．理論面粗度は工具傾き角の増加に伴ってワイパー部が

被削材から離れていくためから悪化していく．以上よりゲインマージンが 1 以上で生産
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性を最大にする条件は工具傾き角が 0.16 deg のときであり，そのときの理論面粗度は 2.3 

μm となる． 

 

 

(a) Gain margin 𝑔𝑚 

 

(b) Number of regenerations 𝑛 

 

(c) Theoretical roughness 𝑅𝑡ℎ 

Fig. ２.15. Influence of tilt angle of insert on chatter stability and surface roughness. 
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Fig. ２.16. Theoretical surface roughness. 

 

第３項 送り速度の影響 

次に送り速度の影響について調べる．Table ２.3.に解析条件を示す．工具傾き角は 0, 

0.05, 0.15, 0.25 deg の 4 パターンを設定した．横軸送り速度，縦軸ゲインマージンとして

プロットした結果を Fig. ２.17.(a)に示す．また，(b)は同様に縦軸にバニシング回数をプ

ロットした結果，(c)は同様に縦軸に理論面粗度をプロットした結果を示す． 

(a)，(b)より，どの工具傾き角においても送りを増やすとバニシング回数は急激に減少

するがゲインマージンはほとんど変化ないことが分かる．これは，送りを変えても直線切

れ刃長さ，工具傾き角，および弾性回復量で幾何学的に決まるバニシング領域がほとんど

変化しないためである．工具傾き角が 0 deg の場合，送りが 0.1 mm/rev のときバニシン

グ領域幅は 4.3 mm でバニシング回数は 44 回，送りが 1.2 mm/rev のときバニシング領域

幅は 3.2 mm でバニシング回数は 3 回である．一方で，バニシング領域幅の変化の割合は

26%程度である．このとき，安定性は約 1.3 倍変化する．送りが大きくなると単純にバニ

シング回数は減少するが，領域そのものはほとんど変化しない．すなわち，バニシング力

変動はほとんど変化しないため安定性もほとんど変化しないことを意味する．ただし，工

具傾き角が 0.25 deg では送りの増加に伴いゲインマージンは大きくなることに注意する．

事実，送りが 1.05 mm/rev のときは送りが 0.1 mm/rev のときと比べてゲインマージンは約

3.4 倍となり，それ以上の送りでは無限大となる．ここで，送りが 0.1 mm/rev のとき，切

削領域幅は 0.629 mm でバニシング領域幅は 1.613 mm である．送りが条件最大の 1.2 

mm/rev になると，切削領域幅は 1.729 mm で 2.7 倍となり，バニシング領域幅は 0.578 mm

で 1/2.7 倍となる．この様に送りの増加に伴い切削領域が拡大し，相対的にバニシング領

域が減少するため安定性が向上する．理論面粗度に関して，直線切れ刃による加工は従来

のインサートの様に送りの 2 乗に比例するのではなく，送り 1.05 mm/rev 以下の実用範囲

では送りに対してほぼ線形の関係となる．したがって，加工能率向上に対して面粗度悪化
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の影響が小さい．例えば，ノーズ半径 𝑟 0.8 mm の従来のインサートでは送り 0.143  

mm/rev で理論面粗度は 3.2 μm となるが，今回のインサートでは常に安定となる工具傾き

角 0.25  deg において，同じ理論面粗度 3.2 μm となる送りは約 0.8 mm/rev であるため生

産性は 5.6 倍となる． 

 

Table ２.3. Analytical conditions for investigation into feed rate. 

Equivalent stiffness 𝐾 [N/m] 4.274 × 107 

Equivalent damping coefficient 𝐶 [Ns/m] 1.153 × 104 

Equivalent mass 𝑀 [kg] 13.6 

Residual compliance 𝛷𝑟 [m/N] 1.304 × 10−8 

Specific cutting force 𝑃𝑐 [MPa] 1.529 × 103 

Specific burnishing force 𝑃𝑏
𝑠 [MPa] 4.308 × 104 

Spindle speed 𝑁𝑠 [min-1] 664.2 

Depth of cut 𝑑 [mm] 0.2 

Feed rate 𝑓 [mm/rev] 0.1 – 1.2 (variable) 

Maximum static burnishing depth 𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥 [μm] 7.35 

Tilt angle of insert 𝜃 [deg] 0, 0.05, 0.15, 0.25 

 

 

(a) Gain margin 𝑔𝑚 
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(b) Number of regenerations 𝑛 

 

(c) Theoretical roughness 𝑅𝑡ℎ 

Fig. ２.17. Influence of feed rate on stability. 

 

第４項 主軸回転速度の影響 

次に主軸回転速度の影響を調べる．Table ２.4 に解析条件を示す．工具傾き角が 0 deg

において，主軸回転速度 𝑁𝑠 を 500~40000 min-1の間で変化させたときの結果を Fig. ２.18. 

に示す． 

従来の再生びびり振動における安定限界線図に対して，低回転域での回転周期 1 周に

含まれるびびり振動の波の数が大きいため安定限界は異なる結果となる．一方で，高回転

域ではローブが明確に表れる．これは従来の安定限界線図と似ている．しかしながら，

13000 min-1から 19000 min-1の間に安定スポットが存在する．これはこのびびり振動の特

徴の一つである．さらに，ローブの形状は従来の再生びびり振動に比べて，主軸回転速度
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の変化に対して傾きが急峻である．これはバニシングプロセスでは多重再生になってい

ることと，びびり周波数が複数の再生によって大きく変化するため安定限界が主軸回転

速度に対して敏感であることが理由である．この関係からバニシングプロセスを伴うプ

ロセスの場合に位相差は 360 deg に近くないといけないことが分かる．また，その変化の

幅は最大 6 deg 以下で小さい．一方，従来の再生びびり振動は Fig. ２.6. に示す様に 270 

deg に近く，その変化の幅は最大 116 deg 以下で大きい．複数回転前の振動による平均的な

位相遅れは過去１回前の振動のみ再生する従来のびびり振動における位相遅れに近いため，主

軸回転速度は従来のびびり振動と同様の影響しかない． 

 

Table ２.4. Analytical conditions for analysis on spindle speed. 

Equivalent stiffness 𝐾 [N/m] 4.274 × 107 

Equivalent damping coefficient 𝐶 [Ns/m] 1.153 × 104 

Equivalent mass 𝑀 [kg] 13.6 

Residual compliance 𝛷𝑟 [m/N] 1.304 × 10−8 

Specific cutting force 𝑃𝑐 [MPa] 1.529 × 103 

Specific burnishing force 𝑃𝑏
𝑠 [MPa] 4.308 × 104 

Spindle speed 𝑁𝑠 [min-1] 500 – 40000 (variable) 

Depth of cut 𝑑 [mm] 0.2 

Feed rate 𝑓 [mm/rev] 0.5 

Maximum static burnishing depth 𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥 [μm] 7.35 

Tilt angle of insert [deg] 0 

 

 

(a) Gain margin 𝑔𝑚 
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(b) Chatter frequency 

 

(c) Phase shift between present and previous vibrations 

Fig. ２.18. Influence of spindle speed on stability at tilt angle of 0 deg. 

 

第５項 切込みの影響 

最後に切込みの影響を調べる．Table ２.5. に解析条件を示す．送りは 0.3, 0.5, 1.0 mm/rev 

の 3 パターンとした．工具傾き角が 0 deg と 0.25 deg の場合において横軸切込み，縦軸ゲ

インマージンとしてプロットした結果をそれぞれ Fig. ２.19.(a)，および(b)に示す． 

Fig. ２.19.(a) の工具傾き角が 0 deg の場合，送りがどの条件でも切込みの増加に対し

てゲインマージンの変化は 1%以下で小さい．また，絶対値の変化は約 18%で小さい．こ

れは，切込みの増加で切削幅は約 1.8 倍に増加するが，バニシング領域幅の方が切削幅よ

り約 3.9 倍大きく，かつバニシング領域幅は変化しないためである．Fig. ２.19.(b) の工

具傾き角が 0.25 deg の場合も同様に，送りがどの条件でも切込みの増加に対してゲイン

マージンの変化は 4%以下で小さい．工具傾き角が大きいとバニシング領域幅に対して相

対的に切削幅が大きくなるが，比切削抵抗が比バニシング抵抗に比べて約 1/28 倍小さい
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ため切込みの変化による安定性への影響は小さい．工具傾き角 0 deg に比べて全体的に安

定性が高いのは第２項で示した通り，工具傾き角が大きくなるとバニシング領域幅が減

少するためである．以上より，切込みの影響はびびり振動の安定性にほとんど影響しない

ことが分かった．切込みの変化は切削幅を変化させるが，バニシング領域幅は変わらな

い．工具傾き角が同じであればバニシング領域幅は弾性回復量のみで決まる．ここで，本

研究では切込みが小さくなっても比切削抵抗，および比バニシング抵抗の寸法効果は考

慮していないことに留意されたい． 

 

Table ２.5. Analytical conditions for investigation into depth of cut. 

Equivalent stiffness 𝐾 [N/m] 4.274 × 107 

Equivalent damping coefficient 𝐶 [Ns/m] 1.153 × 104 

Equivalent mass 𝑀 [kg] 13.6 

Residual compliance 𝛷𝑟 [m/N] 1.304 × 10−8 

Specific cutting force 𝑃𝑐 [MPa] 1.529 × 103 

Specific burnishing force 𝑃𝑏
𝑠 [MPa] 4.308 × 104 

Spindle speed 𝑁𝑠 [min-1] 664.2 

Depth of cut 𝑑 [mm] 0.05 – 0.5 (variable) 

Feed rate 𝑓 [mm/rev] 0.3,0.5,1.0 

Maximum static burnishing depth 𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥 

[μm] 

7.35 

Tilt angle of insert [deg] 0, 0.25 

 

 

(a) Tilt angle of 0 deg 
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(b) Tilt angle of 0.25 deg 

Fig. ２.19. Influence of depth of cut on stability. 

 

 結言 

Fig. １.4. に示す大きなワイパー半径を持つワイパーインサートを用いた加工のとき，

および Fig. １.5. に示す直線切れ刃を持つ単純形状のワイパーインサートを用いた加工

のときに生じる新たに発見されたびびり振動現象について調べた．このびびり振動は切

削プロセスに続く複数回転前のバニシングプロセスが影響していると考え，びびり振動

発生メカニズムの検討と解析モデルの構築を行った．モデルを単純化するためにワイパ

ー部が直線である単純なワイパーインサートを用いバニシングプロセスを分析した．安

定性解析結果から，切削における再生効果だけを考慮した場合は安定と考えられる加工

条件でもバニシングプロセスを考慮することで不安定になることを示した．次に，ワイパ

ーインサートのユニークな特徴について注目し，安定性解析の結果からびびり振動の基

本的な特徴を明らかにした．以下に本章の結果について示す． 

(1) 切削領域で起こる従来のびびり振動に加えて，複数回転前の再生振動が含まれるバ

ニシング領域を考慮したびびり振動モデルを構築した． 

(2) ゲインマージンと呼ばれる指標を用いてプロセスの安定性を評価する解析手法を

開発した． 

(3) 直線切れ刃を持つ単純形状のワイパーインサートをにおいて，予備実験と同じ工具

傾き角 0 deg，送り 0.5 mm/rev，主軸回転速度 664.2 min-1，切込み 0.2 mm の条件で

解析を行い，ゲインマージンが 0.584 で不安定となることを示した．予備実験で新

たに発見されたびびり振動が，解析でも不安定であることを示すことができた．し

たがって，構築した解析モデルは定性的に正しいと考える． 

(4) 今回のワイパーインサートの形状では，バニシング領域幅は切削幅に比べて約 7 倍

であることを示した．さらに，比バニシング抵抗は比切削抵抗に比べて約 28 倍あ

ることを示した．バニシング領域における再生を考慮したびびり振動の安定性は同

じ条件で加工した従来の再生びびり振動の安定性に比べて約 1/200倍となることを
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解析結果から示した． 

(5) このユニークなびびり振動の特徴の一つとして，バニシング領域では多重再生が起

こっており，複数回転前の振動は現在の切削プロセスに影響を与えることが分かっ

た．現在の振動と過去の振動の位相差は従来の再生びびり振動に比べて 360 deg に

近く大きな値になることを示した． 

(6) 工具傾き角を 0～0.8 degで変数としてワイパー部のバニシング領域幅を変える解析

を行った．工具傾き角の増加でバニシング領域幅は 3.9～0.138 mm まで約 1/28 倍

となり，ゲインマージンは 0.584 の不安定から無限大，すなわちびびり振動安定性

が無限大になることを示した．バニシング領域幅はびびり振動安定性に大きく影響

することが分かった． 

(7) 送りを 0.1～1.2 mm/rev で変数として送り速度の影響について調べた．工具傾き角

が 0 deg のとき，送りの増加によって再生数は 44 回から 3 回へ大きく減少するが，

バニシング領域幅は 26%程度しか減少しないため，びびり振動安定性は 1.3 倍程度

しか増加しないことを示した．送りの増加で再生数が減少することと，切削幅の増

加により相対的にバニシング領域幅が減少することが分かった．また，びびり振動

安定性は，再生数には関係なくバニシング領域幅が支配的であることが分かった． 

(8) 主軸回転速度を 500～40000 min-1で変数として主軸回転速度の影響について調べた．

高回転域で安定性ローブが見られ，びびり周波数も同様に変化することが分かった．

これらは従来の再生びびり振動と似た傾向である．それに引き換え，現在の振動と

過去の振動の位相差は 360 deg に近く，その変化の幅は最大 6 deg 以下で小さいこ

とを示した．一方，従来の再生びびり振動は 270 deg に近く，その変化の幅は最大

116 deg 以下で大きいことを示した．このことから，バニシングプロセスを伴うび

びり振動では多重再生によってびびり周波数が敏感に影響するため，安定性ローブ

は従来の再生びびり振動に比べて急峻となることが分かった．  

(9) 切込みを 0.05～0.5 mm で変数として切込みの影響について調べた．工具傾き角が 0 

deg の場合，切込みの増加で切削幅は約 1.8 倍に増加するが，バニシング領域幅の

方が切削幅より約 3.9 倍大きく，かつバニシング領域幅は変化しないため安定性は

1%以下の変化しかないことを示した．切込みが増加することで切削幅が増加する

が，相対的にバニシング領域幅の方が大きいためびびり振動の安定性にほとんど影

響しないことが分かった． 

 

本章ではバニシングプロセスの再生を考慮したびびり振動安定性について理解した．

バニシング領域幅が主にプロセスの安定性を決めていることが明らかになった．ここで，

バニシング領域幅はワイパーインサートの形状と被削材の弾性回復量によってのみ決ま

る．したがって，構築した解析モデルは一般的なワイパーインサートにも適用が可能であ

る．各種加工条件を変数とした解析によって，バニシングプロセスを含まない従来の再生び
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びり振動にはない特徴を示した．また，安定性に加えて，切削・工具の条件と理論面粗度の

関係についても明らかになった．これらによって，生産性や表面品質を最大化するための

切削・工具の条件が事前に予測できるようになる．言い換えれば，高い安定性と高い表面

品質を実現するワイパーインサートの設計が効率的，かつ確実にできるようになる．第３

章では本章で明らかにしたメカニズム，バニシングプロセスを伴う特徴的なびびり振動，

および提案する安定性解析モデルの定量的な妥当性について実切削によって確認する． 
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第３章 バニシングプロセスを伴うワイパー旋削時

特有の再生びびり振動の加工検証 

 

 緒言 

第２章では解析モデルの構築を行い，予備実験で新たに発見されたびびり振動が，解析

でも不安定であることを示すことができた．また，解析結果からバニシングプロセスを伴

う再生びびり振動の特徴を分析した．バニシングプロセスの安定性はバニシング領域幅

が切削幅に比べて大きいことと，比バニシング抵抗が比切削抵抗に比べて大きいことか

ら非常に不安定となり易いことを示した．本章ではこれら分析結果から得られた特徴に

ついて解析結果と実験結果を比較することで解析モデルの妥当性を検証することを目的

とする． 初めに解析で必要な各種パラメータの同定を行う．次に，バニシング領域幅が

主にプロセスの安定性を決めているという第２章第４節第２項の解析結果を検証するた

め，工具傾き角を変数とした実験を行う．次に，再生の回数はプロセスの安定性には関係

ないという第２章第４節第３項の解析結果を検証するため，送り速度を変数とした実験

を行う． 

 

 実験装置・方法とパラメータ同定 

第１項 実験装置・方法 

加工検証に先立ち，バニシングプロセスを伴う再生びびり振動の安定性解析に必要な

パラメータを同定するために CNC 旋盤（Muratec 製 MS60EX）を用いて試験を行った．

加工検証のためのセットアップの写真を Fig. ３.1. に示す．この旋盤は主軸固定，刃物台

XZ 軸移動の構成である．刃物台側は刃先からインサート，ツールホルダ，タレットとな

っている．被削材は C45（ISO）を用いた． 
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Fig. ３.1. Setup for the cutting experiments. 

 

実験で用いたインサートを Fig. ３.2. に示す．また，市販の工具とツールホルダの仕様

を Table ３.1. に示す．6mm 幅（ノーズ𝑟 = 0.8mm）の工具は工具傾き角の検証で使用し

た．3.2mm，および 4.2mm 幅（ノーズ𝑟 = 1.2mm）の工具は送り速度の検証で使用した．

ここで，それぞれの直線切れ刃長さは 4.4mm，2.0mm，3.0mm となる．安定性はバニシン

グ領域幅に依存するため工具傾き角，すなわち𝑍軸と切れ刃稜線の間の角度は 0.014 deg

以下の精度となるように𝑍軸を移動させたときの刃先の傾きを主軸側から測定し，毎回イ

ンサートを取り付けるたびに 1μm 以下となるよう調整した． 

 

   

      (a)    (b) 

Fig. ３.2. Photograph of inserts used in experiments: (a) investigation into tilt angle and (b) investigation into 

feed rate. 

 

Table ３.1. Specifications of tool holder and insert. 

Tool holder Cross-sectional size of shank [mm] 

(CTER2525-6T12, Tungaloy) 

25×25 
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Insert (a) 

Insert width [mm] 

Nose radius 𝑟 [mm] 

Rake angle α  [deg] 

Relief angle 𝛾 [deg] 

(DTE600-080 AH725, Tungaloy) 

 

(b) 

Tool width: [mm] 

Nose radius 𝑟 [mm] 

Rake angle α  [deg] 

Relief angle 𝛾 [deg] 

(DTE600-120 AH725, Tungaloy) 

 

6 

0.8 

7 

7 

 

 

 

3.2, 4.2 

1.2 

7 

7 

 

式(9)に示すゲインマージンを計算するために，比バニシング抵抗 𝑃𝑏
𝑠，比切削抵抗 𝑃𝑐，

ループコンプライアンス 𝛷𝑙(𝑠)，および剰余コンプライアンス 𝛷𝑟(𝑠) を次項以降で同定

する．さらに，バニシングプロセスゲインを計算するために弾性回復量（最大の静的バニ

シング深さ） 𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥 も同定する． 

 

第２項 比バニシング抵抗の同定 

初めに比バニシング抵抗について求める．微小な接触領域の変形を測定することは困

難であるため直線切れ刃部の比バニシング抵抗 𝑃𝑏
𝑠 は理論的に同定する．バニシング力

変動はバニシング深さの変動 ℎ𝑏𝑖
(𝑡) に比例する．本研究では，この力は Hertz の接触理

論 [22]に従うと仮定する．次の式は長手方向長さが 𝐿 の半径 𝑟1 の円筒と半径 𝑟2 の円

筒が荷重 𝑃 を受けて接触するときの円筒中心の相対変位 𝛿 を求める式である． 

 

𝛿 = (
1 − 𝜈1

2

𝐸1
+

1 − 𝜈2
2

𝐸2
)

𝑃

𝜋𝐿
(

2

3
+ 𝑙𝑜𝑔 (

4𝑟1

𝑏
) + 𝑙𝑜𝑔 (

4𝑟2

𝑏
)) 

𝑏 = √
4𝑃

𝜋𝐿
(

1 − 𝜈1
2

𝐸1
+

1 − 𝜈2
2

𝐸2
)

𝑟1𝑟2

𝑟1 + 𝑟2
 

(11) 

 

ここで，工具幅 4.2mm，すなわち直線切れ刃長さ 3.0mm の工具と被削材の接触につい

て式(11)を求める．半径，および材料特性を Table ３.2. に示す．ここで直線切れ刃の刃先

の丸み 𝑅𝑡 = 37.3μm と被削材の半径 𝑅𝑤 = 40mm は実測による値である．横軸荷重，縦

軸相対変位としてプロットした結果を Fig. ３.3. に示す．静的なバニシング力は静的なバ
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ニシング深さに対してほぼ線形で変化することが分かる．したがって本研究では，その割

合，すなわちゲインは静的なバニシング深さにかかわらず一定であると仮定する．ここ

で，ゲイン，もしくは比バニシング抵抗は力を深さと幅で割った値で定義される．すなわ

ち 𝑃𝑏
𝑠 は [N/m2] の単位となる．求めた比バニシング抵抗を Table ３.3. に示す． 

 

Table ３.2. Material properties. 

Young’s modulus of workpiece [GPa] 206 

Young’s modulus of insert [GPa] 618 

Poisson’s coefficient of workpiece 0.3 

Poisson’s coefficient of insert 0.22 

Radius of straight wiper part 𝑅𝑡 [μm] 37.3 

Radius of workpiece 𝑅𝑤 [mm] 40 

Length of straight wiper part and 

workpiece 𝐿 [mm] 
3 

 

 

Fig. ３.3. Calculated result of contact between cylinder and cylinder 

 

Table ３.3. Identified specific burnishing force. 

Specific burnishing force 𝑃𝑏
𝑠 [MPa] 4.308 × 104 

 

第３項 比切削抵抗の同定 

次に比切削抵抗について求める．比切削抵抗 𝑃𝑐 は切取り厚さを変化させるために送り

速度を変化させ，それに対する切削力を測定し，傾きから求めることができる．今回，同
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じ速度について 3 回以上の試験を行った．ここでは Fig. ３.2.(a) に示される工具を使用

した．また，切削条件を Table ３.4. に示す．ここで，バニシングプロセスは切削領域，

およびバニシング領域のどちらにも常に存在するため，送りの変化でバニシング力は変

化しない．また現在の切削幅とバニシング幅の合計は変わらない．すなわち，力の変化は

切削プロセスにのみ関係する．Fig. ３.4.(a)～(c) に送り 𝑓 = 0.5 mm/rev の場合における

切削力の測定結果を示す．同様に Fig. ３.5.(a)～(d) に送り 𝑓 = 0.25 mm/rev の場合の結

果を示す．結果では加工の後半に近づくとびびり振動が成長していることが分かる．ここ

ではびびり振動が成長する前の範囲における切削力を用いる．Fig. ３.6. に横軸送り，縦

軸切削力として整理した結果を示す．丸印は切削力を測定した代表点であり，破線は線形

近似した結果である．比切削抵抗は近似式の傾きで求めることができる．求めた比切削抵

抗を Table ３.5.に示す． 

 

Table ３.4. Cutting conditions for identification of specific cutting force. 

Spindle speed 𝑁𝑠 [min-1] 664.2 

Depth of cut 𝑑 [mm] 0.2 

Feed rate 𝑓 [mm/rev] 0.25, 0.5 

Coolant condition Dry cutting 

Workpiece C45 (ISO) 

 

 

(a) 1st measurement. 
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(b) 2nd measurement. 

 

 

(c) 3rd measurement. 

Fig. ３.4. Measured cutting force by feed rate 0.5 mm/rev. 

 

 

(a) 1st measurement. 
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(b) 2nd measurement. 

 

 

(c) 3rd measurement. 

 

 

(d) 4th measurement. 

Fig. ３.5. Measured cutting force by feed rate 0.25 mm/rev. 
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Fig. ３.6. Measured cutting force against feed rate. 

 

Table ３.5. Identified specific cutting force. 

Specific cutting force 𝑃𝑐 [MPa] 1.529 × 103 

 

第４項 機械ループコンプライアンス，およびモーダルパラメータの同定 

３つ目にインパルス応答法によって測定されたループコンプライアンス 𝛷𝑙 とモーダ

ルパラメータについて示す．工具と被削材の相対運動はループコンプライアンスとして

定義され，測定した結果は解析で使用される．測定のセットアップを Fig. ３.7. に示す．

また，旋削加工の模式図を Fig. ３.8. に示す．今回，変位センサとコントロールユニット

（1A04-502-2, VC-005C-909, SHINKAWA Sensor Technology, Inc.）を用い，センサは工具と

被削材の相対変位を測定するために被削材に近い工具の先端に設置した．工具と被削材

側は加振することができないため，工具ホルダ―と被削材の反対側を加振点とした（Fig. 

３.7. の破線矢印）．ここで，加振点から相対変位測定点までの部位は測定したループコン

プライアンスには含まれていない．この部分は十分に応答できており位相遅れは無いと

して剛性のみ，すなわち剰余コンプライアンスの逆数のみを考慮すればよい．被削材側を

加振したときに生じる相対変位をその力で除算して定義されるコンプライアンスと，工

具側を加振したときに生じる相対変位をその力で除算して定義されるコンプライアンス

の 2 つのコンプライアンスを測定した．実切削では力は被削材と工具に対して逆に作用

するため，2 つのコンプライアンスの和がループコンプライアンスとなる． 

 

0

50

100

150

200

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5

C
u
tt

in
g
 f

o
rc

e 
[N

]

Feed rate       [mm/rev]𝑓



46 

 

Fig. ３.7. Experimental setup for measurement of loop compliance. 

 

 

Fig. ３.8. Schematic illustration of the cutting system 

 

Fig. ３.9. にループコンプライアンスの測定結果を実線で，フィッティングした結果を

破線で示す．上段の図はコンプライアンスの振幅を表しており，下段の図は位相を表して

いる．共振周波数は 282 Hz である．事前にびびり周波数は 300 Hz 近辺であることが分か

っており，位相はその周波数帯で最も危険であることが分かる．したがって，コンプライ

アンスの測定ではこの範囲に注目しフィッティングを行った．同定されたモーダルパラ

メータ（モーダル剛性，モーダル減衰係数，モーダル質量）を Table ３.6. に示す．この

結果を解析で使用する． 
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Fig. ３.9. Measured and fitted loop compliances. 

 

Table ３.6. Identified modal parameters. 

Equivalent stiffness 𝐾 [N/m] 4.274 × 107 

Equivalent damping coefficient 𝐶 [Ns/m] 1.153 × 104 

Equivalent mass 𝑀 [kg] 13.6 

 

第５項 剰余コンプライアンスの同定 

次に，剰余コンプライアンス 𝛷𝑟  について求める．剰余コンプライアンスは前述の通

り剛性のみ考え [23]，被削材に工具を静的に押し付け/引き離しすることで同定する．測

定のセットアップについて Fig. ３.10. に示す．被削材への工具の押し付け/引き離しは切

込み方向（𝑥）の機械動作で行う．被削材の変位は接触点と反対側を変位センサで測定し，

工具の変位は工具上に設置したターゲットをレーザー変位計（センサ LK-G155，コント

ローラ LK-G3000，KEYENCE CORPORATION）で測定する．これら変位の差，すなわち

静的なループコンプライアンスが省かれた変位と，動力計によって測定された力を分析

する．被削材の表面は押し付け時に塑性変形するため，分析では引き離し時，すなわち弾

性変形のみが含まれる状態を用いる．試験では 280 N まで押し付けてからゆっくりと除

荷した．ここで，被削材の表面の面粗度は𝑅𝑎で 0.66 μmで仕上げている．測定した変位と

力を Fig. ３.11. に示す． 
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Fig. ３.10. Experimental setup for measurement of specific burnishing force. 

 

 

Fig. ３.11. Measured relative displacement and force. 

 

変位と力の関係，すなわちコンプライアンスを最小二乗法によってフィッティングし

た．このコンプライアンスの値 2.144 × 10−8 m/N は Hertz の接触理論による弾性変形の

コンプライアンスと，剰余コンプライアンス 𝛷𝑟  を含んでいる．前者のコンプライアン

スは測定することが困難であるため，式(11)で与えられる Hertz の接触理論によって求め

る．言い換えると変位と力の比は 𝑃𝑏
𝑠𝑏𝑠 の逆数と等しい．ここで，𝑏𝑠 は直線切れ刃長さ

である．Fig. ３.2(b) の右側の工具を試験で用いたので 𝑏𝑠 = 3 mm となる．結果として，

接触部の弾性変形は 0.840 × 10−8 m/N となる．したがって，剰余コンプライアンスは

Φr = 2.144 × 10−8 − 0.840 × 10−8 = 1.304 × 10−8 m/N となる．同定した剰余コンプライ
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アンスを Table ３.7 に示す． 

 

Table ３.7. Identified residual compliance. 

Residual compliance 𝛷𝑟 [m/N] 1.304 × 10−8 

 

第６項 弾性回復量の同定 

最後に弾性回復量，すなわち最大静的バニシング深さ 𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥 を実際の加工試験を行い

工具の観察から同定する．試験では，直線切れ刃はバニシングするため被削材に接触さ

せ，工具後端は被削材から離れる様に傾ける．したがって，バニシング深さは接触領域の

工具傾きによって直線的に減少する．そして，バニシング領域の後端で 0 となる．ゆえ

に，接触幅はバニシング深さに対応する．このバニシング深さを同定するには工具接触の

後端が分かればよい．また，この後端からノーズ部の最下点はバニシング領域幅と送りの

合計で求まる．したがって，最大静的バニシング深さ 𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥 はこの幅 𝑏𝑏𝑓 と工具傾き

角 𝜃 によって 𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥 = 𝑏𝑏𝑓 tan 𝜃 で求まる．試験では接触領域を明確にするために工具

にインクを塗布し [24]，加工後のインクの剥がれた範囲を送り方向に測定することで求

めることができる．加工条件，工具傾き角を Table ３.8. に示す． 

 

Table ３.8. Cutting and setting conditions. 

Spindle speed 𝑁𝑠 [min-1] 664.2 

Depth of cut 𝑑 [mm] 0.2 

Feed rate 𝑓 [mm/rev] 0.5 

Coolant condition Dry cutting 

Tilt angle of insert 𝜃 [deg] 0.13 

Workpiece material C45 (ISO) 

 

Fig. ３.12. に逃げ面側から見た工具の写真を示す．切削条件から現在の切削幅は図で

示すように 1.03 mm となる．バニシング領域においては送り 𝑓 = 0.5 mm/rev の間隔で

摩耗痕が残っていることが写真で確認できる．現在の切削幅の後端から直線切れ刃部の

インクが剥がれているバニシング領域の後端までがバニシング領域幅であり，写真から

2.74 mm と求まる．以上より，幅 𝑏𝑏𝑓 は 3.24 mm (2.74 mm +0.5 mm) と求まる．したが

って，最大静的バニシング深さ 𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥 は dbmax = 𝑏𝑓 tan 𝜃 ≅ 7.35 μm となる． 
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Fig. ３.12. Measurement of the total burnishing width. 

 

 加工検証 

構築したバニシングプロセスを伴う再生びびり振動の発生メカニズム，安定限界，およ

び特徴の妥当性について試作加工によって検証する．1) 工具傾き角についての調査，2) 

送り速度についての調査，これら2つの試作加工を行う．1) で使用した工具はFig. ３.2.(a)，

および Table ３.1.(a) に示す． 2) で使用した工具は Fig. ３.2.(b)，および Table ３.1.(b) 

に示す． 

 

第１項 工具傾き角の影響検証 

初めに，工具傾き角の影響について調査する．切削条件を Table ３.9. に示す．また解

析で用いる変数は Table ３.3，Table ３.5，Table ３.6，および Table ３.7 に示す．被削材

の直径は 93.5 mm，主軸回転速度は実測で 664.2 min-1 である．バニシング幅とそれによ

って決まる安定限界を変えるために工具傾き角を変更して加工を行う．また，これらの結

果を解析と比較する．びびり振動は Fig. ３.1. に示すように主軸ハウジングに設置した加

速度センサによって検出し，測定した振動加速度を Fourier 変換してびびり振動の有無を

判定する．本研究では振動加速度のスペクトルが 0.1 m/s2 以上の場合をびびり振動が起

きたと判定する． 

 

Table ３.9. Cutting conditions for investigation into effect of tilt angle. 

Spindle speed 𝑁𝑠 [min-1] 664.2 

Depth of cut 𝑑 [mm] 0.2 

Feed rate 𝑓 [mm/rev] 0.5 

Coolant condition Dry cutting 

Tilt angle of insert 𝜃 [deg] 
0.037, 0.056, 0.095, 0.130 

0.176, 0.195, 0.377, 0.797 

Workpiece material C45 (ISO) 

 

Fig. ３.13. に工具傾き角を変化させたときの加工中の振動加速度と Fourier変換した結

果を示す．ここで，Fourier 変換は振動が定常状態となった範囲で行っている．Fig. ３.13(a) 
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- (c) から，この条件でびびり振動が成長していることが分かる．また，Fig. ３.13. (d) - (h)

ではびびり振動は発生していないことが分かる．これは，バニシング領域幅が小さいこと

によってシステムは安定となったためである． 

 

 

(a) Tilt angle of 0.037 deg 

 

(b) Tile angle of 0.056 deg 
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(c) Tilt angle of 0.095 deg 

 

 

(d) Tilt angle of 0.130 deg 

 

(e) Tilt angle of 0.176 deg 
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(f) Tilt angle of 0.195 deg 

 

 

(g) Tilt angle of 0.377 deg 
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(h) Tilt angle of 0.797 deg 

Fig. ３.13. Measured vibration acceleration during cutting and Fourier transform of measured vibration 

acceleration in the investigation into the tilt angle. 

 

Fig. ３.14. に工具傾き角に対するゲインマージンとバニシング領域幅を示す．実線が

ゲインマージン，点線がバニシング領域幅を示す．この解析結果は加工条件（Table ３.9.）

のもと，比バニシング抵抗 𝑃𝑏
𝑠（Table ３.3.），比切削抵抗 𝑃𝑐（Table ３.5.），ループコン

プライアンス 𝛷𝑙 のモーダルパラメータ（Table ３.6.），剰余コンプライアンス 𝛷𝑟（Table 

３.7.），および本章２節６項で同定した最大静的バニシング深さ 7.35 μmを使って求めら

れる．Fig. ３.14. において実線上の印は"〇"がびびり振動無しを表し，"×"がびびり振動

有りを示す．この結果から，工具傾き角が小さくなるとバニシング領域幅が増加し，ゲイ

ンマージンが減少することが分かる．工具傾き角が 0.13 deg の条件以外では解析結果と

実験結果は良く一致している．すなわち，バニシングプロセスを考慮したゲインマージン

が 1 未満のとき，実験ではびびり振動が発生する傾向である．工具傾き角が 0.13 deg の

条件において実験と解析の誤差は約 18%である．今回の条件では切削プロセスのみを考

慮した旋削プロセスのゲインマージンは無限大であるため，ゲインマージンが 1 未満の

ときにびりり振動が発生しているのはバニシングプロセスが原因であると言える．以上

の結果より，工具傾き角，すなわちバニシング幅に関して安定性は敏感であることが分か

った．したがって，ワイパーインサートのワイパー稜線の幅は正確に管理する必要があ

る． 
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Fig. ３.14. Predicted gain margin and experimental results with varied tilt angles. 

 

Fig. ３.15. に工具傾き角に対する理論面粗度と検証加工ワークの面粗度を示す．実線

が式(10)による理論面粗度であり，プロット点が実験結果の最大面粗さ𝑅𝑦である．"〇"が

びびり振動無しを表し，"×"がびびり振動有りを示す．これは面粗度は工具傾き角が減少

すると改善するが，過度の減少はびびり振動が起こることを意味している．ここで，Fig. 

３.15. に示す面粗度は小さなノーズ半径を持つ従来の工具を使ったときより小さくなる． 

 

 

Fig. ３.15. Theoretical and experimental surface roughness. 
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加工した被削材を Fig. ３.16. に示す．(a) は工具傾き角が 0.037 deg でびびり振動があ

る被削材，(b) は工具傾き角が 0.130 deg でびびり振動が無い被削材，(c) は工具傾き角が

0.377 deg で同様にびびり振動が無い被削材である．Fig. ３.17 は同じ加工条件で従来の工

具を用いて Single point 切削を行った被削材である．(b)，(c)のびびり振動が無い被削材で

は表面がバニシングされたため，Single point 切削の表面に比べて綺麗な光沢面となって

いることが分かる．(a)のびびり振動がある結果において加工中の振動加速度を短時間

Fourier 変換した結果を Fig. ３.18. に示す．切削はおよそ 4 sec に始まり，びびり振動が

成長するのはおよそ 6 sec である．びびり振動が始まった時，びびり振動周波数は 320.1 

Hz である．回転速度計で測定した主軸回転速度は 664.2 min-1 であるため，位相遅れ 𝜀 は 

𝜀 = (60 ×
320.1

664.2
− INT (60 ×

320.1

664.2
)) × 360 = 329.8 deg である．ここで，INT は括弧内の数

値を切り捨てしたときの最も近い整数を求める関数である．構築したモデルによるびび

り振動周波数と位相遅れは 354.7 Hz と 343.0 deg である．びびり振動周波数の実験と解析

の誤差は約 11%であり，同様に位相遅れの誤差は 4%である．それぞれ，実験結果と良く

一致している．したがって，バニシングプロセスを伴う再生びびり振動の位相遅れは 360 

deg に近いことが実験的に証明された．一方で従来の再生びびり振動の位相遅れは安定

限界付近である 270 deg に近い．これは複数回転前の振動が再生するという特徴的なびび

り振動であるために起こる現象である．これに関連して，写真では非常に長い準安定領

域，すなわち，びびり振動が成長するには時間がかかることが確認できる．加工開始から

成長するまで 2 sec かかっており，主軸回転速度が 664.2 min-1であることから約 22 回転

分を要することが分かった．一方で，振動の成長は 8 sec 後に止まり一定となっているが，

これは非線形現象が起こったと考えられる．その時の状況を表す切粉を Fig. ３.19. に示

す．切粉は連続しているが，切削方向に幅は変化している．これはびびり振動の成長によ

って振動振幅が増加するにつれて，バニシング領域でも切削が起こったためである．この

現象後のびびり振動周波数と位相遅れはそれぞれ 319.1 Hz と 297.2 deg であり，びびり振

動が発生した初期より低い．これは複数回転前のバニシングは常に起こるわけではない

ことと，バニシングプロセスにおける再生が減少する間に切削プロセスにおける再生が

増加することによるものである．したがって，プロセスは切削プロセスのみの従来の再生

びびり振動に近くなり，位相遅れは 270 deg に近づく． 
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(a) Tilt angle 0.037 deg 

 

(b) Tilt angle 0.130 deg 
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(c) Tile angle 0.377 deg 

Fig. ３.16. Cut surfaces with different tilt angles. 

 

 

Fig. ３.17. Cut surface with single point. 
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Fig. ３.18. Short-time Fourier transform of measured vibration at tilt angle of 0.037 deg. 

 

 

Fig. ３.19. Chip at tilt angle of 0.037 deg. 

 

第２項 送り速度の影響検証 

次に送り速度の影響について調べる．第２章の解析結果からバニシング領域幅がこの

びびり振動の安定性を支配していることが分かっており，送り速度はそれほど影響しな

い．ここで送り速度を変化させることは再生の回数を変化させることを意味する．これを

実験で検証する．ここでは工具傾き角は 0 deg にセットし，送りは 0.3，0.5，1.0 mm/rev

の 3 条件とした．バニシング領域幅は工具の直線切れ刃長さから送りを引いた長さで決

まる．切削の条件を Table ３.10. に示す．振動加速度は他の試験と同様に主軸ハウジング

に設置した加速度センサで測定する． 

 

Table ３.10. Cutting conditions for investigation into effect of feed rate. 

Spindle speed 𝑁𝑠 [min-1] 664.2 

Depth of cut 𝑑 [mm] 0.2 



60 

Feed rate 𝑓 [mm/rev] 0.3, 0.5, 1.0 

Coolant condition Dry cutting 

Tilt angle of insert 𝜃 [deg] 0.014 or less 

Workpiece material C45 (ISO) 

 

Fig. ３.20. に測定した振動加速度の結果を示す．Fig. ３.20. (a)，(b)，(c) は直線切れ刃

長さが 2.0 mm の場合で，送りがそれぞれ 0.3，0.5，1.0 mm/rev のときの振動加速度とそ

れを Fourier 変換した結果である．同様に(d)，(e)，(f) 直線切れ刃長さが 3.0 mm の場合

で，送りがそれぞれ 0.3，0.5，1.0 mm/rev のときの結果である．直線切れ刃長さが 2.0 mm 

の場合にはびびり振動が発生していないことが分かる．一方で直線切れ刃長さが 3.0 mm 

の場合には激しいびびり振動が発生していることが分かる．Fig. ３.21. に整理した結果

を示す．実線と破線はそれぞれ直線切れ刃長さが 2.0 mm と 3.0 mm の結果を示す．直線

切れ刃長さが 2.0 mm の加工ではほとんどの状態で安定となる解析結果となっている．直

線切れ刃長さが 3.0 mm の加工では全ての状態で不安定となる解析結果となっている．"

〇"がびびり振動無しを表し，"×"がびびり振動有りを示す．直線切れ刃長さが 3.0 mm の

とき送りが 1.0 mm/revの条件以外で実験と解析は一致することが確認できる．すなわち，

バニシングプロセスを考慮したゲインマージンが 1 未満のとき，実験ではびびり振動が

発生する傾向である．直線切れ刃長さが 3.0 mm で送りが 1.0 mm/rev の条件において実験

と解析の誤差は約 23%である．Fig. ３.22. に送りに対するバニシング領域幅の計算結果

を示す．送りの増加は安定性に大きく影響しないが，バニシング領域幅は送りに対して線

形に減少するということは，安定性は僅かに増加することを意味する．これは解析結果で

示すとおりである．以上より，実験と解析は良く一致しており，送り，すなわち再生の回

数は安定性には大きく影響しないことが示される． 

 

 

(a) Straight edge width is 2.0 mm and feed rate is 0.3 mm/rev 
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(b) Straight edge width is 2.0 mm and feed rate is 0.5 mm/rev 

 

  

(c) Straight edge width is 2.0 mm and feed rate is 1.0 mm/rev 

 

  

(d) Straight edge width is 3.0 mm and feed rate is 0.3 mm/rev 
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(e) Straight edge width is 3.0 mm and feed rate is 0.5 mm/rev 

 

  

(f) Straight edge width is 3.0 mm and feed rate is 1.0 mm/rev 

Fig. ３.20. Measured vibration acceleration during cutting and Fourier transform of measured vibration 

acceleration in the investigation into the feed rate. 
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Fig. ３.21. Predicted gain margin and experimental results with the varied feed rates. 

 

 

Fig. ３.22. Calculated total burnishing width. 
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ることで再生の回数の影響を調べる加工を行った．初めに，安定性解析で必要な各種パラ

メータについて同定した．妥当性の検証は安定性をゲインマージンで評価した解析結果

と，びびり振動の有無で評価した実験結果の比較を行った．バニシングプロセスを伴う再

生びびり振動の発生メカニズム，安定限界，および特徴について調べた．次に本章で明ら

かになった結果を示す． 

(1) 安定性解析に必要な，バニシング力変動とその時の変位の関係である比バニシング

抵抗は Hertz の接触理論による，すなわち力と変位は概ね線形であると決めた．今

回の検証において，比バニシング抵抗は比切削抵抗に比べて約 28 倍で非常に大き

な値であることが分かった．さらにバニシング幅は切削幅に比べて約 7 倍大きい

ことから，バニシングゲインは非常に大きくなることを示した．これは，バニシン

グゲインがプロセスの安定性を主に決めているということである． 

(2) 工具傾き角を変数とすることでバニシング領域幅の影響を調べる安定性解析と加

工検証を行った．解析結果と実験結果では工具傾き角が 0.13 deg のときゲインマー

ジンの誤差約 18%で一致しなかったが，それ以外の工具傾き角の条件では安定性

解析と加工検証は一致した．すなわち，びびり振動はゲインマージンが 1 以下のと

きに生じること，および安定性はバニシング幅で主に決まることが検証できた． 

(3) びびりの振動周波数は解析結果と実験結果で誤差が約 11%で概ね一致することが

確認できた．さらに，現在の振動と過去の振動の位相差は解析結果と実験結果で誤

差が約 4%で概ね一致することが確認できた．また，解析結果の位相遅れは 329.8 

deg であり，360 deg に近いという特徴を確認できた． 

(4) びびり振動が成長するまでの間，複数回転前の振動が再生する必要があるため長い

時間がかかるという，もう一つの特徴を確認できた．加工回転速度が 664.2 min-1

であることから成長するまでには約 22 回転を要したことが分かった． 

(5) 面粗度について計算による予測では工具傾き角の増加によって理論面粗度はほぼ

線形に増加することを示した．実際に被削材の測定を行った結果は，ほぼ線形に増

加していることが確認できた．以上より，粗さとびびり振動抑制を両立することは

適切な工具傾き角，もしくはより実用的には適切なワイパー半径を選ぶことが必要

であると言える． 

(6) 送り速度を変数とすることで再生の回数の影響を調べる安定性解析と加工検証を

行った．直線切れ刃長さが 3 mm の工具で送りが 1 mm/rev のとき，解析結果と実

験結果では一致しなかった．この条件におけるゲインマージンの誤差は 23%であ

る．それ以外の送りの条件では解析結果と実験結果は一致した．以上より，再生の

回数は安定性に関係なく，バニシング幅で決まることが検証できた．また，送りの

変化でバニシング幅は大きく変化しないため，安定性にほとんど影響しないことを

確認できた． 
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２つの加工検証において第２章で構築した解析モデルを用いた安定性解析結果と実験

結果は概ね一致することが確認できた．また，バニシングプロセスを伴う再生型びびり振

動の特徴の一つである現在の振動と過去の振動の位相差は解析結果と実験結果で一致す

ることが確認できた．もう一つの特徴である，びびり振動が成長するまでに複数回転を要

することも実験結果で確認できた．以上より，バニシングプロセスによる多重再生を考慮

したモデルは定性的にも定量的にも有効であることが確認できた．また，予測したびびり

振動の発生メカニズム，安定性，および特徴も同様に正しいことが確認できた． 
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第４章 ワイパーインサートのワイパー部切れ刃形

状設計例 

 

 緒言 

ワイパーインサートのワイパー部切れ刃形状（以降，ワイパー形状と呼ぶ）は一般的に

理論面粗度に着目してその形状が設計されている．びびり振動安定性を定量的に考慮し

て検討した形状についてこれまでに報告はない．一方でワイパーインサートを用いた加

工では，しばしばびびり振動が発生することを鑑みると，設計においてびびり振動安定性

を要件として加えることが必要であると言える．本研究では第３章までで，バニシングプ

ロセスを考慮した安定性解析モデルの妥当性を実証した．本章ではこの成果を具体的な

ワイパー形状の設計に活用できることを示す． 

 

 ワイパー形状 

Fig. ４.1. にワイパー形状の設計例を示す．(a)はワイパー部に直線切れ刃長さ 0.6 mm

を持つ形状であり Type A と呼ぶこととする．(b)はワイパー部に直線切れ刃長さ 2.6 mm

を持つ形状であり Type B と呼ぶこととする．(c)はノーズ半径に続き，大きなワイパー半

径を持つ形状であり Type C と呼ぶこととする．いずれのタイプもノーズ半径は 0.4 mm と

する．ここで，(a)および(b)の形状は被削材の外径長手方向とワイパー部の直線切れ刃を

平行に出す必要があり実用的にはセッティングが難しいと考えられる．しかしながら，最

もワイパー効果が高い形状であり理論面粗度が 0μm となるため，粗度の向上という点

では有利である．一方，(c)の形状はノーズ半径 0.4 mm とワイパー半径 30.4 mm を連続的

に繋いだ形状である．この様にワイパー部が円弧形状の場合，被削材と平行を出す必要が

無く実用的にはセッティングが容易である．しかしながら，送りの増加で理論面粗度が

徐々に大きくなると予想できる． 

  

(a). Shape of wiper part Type A. 
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(b) Shape of wiper part Type B. 

 

 

(c) Shape of wiper part Type C. 

Fig. ４.1. Shape of wiper part. 

 

 安定性解析，および解析結果 

任意のワイパー形状の安定性を求めるため，第２章の式((9)で与えられるゲインマージ

ンを指標として用いる．安定性解析の条件を Table ４.1. に示す．解析では送り速度の条

件を 𝑓 =0.1～1.0 mm/rev まで 0.1 mm/rev ずつ変化させたときの，ゲインマージン 𝑔𝑚 を

求める．同時に切削幅，バニシング領域幅，および式(10)による理論面粗度 𝑅𝑦 を求める． 

 

Table ４.1. Analytical conditions. 

Equivalent stiffness 𝐾 [N/m] 4.274 × 107 

Equivalent damping coefficient 𝐶 [Ns/m] 1.153 × 104 

Equivalent mass 𝑀 [kg] 13.6 

Residual compliance 𝛷𝑟 [m/N] 1.304 × 10−8 

Specific cutting force 𝑃𝑐 [MPa] 1.529 × 103 

Specific burnishing force 𝑃𝑏
𝑠 [MPa] 4.308 × 104 

Spindle speed 𝑁𝑠 [min-1] 664.2 

Depth of cut 𝑑 [mm] 0.2 

Feed rate 𝑓 [mm/rev] 0.1 – 1.0 (variable) 
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Maximum static burnishing depth 𝑑𝑏𝑚𝑎𝑥 [μm] 7.35 

 

初めに Fig. ４.1.(a)のワイパー形状 Type A の解析結果を示す．横軸送り速度，縦軸ゲイ

ンマージンとしてプロットした結果を Fig. ４.2.(a)に示す．また，(b)は同様に縦軸に幅と

して切削プロセスの再生幅を"× "で，バニシング領域幅を"△"で示す．(c)は同様に縦軸に

理論面粗度として Type A を"△"で，ワイパー部の無い従来のノーズ半径 0.4 mm のイン

サートを"× "で示す．(a)に示すように送りの変化に対してゲインマージンは常に 1 以上

で安定であり，送りが 0.5 mm/rev より大きい条件ではゲインマージンは無限大となる．

これは，ワイパー部の直線切れ刃の長さが短いため，(b)に示すようにバニシング領域幅

が小さく，送りが 0.6 mm/rev より大きい条件ではバニシング領域幅がほぼ 0 mm，もしく

は 0 mm となるからである．送りの増加によってゲインマージンが徐々に増加するのは第

２章で示した通り，切削幅に対してバニシング領域幅が相対的に小さくなるためである．

(c)に示すように理論面粗度は従来のノーズ半径のインサートでは送りの 2 乗で大きくな

るのに対して，ワイパーインサートでは理論面粗度を決める境界部が直線切れ刃の領域

内となる送り条件 0.5 mm/rev 以下まで 0 μm である． 

 

 

(a) Gain margin 𝑔𝑚. 

 

(b) Regenerative cutting width and total burnishing width. 
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(c) Theoretical roughness 𝑅𝑡ℎ. 

Fig. ４.2. Influence of feed rate on stability with wiper insert Type A. 

 

次に Fig. ４.1.(b)のワイパー形状 Type B の解析結果を示す．横軸送り，縦軸ゲインマー

ジンとしてプロットした結果を Fig. ４.3.(a)に示す．また，(b)は同様に縦軸に幅として切

削プロセスの再生幅を"× "で，バニシング領域幅を"△"で示す．(c)は同様に縦軸に理論面

粗度として Type B を"△"で，ワイパー部の無い従来のノーズ半径 0.4 mm のインサート

を"× "で示す．Type B では直線切れ刃の長さが Type A より 2 mm 長いため(b)に示すよう

にバニシング領域幅が大きい．このため(a)に示すように送りが解析の範囲内では Type A

よりゲインマージンが小さい．送りが 0.5 mm/rev 以下ではゲインマージンが 1 未満とな

り不安定となる．一方，理論面粗度は送りが解析の範囲内では面粗度を決める境界部が直

線切れ刃の領域内であるため 0 μm である．Type A と Type B の結果より，広い範囲の

送り条件で粗度の向上を狙った直線切れ刃のワイパー形状のとき，バニシング領域幅が

大きくなるため，びびり振動安定性は大きく悪化することが分かった． 

 

 

(a) Gain margin 𝑔𝑚. 
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(b) Regenerative cutting width and total burnishing width. 

 

(c) Theoretical roughness 𝑅𝑡ℎ. 

Fig. ４.3. Influence of feed rate on stability with wiper insert Type B. 

 

最後に Fig. ４.1.(c)のワイパー形状 Type C の解析結果を示す．横軸送り，縦軸ゲインマ

ージンとしてプロットした結果を Fig. ４.4.(a)に示す．また，(b)は同様に縦軸に幅として

切削プロセスの再生幅を"× "で，バニシング領域幅を"△"で示す．(c)は同様に縦軸に理論

面粗度として Type C を"△"で，ワイパー部の無い従来のノーズ半径 0.4 mm のインサー

トを"× "で示す．(a)に示すようにゲインマージンは送りが 0.4 mm/rev まではほぼ一定で，

それ以上で増大している．これは(b)に示すようにバニシング領域幅が送り 0.4 mm/rev ま

ではほぼ一定で，それ以上で減少しているためである．(c)に示すように理論面粗度は Type 

A，および Type B の様に 0 μm とならずに徐々に大きくなっている．これはワイパー形

状が大きなワイパー半径となっており，この部分に境界部ができるためである．しかしな

がら，従来のノーズ半径のインサートより小さな理論面粗度が得られるためワイパーイ

ンサートとして機能を果たしている．Type C に比べ，広い範囲の送り条件で理論面粗度

の向上は狙えないが，びびり振動安定性と理論面粗度向上の両立を考えると有効なワイ

パー形状と考えられる． 
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(a) Gain margin 𝑔𝑚. 

 

(b) Regenerative cutting width and total burnishing width. 

 

(c) Theoretical roughness 𝑅𝑡ℎ. 

Fig. ４.4. Influence of feed rate on stability with wiper insert Type C. 

 

 結言 

本章ではワイパーインサートの形状設計例として３種類の形状について安定性解析を

行った．以下に３種類のインサートについてまとめる． 

(1) ワイパー部を短い直線切れ刃の形状としたインサートは びびり振動安定性が高い．
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境界部が直線切れ刃の領域内にある送り条件までは理論面粗度は 0 μmとなるが，

それ以上の送り条件では理論面粗度は急激に悪化する． 

(2) ワイパー部を長い直線切れ刃の形状としたインサートはびびり振動安定性が低い．

送りが小さい条件ではゲインマージンが 1 以下で不安定となる．理論面粗度は広

い範囲の送り条件で 0 μm となる． 

(3) ワイパー部を大きなワイパー半径の形状としたインサートはびびり振動安定性が

高く，さらにある程度広い範囲の送り条件で理論面粗度が小さい． 

 

本研究の成果によって，理論面粗度のみに着目したワイパー形状から，びびり振動安定

性も考慮したワイパーインサートのワイパー形状の設計が可能となったことを示した．

さらに，びびり振動安定性を考慮したワイパー形状の最適設計と第２章で示したように

加工条件の最適化を組み合わせることで，より高い生産性や加工面品質が得られる旋削

加工が可能となる． 
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第５章 結論 

 

産業界における高生産性の追求でワイパーインサートが開発され実用化されている．

ワイパーインサートはノーズ部で切削を行い，それに続くワイパー部で粗度の向上を行

っている．この工具を用いた加工ではたびたびびびり振動の発生が報告されている．従来

の再生びびり振動の理論に基づいた安定の条件で加工してもびびり振動が発生すること

が分かっている．このびびり振動のメカニズムや特徴はこれまでに明らかになっていな

かった．本研究ではワイパーインサートによる高能率加工時のびびり振動についてその

発生メカニズムの解明と安定限界の予測を実現することを目的とし，解析モデルを構築

し安定限界の予測を行った．また，構築したモデルの妥当性を実加工で検証した．本章で

は，本研究で得られた結果を以下にまとめる． 

 

第２章では，初めに切削プロセスにおける従来の再生びびり振動の分析を通して，以降

で登場する変数や現象を理解することを目的として突っ切り加工の単純な 2 次元モデル

解析を行った． 

次にワイパーインサートを用いた旋削時に生じる新たに発見されたびびり振動現象に

ついてメカニズムの解明を目的とした分析を行った．ワイパー部でのバニシングプロセ

スがびびり振動に影響していると推測し，ワイパー部の形状を直線として単純化したイ

ンサートを用いてバニシングプロセスを考慮した安定性モデルを提案した．提案したモ

デルを用いて加工条件を変数とした安定性解析を行い，このびびり振動の特徴を調べた． 

直線切れ刃を持つ単純形状のワイパーインサートを用いた予備実験と同じ加工条件で

解析を行い，ゲインマージンが 0.584 で不安定となることを示した．予備実験で新たに発

見されたびびり振動が解析でも不安定であることから，構築した解析モデルが定性的に

正しいことを示した．バニシング領域における再生を考慮したびびり振動の安定性は，同

じ条件で加工した従来の再生びびり振動の安定性に比べて約 1/200 倍となることを解析

結果から示した．このユニークなびびり振動の特徴の一つとして，バニシング領域では多

重再生が起こっており，複数回転前の振動は現在の切削プロセスに影響を与えることが

分かった．現在の振動と過去の振動の位相差は従来の再生びびり振動に比べて 360 deg に

近く大きな値になることを示した． 

工具傾き角を 0～0.8 deg で変数としてワイパー部のバニシング領域幅を変える解析結

果から，工具傾き角の増加でバニシング領域幅は 3.9～0.138 mm まで約 1/28 倍となり，

ゲインマージンは 0.584 の不安定から無限大，すなわちびびり振動安定性が無限大になる

ことを示した．バニシング領域幅はびびり振動安定性に大きく影響することが分かった．

また，ワイパー部が被削材から離れることで理論面粗度が悪化することを示した． 

送りを 0.1～1.2 mm/rev で変数として再生数を変える解析結果から，工具傾き角が 0 deg
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のとき，送りの増加によって再生数は 44 回から 3 回へ大きく減少するが，バニシング領

域幅は 26%程度しか減少しないため，びびり振動安定性は 1.3 倍程度しか増加しないこと

を示した．送りの増加で再生数が減少することと，切削幅の増加により相対的にバニシン

グ領域幅が減少することが分かった．また，びびり振動安定性は，再生数には関係なくバ

ニシング領域幅が支配的であることが分かった．また，理論面粗度は従来のノーズ半径を

有するインサートでは送りの 2 乗に比例するが，ワイパー部が直線のインサートでは送

りに対してほぼ線形となることを示した．  

主軸回転速度を 500～40000 min-1で変数とした解析結果から，高回転域で安定性ローブ

が見られ，びびり周波数も同様に変化することが分かった．現在の振動と過去の振動の位

相差は 360 deg に近く，その変化の幅は最大 6 deg 以下で小さいことを示した．バニシン

グプロセスを伴うびびり振動では多重再生によってびびり周波数が敏感に影響するため，

安定性ローブは従来の再生びびり振動に比べて急峻となることが分かった． 

切込みを 0.05～0.5 mm で変数とした解析結果から，工具傾き角が 0 deg の場合，切込

みの増加で切削幅は約 1.8 倍に増加するが，バニシング領域幅の方が切削幅より約 3.9 倍

大きく，かつバニシング領域幅は変化しないため安定性は 1%以下の変化しかないことを

示した．切込みが増加することで切削幅が増加するが，相対的にバニシング領域幅の方が

大きいためびびり振動の安定性にほとんど影響しないことが分かった． 

バニシングプロセスの再生を考慮したびびり振動安定性について，バニシング領域幅

が主にプロセスの安定性を決めていることが明らかになった．各種加工条件を変数とし

た解析によって，バニシングプロセスを含まない従来の再生びびり振動にはない特徴を示し

た．また，安定性に加えて，切削・工具の条件と理論面粗度の関係について明らかにした．  

 

第３章では，第２章の安定性解析で明らかにした特徴のうち，バニシング領域幅の影響

（工具傾き角を変化させた）と再生の回数の影響（送り速度を変化させた）について実際

の加工を行いモデルの妥当性を検証した．また，安定性解析で必要な比バニシング抵抗，

比切削抵抗，機械ループコンプライアンス，剰余コンプライアンス，および弾性回復量に

ついて同定した．比バニシング抵抗については，Hertz の接触理論に基づいて力と変位が

概ね線形であるとして算出した．比切削抵抗については，送りを変化させたときの切削力

を測定し，送りに対する切削力の傾きから同定した．比バニシング抵抗は比切削抵抗に比

べて約 28 倍で非常に大きな値であることが分かった．機械ループコンプライアンスにつ

いては，インパルス応答法によって測定した．この測定で考慮できていない部分について

は，剰余コンプライアンスとして，別途，静的な押込み試験で求めた．静的な押込み試験

ではインサートを被削材に押し付けた後，ゆっくりと引き戻すときの変位と力を測定し，

その傾きから Hertz の接触理論で求めた接触部の弾性変形のコンプライアンスを引いて

剰余コンプライアンスを求めた．弾性回復量は工具傾きをつけたセッティングで実際の

加工を行い，刃先の接触状態から求めた． 
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工具傾き角を変数とすることでバニシング領域幅の影響を調べる安定性解析と加工検

証を行った．解析結果と実験結果では工具傾き角が 0.13 deg のとき一致しなかったが，そ

れ以外の工具傾き角の条件では一致した．すなわち，びびり振動はゲインマージンが 1 以

下のときに生じること，および安定性はバニシング幅で主に決まることが検証できた．び

びりの振動周波数は解析結果と実験結果で誤差が約 11%で概ね一致することが確認でき

た．さらに，現在の振動と過去の振動の位相差は解析結果と実験結果で誤差が約 4%で概

ね一致することが確認できた．また，解析結果の位相遅れは 329.8 deg であり，360 deg に

近いという特徴を確認できた．びびり振動が成長するまでの間，複数回転前の振動が再生

する必要があるため長い時間がかかるという，もう一つの特徴を確認できた．計算による

予測では工具傾き角の増加によって理論面粗度はほぼ線形に増加することを示した．実

際に被削材の測定を行った結果は，ほぼ線形に増加していることが確認できた． 

送りを変数とすることで再生の回数の影響を調べる安定性解析と加工検証を行った．

直線切れ刃長さが 3 mm の工具で送りが 1 mm/rev のとき，解析結果と実験結果では一致

しなかった．この条件におけるゲインマージンの誤差は 23%である．それ以外の送りの

条件では解析結果と実験結果は一致した．再生の回数は安定性に関係なく，バニシング幅

で決まることが検証できた．また，送りの変化でバニシング幅は大きく変化しないため，

安定性にほとんど影響しないことを確認できた． 

以上より，バニシングプロセスによる多重再生を考慮したモデルは定性的にも定量的

にも有効であることが確認できた．また，予測したびびり振動の発生メカニズム，安定性，

および特徴も同様に正しいことが確認できた． 

 

第４章ではワイパーインサートのワイパー形状の設計例として直線切れ刃長さが異な

る２種類の形状と，ノーズ半径に続き，大きなワイパー半径を持つ形状についてびびり振

動安定性と理論面粗度について求めた．バニシング領域幅が大きいインサートほど送り

に対するゲインマージンは小さくなることを示した．本研究で構築した安定性解析モデ

ルを用いて，様々なワイパー形状の安定性を解析することができることを示した．理論面

粗度のみに着目したワイパー形状から，びびり振動安定性も考慮したワイパーインサー

トのワイパー形状の設計が可能となったことを示した． 

 

以上，本研究ではバニシングプロセスを伴うワイパー旋削時特有の再生びびり振動に

ついてメカニズムを分析し，安定性解析モデルを構築した．構築したモデルの妥当性を実

加工の検証で確認した．加工条件を変数として安定性解析を行い，びびり振動の特徴を明

らかにしたことでより理解を深めることができた．ワイパーインサートの目的である高

能率加工を実現するためには，面粗度だけではなくびびり振動にも注意してワイパー形

状を設計しなければならない．これまで，ワイパー形状とびびり振動の関係は明らかにな

っていないため，インサートの設計は試行錯誤が必要であった．本研究の成果によってイ
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ンサートの設計段階でびびり振動の予測が可能となった．また，びびり振動が起こらない

条件のもとで加工条件を最適化するということも可能となった．一方，びびり振動の抑制

については本研究では検討できていない．びびり振動メカニズムが明らかになったこと

で，抑制について今後の研究が進むことを期待したい． 
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