
  

 

 

Ni 基超耐熱合金および Ti 合金切削加工時の 

工具損傷機構に関する研究 

 
Study on Damage Mechanisms of Cutting Tools during 

Machining of Ni-based Superalloy and Titanium Alloy 

 

 

 

 

 

 

2016 年 9 月 

 

小関 秀峰 

 

島根大学大学院総合理工学研究科 



i 
 

目 次 

第1章 緒論・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・1 

1.1 研究背景・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・1 

1.1.1 切削加工技術の概要 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・1 

1.1.2 工具損傷 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・2 

1.1.3 コーティング技術の概要 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・4 

1.1.4 Ni 基超耐熱合金および Ti 合金の用途 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・6 

1.1.5 Ni 基超耐熱合金および Ti 合金の被削性 ・・・・・・・・・・・・・・・・・7 

1.2 本研究の意義・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・8 

1.3 本研究の目的・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・9 

1.4 本論文の構成・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・9 

参考文献・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・11 

 

第2章 Alloy 718 連続切削加工時における PVD コーテッド工具の損傷機構・・・・・・ 15 

2.1 緒言 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・15 

2.2 実験方法 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・15 

2.2.1 供試材 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・15 

2.2.2 切削試験 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・16 

2.2.3 工具損傷状態の観察および分析 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・16 

2.3 結果および考察 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・21 

2.3.1 工具損傷部の表面観察 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・21 

2.3.2 凝着物の分布状態の評価 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・21 

2.3.3 すくい面損傷部の断面観察 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・28 

2.3.4 逃げ面損傷部の断面観察 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・40 

2.3.5 逃げ面における摩耗要因の解析 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・44 

2.3.6 逃げ面摩耗に及ぼす硬質粒子の影響 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・49 

2.4 工具損傷モデルの立案 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・51 

2.5 結言 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・53 

参考文献 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・53 

 

第3章 Ni 基超耐熱合金連続切削加工時におけるコーティングに求められる特性 ・・・55 

3.1 緒言 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・55 

3.2 実験方法 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・56 

3.2.1 切削温度および切削抵抗の測定 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・56 

3.2.1.1 熱起電力測定装置・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・56 

3.2.1.2 供試材・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・56 

3.3.1.3 熱起電力および切削抵抗測定時の切削条件  ・・・・・・・・・・・・・57 

3.2.2 コーティング特性と工具損傷抑制効果 ・・・・・・・・・・・・・・・・・59 

3.2.2.1 供試材・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・59 



ii 
 

3.2.2.2 切削試験・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・59 

3.2.3 工具損傷状態の観察および分析 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・60 

3.2.4 コーティング特性の評価方法 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・60 

3.3 結果および考察 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・63 

3.3.1 切削温度および切削抵抗測定結果 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・63 

3.3.2 PVD コーティングによる損傷抑制効果の検証 ・・・・・・・・・・・・・・66 

3.3.3 PVD および CVD コーティングの特性比較・・・・・・・・・・・・・・・・72 

3.3.3.1 成膜方法の異なる TiN コーティングの特性評価・・・・・・・・・・・・72 

3.3.3.2 成膜方法の異なる TiN コーテッド工具の切削性能・・・・・・・・・・・74 

3.3.3.3 PVD および CVD コーティングの耐熱性評価・・・・・・・・・・・・・78 

3.3.4 Ni 基超耐熱合金連続切削加工時のコーティングに求められる特性 ・・・・・93 

3.4 結言 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・94 

参考文献 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・95 

 

第4章 Ti-6Al-4V 合金連続切削加工時の工具損傷機構・・・・・・・・・・・・・・・97 

4.1 緒言 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・97 

4.2 実験方法 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・97 

4.2.1 供試材 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・97 

4.2.2 切削試験 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・98 

4.2.3 工具損傷状態の観察および分析 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・99 

4.3 結果および考察 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・100 

4.3.1 コーティング損傷部の詳細観察 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・100 

4.3.2 すくい面における凝着状態の解析 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・106 

4.3.3 Ti-6Al-4V 合金と Alloy 718 切削加工時のコーティング損傷状態の比較・・・113 

4.3.4 ノンコート超硬工具の摩耗 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・118 

4.4 結言 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・123 

参考文献 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・123 

 

第5章 Alloy 718 断続切削加工時における PVD コーテッド工具の損傷機構・・・・・125 

5.1 緒言 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・125 

5.2 実験方法 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・125 

5.2.1 供試材 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・125 

5.2.2 切削試験 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・125 

5.2.3 工具損傷状態の観察および分析 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・126 

5.2.4 連続切削加工時の摩擦力測定方法 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・128 

5.3 結果および考察・・ ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・128 

5.3.1 刃先損傷形態の微視的観察 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・128 

5.3.2 逃げ面損傷部の断面 TEM 像観察結果・・・・・・・・・・・・・・・・・・132 

5.3.3 すくい面損傷部の断面 TEM 像観察結果・・・・・・・・・・・・・・・・・133 



iii 
 

5.4 Ni 基超耐熱合金断続切削時の工具損傷モデル・・・・・・・・・・・・・・・・138 

5.5 工具損傷モデルの検証 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・139 

5.6 Ni 基超耐熱合金加工用コーテッド工具の開発指針・・・・・・・・・・・・・・144 

5.7 結言 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・146 

参考文献 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・146 

 

第6章 Ti-6Al-4V 合金断続切削加工時における PVD コーテッド工具の損傷機構  ・・・148 

6.1 緒言 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・148 

6.2 実験方法・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・148 

6.2.1 供試材 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・148 

6.2.2 切削試験 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・148 

6.2.3 工具損傷状態の観察および分析 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・148 

6.2.4 コーティングの欠陥（ドロップレット）量の評価 ・・・・・・・・・・・・149 

6.3 結果および考察・・ ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・149 

6.3.1 刃先損傷形態の微視的観察 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・149 

6.3.2 逃げ面損傷部の断面 TEM 像観察結果・・・・・・・・・・・・・・・・・・153 

6.3.3 すくい面損傷部の断面 TEM 像観察結果・・・・・・・・・・・・・・・・・154 

6.4 Ti 合金断続切削時における工具逃げ面の損傷モデル ・・・・・・・・・・・・・159 

6.5 Ti-6Al-4V 合金切削時の工具損傷幅とコーティングの欠陥量の関係・・・・・・・161 

6.6 Ti 合金加工用工具の開発指針・・ ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・164 

6.7 結言 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・165 

参考文献 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・166 

 

第7章 結論 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・167 

 

本論文に関する発表論文，特許・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・171 

 

謝辞 ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・173



1 
 

第1章 緒論 

  

1.1 研究背景 

近年，CO2 排出量削減やエネルギー効率改善による環境負荷低減を目的とした様々な技術開

発が行われている 1)．特に航空機，エネルギー，発電産業においては，製品自体の性能向上に

よるエネルギーコスト削減効果が大きいため，その部品製造における技術革新が期待されてい

る 1)．本研究は，これらの分野で用いられる Ni基超耐熱合金および Ti 合金を切削加工したとき

の工具損傷機構に関するものである．以下に，研究に関わる各々の技術的背景を概説し，研究

の意義および目的を述べる． 

 

1.1.1 切削加工技術の概要 

切削加工は，切削工具によって工作物の表面からその不要部分を切りくずとして除去する加

工作業であって，工作物を目的の形状と寸法に作り上げるとともに適当な表面仕上げを行うた

めに応用されている 2)．この加工機構は破壊によるものであり，単位体積の切削加工時に必要

なエネルギーは，概略 1-10 J / mm3と，他の放電加工（102 ～103 J / mm3）やビーム加工（106 J / 

mm3）などの非機械的加工法に比べて小さく，高効率な加工法といえる 3)．また，比較的高精度

の加工ができることも特徴である．したがって，切削加工技術の向上により，所望の寸法安定

性や表面品位を効率的に達成でき，さらには，製品性能を設計した通りに引き出すことが可能

になる．他方，製品性能向上のために，常に新規材料の開発が行われているが，多くの場合，

高機能材料は難削性が高く，すなわち，切削抵抗が大きく，切削温度も高くなるため，工具寿

命が短くなる．これらの課題を解決するためには，従来より「切削加工システム」を最適化す

ることが求められている． 

切削加工システムとは，入力として被削材および周辺環境（工作機械，切削工具，切削条件）

を適切に整備し，これらが切削現象を介して，出力として所望の製品形状と仕上げ面を得るこ

とまでを一つの機能として捉えたものである．Table 1.14)はかつて M.C. Shaw が示した切削加工

システムの入出力の概要である．ここで，本システムを改良するために検討されてきた各項目

について述べる．工作機械は，装置の高剛性化，主軸の高トルク化，加工熱による熱変形の抑

制，多軸同時制御 5)6)が検討されている．切削工具は，低抵抗，びびり振動抑制効果の高い工具

形状の開発 7)や高硬度・低摩擦のコーティングが検討 8)9)されている．切削条件の制御は，CAE

（Computer Aided Engineering）や CAM（Computer Aided Manufacturing）の利用による切削条件の

選定 10)や加工プログラムの自動計算の適用が検討されている 11)12)．その他の周辺技術としては，

クーラントの成分開発 13)14)はもちろん，吐出方法やその効果の検討 15)16)がなされ，加工点の冷

却性能や切りくず処理性の向上が試みられている 17)18)． 

このように切削加工技術は，本質的に高効率であるが，周辺技術の進歩によってさらに発展，

利用されることが期待されており，将来，難削化する被削材については，これらの要素技術を

高次元でバランスさせた切削加工システムの構築と，それを安定的に維持する技術が必要とい

える．なお，いうまでもなく，システムの安定維持には，耐久性に優れた切削工具が求められ

る． 
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Table 1.1  Inputs, outputs, and internal items in the machining system when metals are cut4). 

 

 

1.1.2 工具損傷 

 切削加工では，被削材と工具材料の相対運動による塑性変形と破壊のため，工具損傷の発生

は避けがたいのが実状である．切削加工における工具損傷は，破損と摩耗に分類される．破損

は，工具材料中の欠陥を起点とした突発的な欠損や，加工条件と工具形状が切削に適さないた

めに生じる欠損のことである．摩耗は「摩擦による固体表面の逐次減量」と定義されている 19)．

いずれも，切削環境下の熱的，機械的負荷によって，工具材料の軟化，塑性変形，クラック形

成，破壊などが生じること，すなわち，材料の耐久性が低下することに起因している．よって，

工具損傷要因を解明することは，切削環境における工具材料の必要特性を得ることにつながる． 

摩耗現象については，Burwellの分類 20)が広く一般に受け入れられており，Fig. 1.1に示すよう

にアブレシブ摩耗（abrasive wear），凝着摩耗（adhesive wear），腐食摩耗（corrosive wear），疲労

摩耗（fatigue wear）の 4 つに分類されている 21)．アブレシブ摩耗は，硬さの差により，柔らか

い側が除去される現象であり，摩耗する側が固定突起か介在粒子かによって，二元アブレシブ

摩耗と三元アブレシブ摩耗に分けられ，二元アブレシブ摩耗の方が摩耗速度が高いとされる．

凝着摩耗は，しゅう動部材同士が強固に付着し，これをせん断応力によって破壊したときに，

工具や被加工材の一部が破壊される現象である．腐食摩耗は材料間での反応層や酸化層の形成

後，それらの形成時に弱くなった材料が破壊される現象をいう．疲労摩耗は，材料に繰返し応

力が働いたときに材料内部に転位の移動が生じ，転位の堆積部においてボイドの形成，クラッ

クが入るなどが原因となって損傷する現象である 22)．これらはいずれも複合的に生じることが

多いとされており，摩耗現象を基礎的に捉える上での基本型である． 

切削加工においては，一般的な機械部品のしゅう動環境に比べて，高温・高圧となるため，

さらに複雑な要素が加わる．Fig. 1.223)は切削時に生じる摩耗形態が定性的に示されたものであ

る．切削速度が高くなると熱的負荷が大きくなるため，拡散摩耗や酸化摩耗の影響が現れるこ

とがわかる．また，工具のすくい面と逃げ面では摩耗形態の寄与率が異なることが示されてい

る．最適な切削条件は，凝着摩耗の影響が小さく，拡散摩耗と酸化摩耗の影響が大きくなる前

であることが示唆されている．なお，同様の傾向が切削速度と生産コストの関係にもあり，低

速切削では，能率が低いため生産コストが高く，高速切削では工具交換頻度が高くなり，コス

トが高くなる傾向にあることが報告されている 24)．生産性を高めるためにも，工具の摩耗形態

を把握し，適切な加工条件を設定することが重要といえる．また，最適条件の選定のために，

工具摩耗予測式が研究されている 25)26)が，その精度は十分とはいえない．これは，工具損傷機

Input Machine
Internal items

Output

Workpiece Forces Parts/costs

Tools motions Energy Parts/time

Control fluids Temperatures Required geometry

Wear Surface integrity

Stationary zones

Vibrations
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構が複雑で，完全には解明されていないためであり，予測精度向上には摩耗形態の詳細な把握

が重要となる． 

 

 

   

Fig. 1.1  Diagrams of four representatives wear modes21). 

 

 

 

Fig. 1.2  Specific data for defining tool wear and kinds of tool wear23). 



4 
 

1.1.3 コーティング技術の概要 

切削工具の要素技術は，主に工具形状，工具基材，コーティングに関係する．工具形状は，

切りくず生成，仕上げ面生成のための重要な機能を有する．工具基材はそれを形成する土台で

あり，硬さとヤング率の優れる超硬合金が主に適用されている 27) 28)．また，工具表面を覆うコ

ーティングは，切削時の高温・高圧環境において被削材との直接接触に耐え，長時間にわたり

基材特性や工具形状を維持するために必須である．工具損傷は工具表面から生じることから，

コーティングが工具の耐久性に及ぼす影響は大きく，これの性能向上が求められる． 

近年，出荷される切削工具の 7 割以上は，超硬合金をコーティングで被覆したコーテッド超

硬工具であり 29)，様々な特徴を有するコーティング材料が成膜されることで耐久性が向上して

きた 29)-33)．コーティング材料の開発には成膜装置の進歩も大きく影響する．Table 1.2 に成膜方

法の特徴をまとめて示す．特に PVD法（Physical Vapor Deposition: PVD）の Arc Ion Plating法は，

基材との高い密着性が得られるとともに，複合組成ターゲットの適用を可能にしたため，組成

の自由度が格段に高くなり，コーティングの開発は急速に進歩した 34) ．  

Table 1.3に PVD法によるコーティングの進歩と諸特性を示す．1980年代後半から 1990年代に

かけて TiN 組成に Al を添加した(Ti,Al)N コーティングが開発され，硬さと耐酸化性が大幅に向

上したことで，切削工具の性能は大きく向上した 35)-37)．2000 年代には，耐酸化性と硬さの両立，

組織の微細化を狙い，Cr系，Ti系の窒化物に Alのみではなく，Siやその他の元素を添加した多

元系コーティングが研究され，被削材と切削条件に合わせてコーティング組成が最適化されて

きた 38)-41)．現在，PVDコーティングの組成は，大別してCr系，Ti系の窒化物を基軸にしたもの

が主流である．これらの複合化や積層化，多成分化によって性能向上が試みられているが，大

まかに低負荷切削（低硬度材）には Cr系，高負荷切削（高硬度材）には Ti系コーティングが適

用される傾向にある 42)43)． 

Table 1.4に CVD法（Chemical Vapor Deposition: CVD）によるコーティングの進歩と諸特性を示

す．CVD 法は，高温におけるガスの反応を利用し，化学的平衡状態で成膜することが特徴であ

る．したがって，PVD 法のように金属ターゲットを蒸発させて非平衡状態の準安定物質を成膜

することは困難であるため，組成の自由度は低い．CVD 法で，合成可能な組成は高温下で安定

な材料であり，TiC，Ti(C,N)，Al2O3が主体である．CVDコーティングの技術的転換点は 1990年

代に入り，-Al2O3 の成膜が可能になったことである．これによってより耐熱性が増し，高負荷

環境下での切削が可能になることで，焼き入れ鋼の切削や高速切削への対応が可能となった

32)44)-46)．現在は，Ti(C,N)や Al2O3の組織を微細化することで，さらなる高強度化が検討されてい

る． 

以上のように，コーティング技術は装置および組成開発により，ここ数十年で目覚ましく発

展したが，これらの開発は成熟期に差しかかったとみられ，工具材料の進歩による生産性向上

への寄与率は小さくなってきている 47)．一般に，技術の成熟期には，コストメリットを追求し

た研究へ移行することになる．切削工具用のコーティングを考えた場合には，被削材ごとの難

削性要因を把握し，アプリケーションに応じて機能調整することで，性能メリットを出すこと

が可能と考える．すなわち，1.1.2 項に示した摩耗形態を把握し，コーティングに求められる特

性を適切に付与することが重要となる． 
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Table 1.2  Various coating methods and the coating characteristics. 

 

 

 

Table 1.3  Progress and characteristics of PVD coatings. 

 
 

 

Table 1.4  Progress and characteristics of CVD coatings.  
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1.1.4 Ni基超耐熱合金および Ti合金の用途 

航空機エンジンや発電用ガスタービン機関の高効率化は，CO2 排出削減による地球温暖化防

止，エネルギー資源の節約に直結する 48)．Fig. 1.3に，航空機エンジンの断面図と Ni基合金と Ti

合金の適用箇所を示した．タービン翼，ケース，シャフト等の重要な部材が温度域ごとに Ni 基

合金と Ti 合金で構成されていることがわかる．航空機エンジンの約 50 %が Ni 合金，約 10～

40 %が Ti合金といわれており 49)，その重要性がうかがえる．なお，航空機産業は，年率 4～5 %

で成長すると予測 50)され，これらの材料使用量は増加傾向にある． 

航空機エンジンは，常に熱効率の改善が求められており，より耐用温度が高い Ni 基超耐熱合

金の開発が進められている．タービン入口温度は 1950年代後半に 900 Cであったものが年平均

約 10 Cの割合で上昇し続けている．近年では 1600 Cに至っており，今後は環境負荷低減要求

を満たすために，2000 C まで上昇すると推測されている．これに対応する高温，高強度材料の

開発については，結晶粒界の制御に加え，Ni 固溶体である相（fcc 構造）に W，Ta，Re などの

強化元素を添加することが試みられている 51)． 

Ti 合金は，高い比強度を有するため，軽量化による燃費向上の面で重要な役割を果たす．航

空機エンジン部品のうち主に回転部品は鍛造，そうでない場合は鋳造により製造された合金が

用いられ，特に高強度化された回転部品としての需要が多い．また，Ti 合金は CFRP との接合

部において電位差腐食が起こり難く，熱膨張係数が近いため，機体材料としての使用量増大も

見込まれている 52)53)． 

日本国内の鍛造技術に目を向けると，日本エアロフォージ株式会社は，国内で初めてとなる

能力 5 万トン級の最新鋭大型鍛造プレスを導入している 54)．これにより，今後は航空機や発電

機等を対象とした大型部品の鍛造が可能となり，Ni 基超耐熱合金や Ti 合金の生産量が一層増加

していくと予想される． 

 

 

     

Fig. 1.3  Application site of Ni-based alloys and Ti alloys for aircraft engine (turbofan engine). Cross-sectional cut 

model of the aircraft engine: Japanese Aero Engines Corporation.  

断面図：一般財団法人日本航空機エンジン協会  
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1.1.5 Ni基超耐熱合金および Ti合金の被削性 

前項で述べたように，Ni 基超耐熱合金および Ti 合金は，それぞれ特徴的な材料特性を有する

ため重要視されているが，一方で，被削性が悪く典型的な難削材料として知られている 55)．被

削性の指標として，切削工具寿命から実験的に求めた被削性指数（MR: Machinability Ratio）56)

が広く用いられている．これに対し，山根ら 57)は，被削材の材料特性から難削指数（DTCR: 

Difficult to Cut Rating）を算出する方法を提案している．Table 1.557)は各材料の難削指数と被削性

指数について報告されたものである．いずれの指標からも，代表的な Ni基超耐熱合金と Ti合金

である Alloy 718 と Ti-6Al-4V 合金の難削性が高いことがわかる．このことは，工具摩耗は被削

材の材料特性と相関があることを示唆している．以下に，Ni 基超耐熱合金および Ti 合金切削加

工時の被削性と，工具損傷の特徴をそれぞれ概説する． 

Ni 基超耐熱合金は，他の被削材に比べて切削加工時の工具摩耗進行速度が高く，高精度加工

と高能率加工の両立は困難とされている 58)-61)．これは，Ni 基超耐熱合金は熱伝導率が低いため

切削温度が高くなり，かつ高温強度も高いため，工具への熱的・機械的負荷が共に大きくなる

ためとされている 62)．工具損傷形態に関しては多数の報告があるが 63)，被削材が刃先に付着，

脱落することで生じる凝着摩耗 64)-68)や，合金中の硬質介在物が工具表面を引っ掻くことによる

アブレシブ摩耗 63)66)69)について報告されたものが多い．加えて，工具材料と被削材間の拡散現

象による摩耗 68)70)71)や，工具の酸化摩耗なども報告されている 68)72)．コーテッド工具の摩耗機構

に関する報告 66)-69)72)もあるが，それらに用いられているコーティング自身の損傷形態の詳細に

ついては十分に調査されているとはいえない． 

Ti 合金切削時の特徴は，低熱伝導率と低密度のため，刃先の温度が高くなりやすいこと 73)-76)，

切りくず生成時のせん断角が大きいため，工具と被削材の接触面積が小さく，刃先に生じる熱

的，機械的応力が狭い領域で高くなること 77)，断熱塑性変形により，切りくずが鋸歯状の形態

で排出されるために被削材－工具間の切削抵抗の変動が生じやすく 76)78)79)，低ヤング率のため

加工中にびびり振動を起こしやすいこと 78)などが報告されている．これらの要因に対し，熱的

負荷を低減する加工条件の適用 80)や，高熱伝導率の工具材料を適用し，刃先の放熱性を改善す

ると，工具摩耗が低減する 74)81)と報告されていることから，Ti 合金の切削においては工具損傷

に及ぼす熱的負荷の影響が大きいことが示唆される．工具損傷については，凝着に起因した刃

先の欠損によって起こると報告 75)82)されたものが多い．これは高温下で化学的に活性な Ti 合金

が工具材料と反応しやすいためと考えられている 75)83)84)．Ti 合金と工具材料（ダイヤ，超硬合

金）の凝着現象については，接合や切削試験にて得られた凝着界面を観察し，反応相（TiC）が

生じると報告 83)85)86)されている．一般に，超硬合金工具にコーティングを施すことで工具寿命

が向上するが，Ti 合金の旋削加工時にはコーティングによる摩耗抑制効果が特に小さく 82)85)，

工業的にもノンコート工具の適用率が高いようである． 

いずれの被削材についても，切削加工時には凝着摩耗が生じると報告されたものが多いが，

工具の損傷形態の評価は，実態顕微鏡や比較的低倍率の電子顕微鏡を用いた巨視的観察結果に

基づくものが多く，凝着界面の状態や，凝着物直下における工具損傷形態は十分に調べられて

はいない．特にコーティングの損傷形態については，Fig. 1.1 に例示されたような摩耗形態を構

築するに至る観察例はない．すなわち，コーティングに必要とされる材料特性についても不明

な点が多く，これらの報告からコーティングの開発方針を得ることは難しい． 
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これらの難削材を対象とした切削加工技術の研究開発状況についても報告されている 87)．切

削加工システムの進歩については，たとえば高圧クーラント 88)-91)や液体窒素冷却の適用 91)92)，

大型加工機を使用したセラミック工具による高速荒切削加工 93)が普及しつつあるが，切削環境

の周辺設備を整える必要があり，急速な普及には至り難い．加えて，タービンディスク等は数

万サイクルにも及ぶ頻繁な熱応力と遠心力および高温ガスに曝されるため，表面品位は加工変

質等の表面組織を含めて制御する必要があり，能率のみを求めた加工方法が適用できない可能

性がある．したがって，特に高い表面品位が要求される部位や仕上げ切削については，従来か

ら適用されているコーテッド超硬工具による安定切削の需要が残ると考えられる．将来は，超

高能率加工時の工具損傷機構を明らかにし，加工技術を発展させる必要があると考えるが，本

研究では，特にコーテッド工具の損傷形態を明らかにすることに注力する． 

 

Table 1.5  Difficult-to-cut rating of typical difficult to-cut materials57). 

 
※ T.S: Tensile strength, k : Thermal conductivity, Density, C : Specific heat 

 

 

1.2 本研究の意義 

 前節で述べたように，工作機械，制御技術，切削工具，クーラントなど，それぞれの性能を

追求した技術開発が検討されており，これらを適切に組み合わせた「切削加工システム」を構

築し，工具刃先で生じる破壊現象を緻密に制御することが求められている．特に，航空機，エ

ネルギー，発電産業においては，難削材加工の機会が多く，これらを高能率，高精度加工する

技術は，重要な位置づけにある． 

この要求に応えるためには，耐久性に優れる切削工具，特にコーティングの耐摩耗性向上が

求められる．一方，コーティングの損傷は数ミクロンの微小領域において生じる現象のため，

その損傷形態は明らかになっていない．これを詳細に調査し，工具損傷機構を解明することは，

工具材料の開発指針を示すことにつながる．また，損傷機構の特定は，切削条件の最適化に対

しての策定方針を示し，生産コスト低減にも寄与すると考えられる．さらに，切削現象，摩耗

形態，コーティング特性の相互の関係が得られれば，将来の難削系新素材を対象とした切削加

工システムの構築にも有益な指針を示し，産業発展に貢献できると考える．  

 

Work material Hardness T.S.(MPa) Elongation(%) (kC)0.5 DTCR AISI MR

B1112 110 400 20 0.00215 0.65 100

S45C 200 600 20 0.00215 1.00 60

AISI4340 230 750 20 0.00215 1.21 45

0.8C Hardened steel 500 1200 1 0.00237 1.98 -

SUS304 150 630 40 0.00419 2.06 35

Ti-6Al-4V 300 1000 12 0.00789 2.8 22

Alloy 718 450 1400 21 0.00505 3.86 13

13Mn-1C 400 950 50 0.00461 4.19 -

Al2O3 1900 1000 0 0.00314 7.43 -
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1.3 本研究の目的 

環境負荷低減が求められるなか，航空機，エネルギー，発電産業においては，製品自体の性

能向上によるエネルギーコスト削減効果が大きいため，さまざまな技術革新が期待されている．

Ni 基超耐熱合金および Ti 合金は，これらの分野で重要な部材に適用されるが，一方で，典型的

な難削材として知られており，切削加工時の工具の摩耗進行速度が高く，高精度，高能率加工

することが難しい．近年，工作機械の剛性向上，制御機能の充実，クーラントの性能向上や塗

布方法の開発などにより，切削加工システムの高機能化が進むなか，各々の性能を最大限に引

き出し，安定的に運用していくためには，被削材と工具の接点における工具損傷機構を明らか

にし，耐久性に優れた切削工具の開発が求められる． 

工具損傷については，これまでに多くの評価がなされてきたが，その大部分は巨視的観察結

果に基づくものであり，損傷形態は明らかとなっていない．特に厚さが数ミクロンのコーティ

ングを対象に，微視的な観点で調査した報告は少なく，その損傷機構が明らになっているとは

いえない． 

本研究の目的は，Ni 基超耐熱合金および Ti 合金切削加工時の工具損傷状態を微視的に調査し，

工具損傷機構を明らかにすることで工具開発指針を得ることである．検討に際し，工具材料に

主としてTiNコーテッド工具を用いた．TiNコーティングは切削工具に用いられる材料として基

本的な特性を有している．また，TiN コーティングは成膜プロセスの検討により様々な特性を

変化させることができる．被削材はそれぞれの代表的な材料である Alloy 718 と Ti-6Al-4V 合金

とし，これらを連続切削や断続切削したときの工具の損傷形態を調査，比較することで，各材

料の難削性要因についても検討した． 

 

1.4 本論文の構成 

 本論文は以下の 7章から成り立っている．各章の主な内容は次の通りである． 

第 1 章では，本研究の背景として，切削加工技術の概要および工具損傷について概説し，こ

れまでのコーティングの開発動向についてまとめた．また，Ni 基超耐熱合金および Ti 合金の用

途や被削性について示し，工具損傷機構を明らかにすることの必要性について述べた後，改め

て本研究の目的，本論文の構成ついて述べている． 

第 2 章では，Ni基超耐熱合金を連続切削したときの PVDコーテッド工具の損傷機構について

述べる．被削材を Alloy 718 とし，切削加工時に熱的・機械的負荷の変動が小さい連続切削時に

おける TiN コーテッド工具の刃先損傷部を微視的に観察し，摩耗過程を調べている．切削距離

毎に工具の表面や断面から損傷部を観察し，特に工具の表面に付着した凝着物の分布や凝着界

面の状態およびコーティングの損傷形態に着目した．コーティングの損傷は，コーティングに

含まれる欠陥（ドロップレット）を起点とした破壊や，凝着物のしゅう動に伴う塑性変形と微

細破壊であることを明らかにしている．観察結果に基づき，Alloy 718 連続切削時のコーティン

グ損傷モデルを構築している．また，工具の逃げ面とすくい面における摩耗形態を分類し，そ

れらが損傷速度に与える影響について述べている． 

第 3 章では，Ni 基超耐熱合金連続切削加工時におけるコーティングに求められる特性につい

て検討した．まず，切削現象を定量的に評価するために切削温度と切削抵抗を測定し，コーテ

ィングが塑性変形した温度域を調べた．また，第 2 章で構築した損傷モデルに基づき，コーテ
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ィングの組成や成膜方法を変えて損傷対策を施した PVD コーテッド工具の切削性能を評価する

ことで，損傷モデルの妥当性を検証している．また，コーティングの材料特性と切削性能の関

係を検討するために，PVD法と CVD法で成膜した TiNコーテッド工具の切削試験を行った．コ

ーティングの耐熱性を評価するために，800 C 以上と推定された切削温度を考慮し，600-

1200 Cで熱処理したときの結晶状態，組織，硬さの変化を調べた．CVDコーティングの有する

組織安定性と高温硬さが，切削加工時の塑性変形を抑制するための必要な特性であることを述

べている． 

第 4章では，Ti-6Al-4V合金を連続切削したときの PVDコーテッド工具の損傷機構について述

べる．工具損傷状態は第 2章と同様の手順で評価した．Ti-6Al-4V合金と Alloy 718切削加工時の

コーティング損傷状態を比較し，コーティング損傷は凝着界面における結晶方位関係の有無と

凝着物の破断強さの影響を受けると考えて，それぞれの材料を切削した際のコーティング損傷

を説明できるモデルを提案している．Ti-6Al-4V 合金切削時のコーティング損傷は，切りくずが

凝着物上を移動するときに生じるせん断力によって凝着物が破断し，そのクラックがコーティ

ングに伝播することが原因であると説明している．工具損傷抑制のためには，工具材料に延性

的特性を有する超硬合金を適用し，刃先を十分に冷却することが有効であることを述べている． 

第 5章では，Alloy 718断続切削時の PVDコーティングの損傷状態を評価し，工具損傷はコー

ティングの塑性変形と基材に対し平行方向に生じるクラックが原因であることを明らかにして

いる．この損傷形態は，切削中の摩擦力の低減によって抑制できると考え，切削中に低摩擦力

となる組成が(Al,Ti)N であることを見出すとともに，これの適用によって損傷抑制が可能である

ことを実験的に示している．切削中の空転域によって刃先が冷却される断続切削については，

PVD 法における組成選択の自由度を生かし，軟化抵抗が高く，切削中に低摩擦力を生じる組成

の選定が工具損傷の抑制に有効であることを確認している．連続切削時の工具損傷機構（第 2

章，第 3章，第 4章）を含めて，Ni基超耐熱合金加工用工具の開発指針について述べている． 

第 6 章では，Ti-6Al-4V 合金断続切削時の PVD コーティングの損傷状態を評価している．Ti-

6Al-4V 合金切削時の工具損傷は，連続切削と断続切削に関わらず，凝着界面に結晶方位関係が

観察され，凝着力が強いと考えられた．損傷形態は脆性破壊のみであった．Alloy 718 切削時

（第 5 章）と同様に，コーティング内に基材に対し平行方向にクラックが生じたことを確認し

ている．工具損傷抑制には，コーティング内の欠陥（ドロップレット）量低減が効果的である

ことを示している．連続切削時の工具損傷機構（第 4 章）を含めて，Ti 合金加工用工具の工具

開発指針について述べている． 

第 7章では，本研究を総括して述べる． 
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第2章 Alloy 718 連続切削加工時における PVD コーテッド工具の損傷機構 

 

2.1 緒言 

前章において，Ni 基超耐熱合金が航空機エンジンなどの重要部材に用いられ，高精度加工が

必要であるものの，典型的な難削材であるため，切削加工時の工具摩耗進行速度が高く，高精

度加工と高能率加工の両立に課題があることを述べた． 

Ni 基超耐熱合金切削加工時の工具損傷は，凝着摩耗，アブレシブ摩耗が主因であると報告さ

れたものが多い 1)2)が，工具材料と被削材間の拡散現象による摩耗や，工具の酸化を伴う摩耗な

ども報告されており 2)3)，摩耗機構については不明な点も多い．また，これらの報告の多くは巨

視的な観察結果に基づいており，特にコーテッド工具の摩耗機構について，微視的観察による

解明は，十分に行われていない． 

近年，コーティングの組成や成膜プロセスの改良により，コーテッド工具の性能は飛躍的に

向上した．被削材のさらなる難削化に対応するために，切削加工時のコーティングの損傷機構

を解明し，切削環境に必要な特性を具備した工具材料の開発が求められる． 

本章では，切削工具に適用されるコーティング組成のうち，最も基本的といえる TiN を選定

し，成膜手法として代表的に用いられている PVD 法の Arc Ion Plating 法（PVD-Arc 法）によっ

て成膜したコーテッド工具を準備した．被削材は代表的なNi基超耐熱合金であるAlloy 718を選

定した．工業的に利用されている切削条件 4)5)で切削加工した後，各種評価装置を用いて工具刃

先の損傷状態を微視的に観察し，工具損傷機構を明らかにした．なお，本研究で選択した TiN

コーティングは切削工具に用いられる材料として基本的な硬さ，耐酸化性を有しているが，そ

の特性は高くはないため，近年の開発材に比べ損傷状態の観察に適すると考えた．加えて，必

要に応じて損傷抑制要素を付加することができるため，要因特定を目的とした実験的検証が可

能である． 

工具損傷の評価は，切削距離毎の刃先損傷形態を工具刃先の表面や断面から観察した．特に

工具表面に付着した凝着物の分布状態や凝着界面の状態および，コーティング自体の損傷形態

に着目した．得られた結果に基づき，Alloy 718 切削時のコーティング損傷モデルを構築した 6)．

また，工具の逃げ面とすくい面における摩耗形態を分類し 7)，損傷速度との関係性について考

察した．  

 

2.2 実験方法 

2.2.1 供試材 

被削材に Alloy 718（時効処理材，440 Hv，オーステナイト（-Ni）粒径: 12.5-14.8 μm）を準備

した．工具材料は，JIS規格 K05相当の超硬合金（WC (grain size 0.8 μm) - 6 mass%Co - Cr）とし

た．コーティングの組成は TiNとし，PVD-Arc法により，膜厚が 3 µm程度となるように成膜し

た．以下，コーティングは組成と成膜方法を組み合わせて TiN-Arcと記載する．Fig. 2.1に Alloy 

718の組織写真を示す．また，Fig. 2.2に TiN-Arcと超硬合金の断面組織を示した． 
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2.2.2 切削試験 

切削試験には CNC 旋盤（株式会社森精機製作所製，SL-25）を用い，外径部の連続旋削加工

を行った．Fig. 2.3に切削試験の概略図を示す． 

工具形状は，CNMG120408，すくい角13 °のブレーカ付旋削工具を用いた．バイトホルダの工

具設置面が前すくい面，横すくい面側にそれぞれ－6 °傾斜していたため，工具設置後のすくい

角はおよそ 7 °と見積もられた．逃げ角は 6 °である．切削条件は，工業的に用いられる一般的な

条件 4)5)を選定し，切削速度 V = 30 m/min，送り f = 0.2 mm/rev，切込み d = 0.5 mm，湿式加工と

し，エマルションタイプの切削油（Blaser. SWISLUBE製，Vasco 1000）を希釈して用いた．各切

削距離（cutting length L = 1，10，50，200 m）まで切削加工した後，工具の損傷形態を観察した．

切削条件を Table 2.1に示す．  

 

2.2.3 工具損傷状態の観察および分析 

切削後の工具刃先損傷部について，表面と断面から観察および分析を行った．Fig. 2.4 に刃先

観察位置の模式図を示す．また，Table 2.2に分析条件をまとめて示す． 

表面形態の観察は，走査型電子顕微鏡（Scanning Electron Microscope: SEM，株式会社日立ハイ

テクノロジーズ製，N3500）により観察した．また，付設の反射電子検出器によって，組成像

（compositional image）を観察した．SEM 像は主に凹凸に起因したコントラストを示し，エッジ

部は明るい白色で示される．組成像は組成に起因したコントラスト（Z コントラスト）を示し，

平均原子番号が大きいほど明るい白色で示される． 

凝着物の組成および分布状態は，電子プローブマイクロアナライザー（Electron Probe Micro 

Analyzer: EPMA，日本電子株式会社製，JXA8500-F）の定量分析および面分析機能により評価し

た．それぞれの分析は，波長分散型X線分光器（Wavelength Dispersive X-ray Spectrometer: WDS）

によって行った． 

凝着物とコーティングとの界面における酸素や特定元素の濃化の有無を調べるために走査型

オージェ電子顕微鏡（Scanning Auger Microscope: SAM，PHI社製，SMART200）により，表面か

ら深さ方向の元素分布を調べた．SAM では，C，N，O，Ti，Cr，Fe，Co，Ni，Nb，Mo，W を

指定し，試料表面を Ar イオン銃により 5 min，スパッタクリーニング後，測定を実施した．分

析条件は，加速電圧 10 kV，試料電流 10 nA，電子線プローブ径 0.1 m以下，エッチング速度は

SiO2換算で 500 Å/minとした． 

断面観察用試料の作製は，刃先の中心位置近傍で切断後，切断面を平面に研削した．その後，

研削面が鏡面になるように 1 μm のダイヤモンドスラリーを塗布した回転定盤で研磨した．切断

位置は，境界摩耗部に比べて摩耗進行状況が安定であり，摩耗現象の解析に適すると考えられ

る刃先中心とした．コーティングの損耗状態を観察するために研磨面を収束イオンビーム装置

（Focused Ion Beam: FIB，株式会社日立製作所製，FB-2100）により，Gaイオンミリングを行っ

た後，走査イオン顕微鏡（Scanning Ion Microscopy: SIM）による観察を行った．FIB 加工時には，

刃先に C，W を蒸着し，Ga イオンによるイオンビーム加工を実施した．SIM 像は SEM 像に比

べ，試料内でのビーム広がりが小さいため，極表層の情報が得られる．これにより，試料表層

の結晶方位に起因するコントラスト（チャネリングコントラスト）を得やすいことが特徴であ

る．本研究では，SIM 像によりコーティングの柱状粒子の形態を観察した．次いで，コーティ
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ングの柱状粒子の結晶方位解析を電子線後方散乱回折（Electron Back Scatter Diffraction: EBSD，

OXFORD 社製，HKL Channel5，日立ハイテクノロジーズ製，SU-70 に付設）により行った．

EBSD は，表層から数 nm 領域で非弾性散乱した反射電子を検出することで，結晶方位の情報が

得られる．EBSDの前処理として，鏡面研磨（分析視野）した刃先断面試料について，研磨によ

る加工歪を除去するために FIB 加工を実施し，さらに FIB 加工時の Gaイオンによるダメージ層

を除去するために表層を Arエッチングした． 

コーティングの損傷状態や凝着物とコーティングとの界面における凝着物の付着状態を評価

するために透過型電子顕微鏡（Transmission Electron Microscope: TEM，日本電子株式会社製，

JEM-2010F）や走査型透過電子顕微鏡（Scanning Transmission Electron Microscope: STEM，日本電

子株式会社製，JEM-2010F）による高倍率観察，微小部分析を行った．明視野 TEM 像は，結晶

状態，組織形態の観察に用いた．暗視野 STEM 像は観察位置における組成差の違いを確認する

のに用いた．制限視野回折（Selected-Area Diffraction: SAD）や極微電子線回折（Nano-Beam 

Diffraction: NBD）により凝着物とコーティングそれぞれの結晶系と方位を調べた．また，TEM

装置に付設のエネルギー分散型 X線分光器（Energy Dispersive X-ray Spectrometer: EDS）により，

凝着物とコーティング界面の組成分析を行った． 
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Fig. 2.1  Observed microstructure of Alloy 718.  

 

 

 

 

 

Fig. 2.2  Cross-sectional images of the tool materials.  
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Fig. 2.3  Experimental setup of turning.  

 

 

 

 
Fig. 2.4  Analysis points of the cutting tool after turning of Alloy 718. 

 

 

 

Table 2.1  Cutting conditions of turning.  

Work material Alloy 718, aging, hardness: 440 Hv 

Turning tool 

Geometry CNMG120408 

Substrate Cemented carbide (JIS K05 grade) 

Coating composition TiN 

Coating method PVD-Arc 

Coating thickness 3 µm 

Cutting 
conditions 

Cutting speed V 30 m/min 

Cutting length L 1, 10, 50, 200 m 

Feed rate f 0.2 mm/rev 

Cutting depth d 0.5 mm 

Coolant Wet (emulsion) 

 

 

Alloy 718

f50-100 mm 

Rotation

Tool feed direction
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Table 2.2  List of characterization methods used. 

Method Device name Analytical conditions 

SEM Hitachi, N3500 Acceleration voltage: 15 kV 

EPMA 

/ WDS 

JEOL, 

JXA-8500F 

Quantitative analysis 

Acceleration voltage: 15 kV 

Probe current: 0.05 µA 

Beam diameter: 0.5 µm 

Area analysis 

Acceleration voltage: 15 kV 

Probe current: 0.3 µA 

Beam diameter 

rake face: 5 µm 

flank face: 2 µm 

cross section: 5µm 

SAM 
PHI, 

SMART200 

Acceleration voltage: 10 kV 

Probe current: 0.01 µA 

Beam diameter: < 0.1 µm 

Scan area: 20×20 µm2 

Etching rate: 500 Å/min 

(SiO2 conversion) 

FIB 

/ SIM 

Hitachi, 

FB2100 

Ion beam processing 

Acceleration voltage: 40 kV 

Probe current: 1.6, 40 nA 

SIM observation 

Acceleration voltage: 40 kV 

Probe current: 0.02 nA 

Beam diameter: < 5 nm 

SEM 

/ EBSD 

Hitachi, SU-70 

OXFORD, 

HKL Channel5 

Acceleration voltage: 15 kV 

Step: 0.02 µm, 150 × 300 points 

TEM 

/ STEM 

/ EDS 

JEOL, 

JEM-2010F 

Selected-area diffraction (SAD) 

Nano beam diffraction (NBD) 

Accelerating voltage: 200 kV 

Diffraction area: SAD 140 nm 

NDB < 3 nm 

Energy dispersive X-ray spectrometry (EDS) 

Accelerating voltage: 200 kV 

Beam diameter: 1 nm 
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2.3 結果および考察 

2.3.1 工具損傷部の表面観察 

Fig. 2.5に切削距離と逃げ面最大摩耗幅の関係を示す．Fig. 2.6に 200 m切削後の前逃げ面境界

部の SEM 像観察結果を示す．TiN-Arc コーテッド工具とノンコート超硬合金工具を比較した結

果，200 m 切削後の逃げ面最大摩耗幅は同等であり，工具損傷形態も同様であった．10 m 加工

時点の切削初期段階では，TiN-Arc コーテッド工具の方が摩耗幅が大きく，すなわち，コーティ

ングが耐摩耗性を示さず，場合によっては工具損傷に対し，悪影響を及ぼすことが示唆された． 

Fig. 2.7に各切削距離後の工具刃先の SEM像観察結果を示す．1 m切削時点からすくい面に凝

着物の付着を確認した．10 m 切削以降は切削距離が長くなるにつれ，特に前逃げ面の境界部の

摩耗幅が拡大した．このことから，工具寿命を延ばすためには前逃げ面境界部の損傷要因の特

定と，その対策が求められることがわかる． 

Fig. 2.8に各距離切削後の前逃げ面境界部の SEM像観察結果を示す．1 m切削時点（Fig. 2.8(a)）

においてコーティングに擦過痕が観察された．10 m 切削時点（Fig. 2.8(a)）で基材が露出すると

共に，コーティングに破壊が起こったことがわかる．このような早期段階におけるコーティン

グの破壊は，コーティングによる耐摩耗性向上効果が得られない一つの要因であると推定され

る．PVD-Arc 法で成膜されたコーティングは成膜中に発生するドロップレットと呼ばれる金属

粒子が膜内に多数存在している．これらは，成膜過程で蒸発源（ターゲット）表面が過度に溶

融し，飛散した金属粒子であり，イオン化していないことからターゲットの金属組成に近い状

態でコーティング膜に残留した欠陥である 8)．そのため，ドロップレット自体は周辺の窒化物

に比べ軟らかく，一種の空隙のようになっているため，応力集中が生じ，破壊の起点になった

可能性が高い．なお，材料内部における応力集中のみならず，表面の凹凸も破壊の起点になっ

たと考えられる．Fig. 2.5 でコーテッド工具の初期損傷幅がノンコート超硬合金工具に比べて大

きくなったのは，コーティングの破壊により，摩耗幅が増大したためと考えられる．50 m 切削

後においては，コーティングの有無に関わらず，損傷幅の大きさと損傷形態に差は見られない．

なお，TiNコーティングと WC粒子が同様に摩耗していたことから，切削環境下ではTiNコーテ

ィングと超硬合金の耐摩耗性に大きな差が無かったと考えられる． 

 

2.3.2 凝着物の分布状態の評価 

すくい面に付着した凝着物を定性分析した結果，Alloy 718 の含有元素（Ni，Cr，Fe，Mn，

Mo，Ti，Al，C），超硬合金の含有元素（W，C，Co，Cr），コーティングの含有元素（Ti，N）

に加え，微量の Si，Oが検出された． 

Fig. 2.9(a)に 10 m切削後の逃げ面境界部の面分析の結果を示す． Ni，Cr，Fe，Mn，Moが同位

置で検出され，特定元素が場所による偏りを生じることなく付着していたため，凝着物の分布

については，主成分であるNi-Kαを代表として示した．TiNコーティングと超硬合金基材につい

ては，それぞれ Ti-Kα，W-Mα の分布を並べて示した．加えて，工具の酸化摩耗に影響を与える

可能性のある O-Kα も示した．Ni の分布から，凝着物は刃先上部および境界部に多く付着した

ことがわかる．また，コーティングの損傷領域には凝着物成分の分布がみられ，凝着物がコー

ティングの破壊部に噛み込むように付着した様子が確認された．逃げ面におけるコーティング

の摩耗速度が大きかったのは，Ni 基超耐熱合金の加工硬化が大きいため 9)加工硬化した仕上げ
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面とコーティングが高面圧で擦過し，コーティングの破壊が生じ，加えて凝着物の噛み込みと

脱落が繰り返されたことが原因と考えられる． 

Fig. 2.9(b)に 10 m 切削後のすくい面の面分析の結果を示す．Ni-Kαの分布から，凝着物は工具

刃先の先端部（Fig. 2.9(b)-A 位置）よりも刃先から離れた位置（Fig. 2.9(b)-B位置）で多く付着し

ていた．刃先の先端部近傍では凝着物上に擦過痕が見られた． 

Table 2.3 に 10 m 切削後のすくい面（Fig. 2.9(b)- Q 位置）における凝着物の定量分析値と，比

較として Alloy 718 の材料規格値を示す．定量分析値は材料規格値と同等の値を示し，O-Kα が

ほとんど検出されないことから，凝着物は Alloy 718 組成そのものであり，酸化も生じていない

ことがわかった． 

Fig. 2.10にすくい面において凝着物の分布状態が異なった位置 Fig. 2.9(b)-A，-B（10 m切削後）

それぞれについて，SAM により元素の深さ方向の分布状態を測定した結果を示す．A，B 位置

はそれぞれ刃先から 100，250 µm程度離れた場所にあり，20 μm角の範囲を分析した．各位置と

も凝着物中及び凝着物／コーティング界面に特定元素の濃化は確認できなかった．A 位置にお

いて凝着界面近傍にわずかに酸素が検出されたのは，測定範囲内における表面の凹凸のために

明瞭な界面が得られなかったことや凹凸部に付着した汚れの影響を受けたためと考えられる．

比較的均一に損傷が進行したと考えられる B 位置については，凝着物／コーティング界面に酸

素の検出はなかった．このことから，工具損傷に酸化反応は関与していないと判断された．な

お，刃先先端部（A 位置）と後方部（B 位置）における凝着物やコーティングの厚みについて

は，EPMA と SAM の結果から，A 位置は TiN コーティングが厚く，B 位置では薄い．その反対

に，A位置は凝着物が薄く，B位置では厚く付着していることがわかる．これらは後に示す断面

TEM 像の観察結果とも一致した．つまり，TiN コーティングは A 位置より B 位置で早期に損傷

が起こり，クレータ状に摩耗したことが示唆される．B 位置は A 位置に比べ切削温度が高い 10)

と考えられ，熱的負荷が大きくなったことで摩耗速度が高くなったと推察される． 

以上の逃げ面，すくい面の分析結果は，凝着物が厚く付着した位置で優先的に摩耗が生じる

傾向を示した．これは，被削材と工具の接触により切削熱が多く伝播した場所で摩耗が起こり

やすかったことを示唆する．すなわち，凝着物の付着位置で優先的に損傷が生じたと考察でき，

熱的負荷は摩耗速度に大きな影響を与えたと考えられる． 
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Fig. 2.5  Wear progress curves of the TiN-Arc and uncoated cutting tools. 

 

 

 

 

Fig. 2.6  Comparison of the tool wear morphologies of TiN-Arc coated and uncoated cutting tools. SEM images 

show the maximum wear portions of the cutting tool after turning for 200 m.  
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Fig. 2.7  SEM images of the cutting edges of TiN-Arc coated and uncoated cutting tools after turning of Alloy 718 

(cutting speed V = 30 m/min, feed rate f = 0.2 mm/rev, cutting depth d = 0.5 mm, cutting length L= 1, 10, 

50 m).  
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Fig. 2.8  SEM images of the flank face boundary portion of TiN-Arc coated and uncoated cutting tools after 

turning of Alloy 718. The area inside the red box is the analysis area shown in Fig. 2.9(a).  
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Fig. 2.9  WDS mapping at flank and rake faces of the TiN-Arc coated cutting tool after turning of Alloy 718 

(cutting length L = 10 m). The analyzed area corresponds to the area shown in Fig. 2.8(a). 

 

 

Table 2.3  Results of quantitative analysis of adhered material and typical material. Analysis point: Point Q of Fig. 

2.9(b). 

(mass%) 

 Ni Cr Fe Nb Mo Ti Al Mn Si C W Co O Total 

Point Q 50.4 18.5 18.7 5.1 3.2 0.9 0.5 - 0.1 1.5 0.9 0.4 0.1 100 

Typical material 52.5 19.0 18.5 5.1 3.0 0.9 0.5 0.2 0.2 0.04 - - - 100 
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Fig. 2.10  SAM results at rake face after turning of Alloy 718 (cutting length L = 10 m, analysis positions: Points 

A and B of Fig. 2.9(b)). 
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2.3.3 すくい面損傷部の断面観察 

Fig. 2.11 に各距離切削後の TiN-Arcコーテッド工具とノンコート工具の刃先断面の観察結果を

示す．表面形態の観察結果と同様に，1 m切削後に逃げ面のコーティングに擦過痕が観察され，

切削開始直後からコーティングの損傷が始まったことが確認された．また，刃先先端部に凝着

物が堆積していることが観察された．10 m 切削後には，刃先丸み部の逃げ面側でコーティング

が損失しており，逃げ面の方がすくい面よりも摩耗進行速度が高いことがわかる．50 m 切削後

には，すくい面のコーティングも滅失した．刃先先端部に観察された凝着物は 50 m 切削時には

ほとんど観察されなかった．これは，すくい面，逃げ面共に損傷が進行し，初期に存在した刃

先の丸みが小さくなったために，形状的に凝着し難くなったことが影響していると考えられる．

ノンコート工具も同様の摩耗進行傾向を示した．なお，50 m 切削後のノンコート工具は，断面

試料作製時に刃先が欠損したため，結果のみ示す． 

刃先丸み部への凝着物の堆積と逃げ面のコーティング損失が速かった理由については，2.3.4

項で詳しく考察する．なお，前逃げ面の定常摩耗部に比べて境界部の摩耗進行速度が高かった

のは，Alloy 718 の加工硬化特性によるものと考えられ，加工硬化した新生面と前逃げ面境界部

が高温，高面圧下において擦過されたためと推察する． 

上述のように，損傷は逃げ面に比べてすくい面の方が緩やかに進行することから，すくい面

の方が損傷の進行状態を経時的に観察しやすいと考えられた．そこで，10 m 切削後のすくい面

位置の TEM像の観察を行った．観察位置は Fig. 2.4中に示した A，Bの 2箇所（刃先からそれぞ

れおよそ 100，250 µmの位置）とし，それぞれ明視野 TEM像と部分的に拡大した暗視野 STEM

像を撮影した．Fig. 2.12 と Fig. 2.13 の図中に示された数字は EDS 分析点を示しており，結果は

Table 2.4にまとめて示した． 

Fig. 2.12 は A 位置の断面 TEM 像観察結果である．コーティングの柱状晶が切りくずの流れる

方向に湾曲しており，塑性変形が生じていることがわかる．特に柱状晶の結晶粒界で滑るよう

に変形した様子が観察された．また，コーティングの上部は凝着物によって緻密に覆われてい

た．暗視野 STEM像（Fig. 2.12(b)）と EDS分析結果（Table 2.4，Point 1）から，凝着物中の混入

物が TiN コーティングであることを確認した．すなわち，コーティングの損傷は，塑性変形し

たコーティングの柱状晶先端部が微細破壊し，凝着物に混入することで摩耗することがわかっ

た．このような摩耗機構は，凝着摩耗に分類されると考えられる．なお，コーティングの破壊

単位は 0.1 から 0.5 µm程度まで大小様々観察された． 

Fig. 2.13に B位置の断面 TEM像観察結果を示す．B 位置では A位置に比べ，コーティングは

薄くなっており，凝着物が厚く堆積していた．この状態は FE-EPMA や SAM の分析結果と符合

した．凝着物の表層部（Point 4）と界面付近（Point 5）の組成はいずれも Alloy 718 と同等組成

を示しており，凝着物は厚み方向に一様な組成で付着していた．なお，B 位置において，コー

ティングの厚みは 0.5 µm 以下と薄くなっていたが，超硬合金基材とは密着しており，コーティ

ングの密着性不足による剥離は生じなかったと考えられる．なお，B位置では，A位置に比べ，

凝着物中に混入したコーティングの大きさが小さいことが観察された（Point 3）．このことは，

コーティングの膜厚が薄いと細かく破壊が起こることを示唆した． 

以上のことから，コーティングの摩耗は，凝着物直下においてコーティングが塑性変形し，

コーティング最上面部が微細破壊する過程を経ることがわかった．B 位置の損傷速度が A 位置
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に比べて早かったのは，B 位置の温度が A 位置に比べ高く，コーティングが熱影響により軟化

し，耐塑性変形性が低下したことが原因と考えられる． 

Fig. 2.14にすくい面損傷部の断面 SEM像観察結果を示す．Fig. 2.14(a)に示すように，塑性変形

を生じたコーティングの内部において，基材に対して水平方向にクラックが生じたことが観察

されており，コーティングの損傷は微細破壊のみではないことがわかった．また，Fig. 2.14(b)は

このクラックが連結し，比較的大きな破壊が生じたことを示唆する．コーティング内部に生じ

たクラックは，被削材と工具の接触応力（Hertzian contact stress）に起因するせん断応力が原因

と考えられる 11)12)．塑性変形が生じた材料，すなわち材料内部で転位の移動が生じたと考えら

れる材料において，硬質粒子やそれに類する部分に転位が集積したことで空隙を生じ，これに

応力集中したことで亀裂が発生したと考えられる．ここで， TiN の柱状結晶は表層のみに変形

が生じた．これは，表層ほど温度が高いと仮定すると理解できる．つまり，表層の高温部で軟

化したコーティングにおいて塑性変形（転位の移動）が生じ，基材側の少し温度が低く塑性変

形が困難であったコーティングとの界面近傍に転位の集積が生じた可能性がある．以上のよう

な過程を経て基材に平行方向に導入されるクラックは，N.P. Suh が提案した delamination 理論に

よって説明される（Fig. 2.15）13)．Hao3)らは，表面から観察した損傷形態に基づき，

delamination 理論を引用し，摩耗形態を説明しているが，コーティングの塑性変形は観察してい

ない．本研究では，コーティングの塑性変形およびコーティングの中腹に生じたクラックを考

慮し，delamination 理論が適合すると考察した．したがって，摩耗形態としては，疲労摩耗の要

素も含むと判断した．コーティングの塑性変形は，切削中の高温下で延性－脆性遷移が生じ，

転位の移動が容易になったためと推察される．Fig. 2.14(b)はコーティングの剥離損傷が生じたと

考えられる部分に凝着物が入り込んだ状態を示す．このような損傷部への凝着物の噛み込みは，

凝着物の堆積を容易にし，損傷を促進したと考えられる． 

Fig. 2.16は Fig. 2.12(a)と Fig. 2.13(a)に示した矢印部（A-(i)，B-(i)）の凝着物／コーティング界

面近傍を高倍率で観察した STEM像と TEM像を示す．観察試料に厚み（100 nm程度）があるた

め，凝着物とコーティングに重なりが生じており，コーティング／凝着物界面に明瞭な境界線

を観察することは困難であった．この重なりを考慮したうえで，界面と推定される位置の EDS

分析結果をTable 2.5に示す．凝着界面近傍の位置において，コーティングに近い位置（Point 7）

では Ti の量が多く，離れた位置（Point 8）では少ない結果であった．いずれの分析点について

も，Ti を除いた被削材成分の組成比は同じであっことから，凝着界面に向けてコーティング成

分と凝着物の成分が特定組成に向けて濃化していないことを示す．A-(i)と B-(i)では同様の傾向

が確認された． 

Fig. 2.17 に TiN コーティングと凝着物それぞれについて，制限視野回折(φ140 nm 領域)を行っ

たときの電子線回折図形を示す．TiNコーティング（Areas a and c shown in Fig. 2.16）では回折ス

ポットが，凝着物（Areas b and d shown in Fig. 2.16）では回折リングが確認され，凝着物は TiN

コーティングの柱状粒子より細かい粒子（微結晶）で構成されていることがわかる． 

Fig. 2.18 に Fig. 2.12 の試料の矢印 A-(ii)部近傍を低加速電圧のイオンミリングによって追加工

し，50 nm 以下にの厚みに調整した後の明視野 TEM 像を示す．試料を薄くすることによって界

面の重なりの影響をできるだけ小さくした． 

Fig. 2.19に Fig. 2.18の D位置（塑性変形したコーティングと凝着物界面）と E位置（凝着物中
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に混入したコーティングと凝着物の界面）の高倍率観察結果を示す．凝着物は 100 nm 以下に微

細化しており，切削前に十数 μmであった結晶粒径（Fig. 2.1）と大きく異なった．Fig. 2.17に示

した凝着物の電子線回折の結果を含め，このように凝着物が微結晶で存在したのは，切削中の

加工ひずみにより，Alloy 718 の組織が潰されるとともに結晶粒の分断機構 14)が働いたためだと

考えられる． 

Fig. 2.20と Fig. 2.21に Fig. 2.18の D位置と E位置それぞれについて，凝着物／コーティング界

面近傍の高倍率 TEM 像観察と極微電子線回折の結果を示す．また，Table 2.6 に Fig. 2.20 と Fig. 

2.21のD，E位置に示される凝着界面近傍のEDS分析結果を示す．TiNコーティング（Point 13）

と凝着物（Point 15）とでは，それぞれ別の電子線回折パターンを示し，界面近傍（Point 14）で

は両者の重なったパターンが確認された．すなわち，10 nm程度の範囲が観察可能な分析におい

ても，新たな物質が生成したことに起因する結晶構造は確認できず，コーティングと凝着物と

の結晶方位関係も確認されなかった．組成分析の結果からも界面において特定元素の濃化は確

認されなかった．これらの解析結果から，凝着物とコーティングとの界面において拡散を伴う

物理化学的な反応は生じていなかった．凝着物は物理的もしくは力学的に付着したものであっ

て，化合物の形成を介したものではないと考えられた． 

以上のことから，工具損傷要因は切削中の高温下における力学的負荷がコーティングの高温

強度を超えたことで，塑性変形が生じたことと考えられる．よって，コーティング損傷を抑制

するには，コーティング自体の高温強度の増大が重要であり，耐酸化性や反応性などの腐食摩

耗に関係する因子の影響は小さいといえる． 
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Fig. 2.11  Cross-sectional SEM observational images of cutting edge (Point C in Fig. 2.4) of cutting tools after 

turning of Alloy 718 (cutting speed V = 30 m/min, feed rate f = 0.2 mm/rev, cutting depth d = 0.5 mm, 

cutting length L= 1, 10, 50 m). (a): TiN-Arc coated tool; (b): uncoated tool. 
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Fig. 2.12  Results of cross-sectional TEM observations of TiN coating at rake face (Point A in Fig. 2.4) after 

turning of Alloy 718 (cutting length L = 10 m). 

 (a): bright-field TEM image; (b): dark-field STEM image. 
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Fig. 2.13  Results of cross-sectional TEM observations of TiN coating at rake face (Point B in Fig. 2.4) after 

turning of Alloy 718 (cutting length L = 10 m). 

 (a): bright-field TEM image; (b): dark-field STEM image. 
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Table 2.4  TEM-EDS results in adhered material and TiN coating (Points in Fig. 2.12 and Fig. 2.13). 

                                                                                                 (at.%) 

Analysis position Ni Cr Fe Nb Al Si Ti 

Point 1 - - - - - - 98 

Point 2 51 20 20 4 2 0 2 
Point 3 42 15 16 2 1 1 22 

Point 4 51 20 20 4 2 - 1 

Point 5 51 20 20 4 1 1 1 

 

 

 

 

Fig. 2.14  Damage morphology with a crack at the center of the coating. Cross-sectional compositional image of 

the damaged portion of the rake face. 



35 
 

 
Fig. 2.15  The process of wear particle formation by the shear deformation of voids13). 

 

 

 

Fig. 2.16  High-resolution STEM and TEM images at interface between adhered material and TiN coating. Left 

image: STEM images; right image: TEM images. 
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Fig. 2.17  Results of selected-area diffraction pattern of regions shown in Fig. 2.16. 

 

 

Table 2.5 TEM-EDS results at interface between adhesive material and TiN coating shown in Fig. 2.16. 

(at.%) 

Analysis position Ni Cr Fe Nb Al Si Ti 

 Point 6 - - - - - - 99 

 Point 7 16  6  6 2 0 0 70 

 Point 8 47 19 19 4 1 1  8 

 Point 9  1 - - - - 1 97 

Point 10  0  0  0 0 0 0 98 

Point 11 20 10  9 2 0 0 56 

Point 12 50 20 20 4 1 1  2 

 

 

 

 

 

Area a (SAD)  Area b (SAD)  
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Fig. 2.18  High-resolution TEM image of damage in the PVD-Arc sample near the surface (observation position: 

Fig. 2.12, Point A-(ii), as indicated by arrow). 

 

 

 

 
Fig. 2.19  High-resolution TEM images of damage in the PVD-Arc sample near the surface (enlargement of areas 

D and E in Fig. 2.18).  
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Fig. 2.20  High-resolution TEM, STEM images and nanobeam diffraction patterns at the interface of the TiN 

coating and adhered material (Point D in Fig. 2.18).  

 

 

 

 

 

(a) Bright-field TEM image  (b)  
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Fig. 2.21  High-resolution TEM, STEM images and nanobeam diffraction patterns at the interface of the TiN 

coating and adhered material (Point E in Fig. 2.18). 

 

 

Table 2.6  TEM-EDS results at the interface between adhered materials and TiN coating (Points in Fig.2. 20   

and Fig. 2.21). 

(at.%) 

Analysis position Ni Cr Fe Nb Al Si Mo Ti O 

Point 13  2  1 1 0 0 1 0 93 0 

Point 14 38 18 16 1 2 1 0 25 0 

Point 15 51 20 20 0 2 1 0  4 0 

Point 16  1  0 0 0 0 1 0 96 0 

Point 17 52 19 19 3 2 1 1  2 0 

 

 

 

 

(a) Bright-field TEM image 
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2.3.4 逃げ面損傷部の断面観察 

2.3.4 項では，刃先丸み部の逃げ面側（Fig. 2.4 C 位置）の損傷状態について観察結果を示し，

考察を加える． 

Fig. 2.22に初期摩耗が観察された 1 m切削後の刃先断面の SIM像を示す．SIM像は材料の結晶

方位に関係するコントラストを示すため，コーティングの柱状組織の観察に供した．Fig. 2.2(a)

に示したように，TiN コーティングの柱状組織は成膜した時点では超硬合金基材に対して垂直

に成長しているが，切削後においては被削材の擦過方向（逃げ面方向）に向かって湾曲した形

態を示した．この形態は，すくい面で観察されたのと同様であり，表層ほど大きく変形してい

る．これは，表層ほど温度が高くコーティングが軟化したためであると考えられる． 

Fig. 2.23に EBSD により TiNコーティングの結晶方位分布を調べた結果を示す．分析は損傷部

（Fig. 2.22中 EBSDと記述した枠内）と非損傷部の 2箇所について測定し，損傷の有無による方

位分布の差を比較した．Inverse Pole Figure（IPF(Z)）はコーティングの柱状晶表面から観察した

結晶方位と対応する．損傷部の IPF(Z)において，湾曲した柱状晶の内部で色の濃淡が確認され，

TiN の柱状晶が捩れなどを伴って塑性変形したことが示唆された．また，非損耗部に比べ，損

耗部の柱状晶粒界では，結晶方位の色付けができない領域が存在しており，すなわち，指数付

けができないほどひずみが蓄積された可能性がある．これらのことも，TiN コーティングに塑

性変形が生じたことを示唆する．TiN コーティングが変形したのに対し，基材に変形が見られ

なかったのは，高温下での超硬合金の強度が TiN コーティングの高温強度よりも高かったため，

もしくは，TiN コーティングの熱伝導率が超硬合金よりも小さくコーティングの温度が上昇し

たためと考えられる．レーザーフラッシュ法で測定された超硬合金の熱伝導率は 120-140 

kW/m15）であり，サーモリフレクタンス法で測定された TiN の熱伝導率は 12 W/m16）と報告され

ている．よって，熱伝導率の低いコーティングが切削熱を直接受けるとともに，基材への熱の

拡散を遮断し，断熱したことでコーティングのみ軟化，塑性変形が生じ，基材の塑性変形は生

じなかった可能性がある． 

Fig. 2.24に 10 m切削後のコーテッド工具の刃先断面の組成像（Fig. 2.11(a)の拡大）と凝着物の

堆積状態の模式図を示す．刃先の逃げ側先端部直下において，コーティングが優先的に消失し，

凝着物がその上部に堆積した様子が明瞭に観察された．この位置において，超硬合金基材の形

状は元の刃先丸みに近い状態を維持したことから，TiN コーティングの摩耗速度が超硬合金基

材に比べて高いことが示唆された．また，組成像において，コントラストの違いから，堆積し

た凝着物は 2 層に分かれており，凝着層 II とコーティングの間に数 μm の厚みを有した凝着層 I

が観察された．このような凝着層の構成（凝着層 I，II）はノンコート工具の刃先（1，10 m 切

削後）においても確認された（Fig. 2.25）． 

Fig. 2.25に刃先摩耗部断面の面分析結果を示す．面分析は，1，10，50 m切削後のコーテッド

工具，ノンコート工具についてそれぞれ実施した．面分析は WDS定性分析で検出された元素を

選択して行い，Ni，Nb，Ti，C の分布状態を示した．分布状態が明らかになるよう，各元素分

析の結果の同じ場所に矢印を置いてある．面分析の結果，O は凝着物とコーティングとの界面

に検出されなかったため，示していない．Alloy 718の成分は Niと同位置（凝着層 IIに対応する

位置）で検出されたため，Ni を代表として示した．また，Nb，Ti，C は同位置で検出され，こ

れらの元素は Ni とは異なる位置に存在していることを確認した．よって，Fig. 2.24 で確認され
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た凝着層 I と凝着層 IIは，それぞれ Nb，Ti，Cと Ni（Alloy 718の成分）に対応していることが

わかった．なお，凝着層 Iと凝着層 IIはTiNコーティングの有無に関わらず同様に付着したこと

から，凝着機構に及ぼす工具材料の影響は小さいと考えられる． 

Fig. 2.26に Alloy 718を時効処理した後の典型的な組織を示す．Alloy 718の組織は，極微量の

(Nb,Ti)C 炭化物，数%オーダーの相（Ni3Nb），極微細な’’（Ni3Nb）と’（Ni3(Ti,Al)），および

母相のオーステナイト（-Ni）からなる 17)．本検討で用いた材料については，相はほとんど見

られなかった．ここで，切削中の刃先近傍における材料の流れを考えると，組織中の” と’ は

高温では母相に容易に固溶するので，切削中には母相と共存し流動すると考える．一方，相と

(Nb,Ti)C 炭化物は数 μm の大きさをもっているので，切りくずと加工面が工具刃先に押し付けら

れながら滑る過程で母相と共に流動（存在）せず，母相に比べて強度が高く刃先先端の高圧下

においても破砕し難かったため，刃先に引っ掛かるようにして堆積した可能性が高い．すなわ

ち，凝着層 Iで検出された Nb，Ti，Cは，Alloy 718中の(Nb,Ti)C炭化物がそのまま付着したもの

であると考えられる．このように考察すると，凝着層 Iが TiNコーティングの有無に関わらず検

出されたことや，切削極初期から刃先丸み部の逃げ面側に存在したことが理解できる． 

 

 

 

Fig. 2.22  Cross-sectional SIM observational images of the cutting edge after turning of Alloy 718 (observation 

area: cutting edge of Fig. 2.11(a), cutting length L = 1 m). 

 

 



42 
 

 
Fig. 2.23  EBSD results of TiN coating and WC at cutting edge after turning of Alloy 718 (inverse pole figure (z), 

analysis area: Fig. 2.22). 

 

 

  

Fig. 2.24  Cross-sectional image of cutting edge after turning of Alloy 718 (cutting length L = 10 m). The 

observed area corresponds to Fig. 2.11(a). Left image: compositional image; right image: schematic 

diagram.  
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Fig. 2.25  WDS mapping results of cross-sectional cutting edges of TiN coated and uncoated cutting tools (cutting 

speed V = 30 m/min, feed rate f = 0.2 mm/rev, d = 0.5 mm, cutting length L = 1, 10, 50 m).  

※ (b) cutting edge of uncoated (cutting length L = 50 m) was chipped during making the cross-sectional 

sample.  
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Fig. 2.26  Observed images of typical Alloy 718 after aging treatment. (a) Compositional image shows  phase. (b) 

SEM image shows (Nb,Ti)C phase. (c) TEM image shows ’ and ’’ phases.  

 

 

2.3.5 逃げ面における摩耗要因の解析 

Fig. 2.27にTiNコーテッド工具（切削距離 10 m）の逃げ面摩耗部の TEM像観察結果（Fig. 2.24

の黄色枠内）を示す．凝着層を介した損傷部についても，柱状粒子が被削材の擦過方向に倒れ

るように湾曲し，大きく塑性変形した様子が観察された．暗視野 STEM 像中の黄色破線は柱状

粒界に沿うように描いたものであり，基材に対し水平方向に柱状粒子が傾くほど大きく変形し

たことがわかる．また，変形後のコーティング内部には，クラックが発生していた．これらの

ことは，TiN コーティングであっても切削熱により軟化し，塑性変形や微細破壊が起こること

や，基材に対して平行なクラックが形成することで，比較的大きな破壊に至ることを示す．こ

のような摩耗形態は，すくい面でも確認しており，delamination 理論 (Fig. 2.15)13)と類似したもの

とみられ，本検討で観察された逃げ面の摩耗形態は，凝着摩耗や疲労摩耗に分類されると考え

られる．なお，暗視野 STEM 像において，凝着層 II の組織は凝着層 I と比べて微細であり，且

つ被削材の擦過方向に向けて塑性流動を起こしながら伸びた形態を示した．一方で，凝着層 Iは

粒状の球形に近い形態として観察された．それぞれの凝着層およびコーティングは緻密に付着

しており，これらの凝着層が高圧下でコーティング表層を逃げ面方向に移動することにより，

凝着層とコーティングとの界面にはせん断力が働き，コーティングに塑性変形やクラックが生

じたと考えられる． 

Fig. 2.28に Fig. 2.27中の F，G位置それぞれの暗視野 STEM像と明視野 TEM像を示す．F位置

はコーティング／凝着層 I の界面近傍，G 位置は凝着層 I／凝着層 II の界面近傍をそれぞれ拡大

観察した結果である．Table 2.7に Point 18～23の EDS分析結果を示す．軽元素の C，N，Oは，

検出感度が低いため省略した．また，Fig. 2.29 に分析領域 e～h から得られた電子線回折図形を

示し，Table 2.8に同定された結晶系を示した．Table 2.7の組成と Table 2.8の結晶系の同定結果か

ら，領域 e（コーティング）は TiN(cubic: fcc)，領域 f（凝着層 I）と領域 g（凝着層 I）は

(Nb,Ti)C(cubic: fcc)，領域 h（凝着層 II）は母相のオーステナイト（-Ni）(cubic: fcc)であると考

えられた．なお，凝着層 I は Alloy 718 組織に存在する Ni3Nb では同定されず，NbC で指数付け
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可能なことを確認しており，最終的に，EDS 分析（Table 2.7）と面分析（Fig. 2.25）の結果にお

いて，Nb と同位置で Ti と C が検出されたことから，凝着層 I は NbC の一部が Ti で置換した

(Nb,Ti)C 層であると判断した．凝着層 II は，EDS 分析と電子線回折の結果から Alloy 718 が組成

や結晶系を変えずに，相のまま結晶粒が微細化して付着したものといえる． 

F 位置におけるコーティング／凝着層 I の界面の EDS 分析結果（Table 2.7）において，TiN コ

ーティング（Point 18）と(Nb,Ti)C層（Point 20）の境界部（Point 19）の組成には，Alloy 718の主

成分である Ni，Cr，Fe が多く検出されている．Point 19 の組成から Ti と Nb を除いた Ni，Cr，

Fe の組成比は，Alloy 718（凝着層 II）の組成比と同程度となる．このことから，コーティング

の表層において，まず Alloy 718 が刃先丸み部に直接付着し，切削が進むにつれ，初期に付着し

た Alloy 718 を徐々に押し流し，Alloy 718 中の(Nb,Ti)C が選択的に刃先に堆積して凝着層 I とな

ったことが示唆される．すなわち，高温，高圧となる刃先先端部において，強度が低下した

Alloy 718（凝着層 II）は切りくず生成に伴い流動したのに対し，比較的高温強度が高い(Nb,Ti)C

粒子（凝着層 I）は破砕し難いために残存し，刃先に押込まれるようにして付着，堆積していっ

たと推察される．刃先近傍では，切りくずが留まる時間が長く，(Nb,Ti)C粒子の一部がTiNコー

ティングと焼結することで留まったとも考えられる．このようにして凝着層 I と凝着層 II が形

成したとすると，Point 19で検出された Ni，Cr，Feは初期に付着した Alloy 718 の成分が残存し

たものと理解できる．これらの凝着層は一定厚みを保持しながら流動して刃先丸み部に存在し，

余剰な凝着物は切りくずとともに排出され，一部はワークの仕上げ面に残存，もしくは刃先稜

線に沿う二次切りくず流れによって排出されたと考えられるが，現段階では凝着層が周期的に

成長と脱落を繰り返したことを示す痕跡は見つけられていない．また，領域 e（コーティング，

TiN (cubic: fcc)）から得られた電子線回折図形は，同心円状に回折スポットの分離が見られ，コ

ーティングが塑性変形により薄く伸びたために微結晶となったことが示唆された．電子線回折

図形は直径 140 nm の領域の情報を示していることから，TiN はそれ以下の粒子径になるまで微

細化したと考えられる．一方で，領域 f（凝着層 I，(Nb,Ti)C）は単結晶のパターンを示したた

め，直径 140 nm より大きな粒子で構成されているといえる．これは，被削材中に元々存在した

10-20 μm 程度の(Nb,Ti,)C 粒子が部分的に破砕しながら，刃先上に堆積したためと考えられる．

Ni 基合金加工時には，このような硬質粒子が工具表面のみならず，仕上げ面を傷つけるという

報告がある 18)．50 m加工後の刃先断面（Fig. 2.11，Fig. 2.25）において，硬質粒子の堆積がほと

んど見られなかったのは，摩耗によって刃先が鋭利になることで硬質粒子が引っ掛かりやすい

平面が減少し，堆積し難くなったためと考えられる．このことは，刃先形状を鋭利に設計する

ことによって，切削抵抗の低減のみならず，加工面品位の向上が期待されることを示唆する．

G位置における凝着層 I／凝着層 IIの界面の EDS分析結果において，Point 22の組成は，Point 21

に含まれる Nb を除くと Point 23 と同程度の組成比であり，特定成分の濃化は確認できなかった．

電子線回折図形から，領域 e／領域 f の間および領域 g／領域 h の間に結晶方位および結晶系の

関係性は確認できなかった．すなわち，コーティング／凝着層 I 界面および凝着層 I／凝着層 II

界面にそれぞれ整合性は確認できなかった．なお，STEM 像，TEM 像において，領域 h（凝着

層 II; オーステナイト（-Ni）(cubic: fcc)）は 100 nm 以下の微細粒組織で構成されており，部分

的に被削材の擦過方向に伸びた形態を示した．このような微細粒組織は，切削加工による巨大

ひずみと高温により，結晶粒が分断される機構（grain subdivision）14)や回復・再結晶が生じたこ
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とにより形成されたと考えられる． 

以上の凝着物の付着状態を調べた TEM解析結果から， (Nb,Ti)Cを有する界面においても，拡

散を伴う物理化学的反応や結晶系の整合性は確認できず，それぞれは，物理的もしくは力学的

に付着したものと考えられる． 

 

 

 

 

Fig. 2.27  TEM images at worn position on flank face near the cutting edge after turning of Alloy 718 (TiN coated 

tool, cutting  length L = 10 m). The observed area corresponds to the cutting edge shown in Fig. 2.24. 
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Fig. 2.28  Dark-field STEM and bright-field TEM images on the interface between TiN coating and adhered 

layer I, and adhered layer I and adhered layer II. The observed areas correspond to the Area F and 

Area G shown in Fig. 2.27. Upper image: dark-field STEM images; lower image: bright-field TEM 

images. 
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Fig. 2.29  Selected-area diffraction (SAD) results at TiN coating and adhered layer I, and adhered layer II. The 

diffraction areas were shown in Fig. 2.28. 

 

 

Table 2.7  TEM-EDS results at the adhered materials and the TiN coating. The analyzed points correspond to the 

areas shown in Fig. 2.28.  

(at. %)  

Analysis position Ni Cr Fe Nb Al Si W Ti 

Coating Point 18  2  0  1  1 0 0 1 95 

Coating / Layer I Point 19 13  5  4 42 1 1 1 33 

Layer I Point 20  2  1  1 87 0 0 2  8 

Layer I Point 21  1  0  0 86 0 0 1 11 

Layer I / Layer II Point 22 52 19 17  8 1 1 1  2 

Layer II Point 23 51 21 20  4 1 1 1  1 

 

 

Table 2.8  Identification results of crystal system at TiN coating and adhered materials. The analyzed areas were 

shown in Fig. 2.28.   

Analysis position SAD EDS Identification result of crystal system 

Coating Area e Point 18 TiN (cubic: fcc) 

Layer I Area f Point 20 NbC (cubic: fcc) 

Layer I Area g Point 21 NbC (cubic: fcc) 

Layer II Area h Point 23 -Ni (cubic: fcc) 
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2.3.6 逃げ面摩耗に及ぼす硬質粒子の影響 

Ni 基合金は加工硬化係数が高いため 9)，工具の逃げ面は硬化した仕上げ面を擦ることになる．

また，本検討の結果，工具の逃げ面には，Alloy 718 中に存在する硬質相である(Nb,Ti)C の堆積

が観察された．これらは，加工硬化した被削材の仕上げ面と切削工具との間に硬質な(Nb,Ti)C

が挟まれ，それぞれが擦れ合う，しゅう動現象が生じたことを示唆する．すなわち，逃げ面で

は摩擦する 2 面がその間に挟まれた異物粒子により削り取られる，三元アブレシブ摩耗 19)が生

じうると考えられる．ここで，Fig. 2.24で観察された逃げ面側の刃先におけるコーティングの早

期摩耗は，2.3.5項の TEM解析の結果から，凝着物とコーティング界面との化学反応による強度

低下は生じていないと考えられたため，各材料の高温強度の差が摩耗量に影響を与えたと推察

される． 

Fig. 2.30 にシミュレーションソフト（AdvantEdge FEM，Third Wave Systems, Inc.）20)によって

解析した工具刃先近傍における温度のコンター図を示す．解析条件は，Alloy 718 の二次元切削

を仮定し，すくい角 7 °，逃げ角 6 °，切削速度 30 m/min，切込み深さ 0.2 mm，湿式加工（密度: 

2800 kg/m3，熱伝達率: 1×104 W/(m2･K)，クーラント温度: 20 °C）とし，2.2節に示した切削試験

の条件を再現した．切りくずと工具との接触面温度はおよそ 600-750 °C の範囲にあった．刃先

丸み部の中心から逃げ面にかけての温度はすくい面に比べて低くなっており，せいぜい 650-

700 °C程度と推定された．  

Fig. 2.31に 800 °C 以下の温度域における NbC，TiC，TiN の高温硬さの比較結果を示す．高温

硬さの値は各組成のバルク材を試験片とし，マイクロビッカース硬さを測定した値をそれぞれ

文献値 21)22)から引用した．逃げ面部の切削温度と推定された 700 °C 以下において，NbC と TiC

の高温硬さ 21)は TiN の高温硬さ 22)に比べて同等以上の硬さであることがわかる．また，図中に

本検討で用いた PVD-Arc法で成膜した TiNコーティングの高温硬さ（Fig. 3.30）を比較として示

した．コーティングの硬さはナノインデンターで測定した値であったため，マイクロビッカー

ス硬さ試験機で測定した値よりも高い値を示し，直接比較することは困難であった．試験機に

よる値の差を補正する（TiN バルク材の室温硬さに対する TiN-Arc コーティングの室温硬さの比

を求め，この比をTiN-Arcコーティングに乗じることによってTiNバルク材の硬さと比較した）

と，TiN コーティングの高温硬さは概ねバルクの TiN と同等であったことから，TiN コーティン

グの高温硬さは Alloy 718 中に存在する(Nb,Ti)C の高温硬さよりも低いと推定され，アブレシブ

摩耗が促進されたと考えられる．特に PVD 法で成膜した TiN コーティングは高温で残留応力の

解放や粒成長よる軟化が生じることが報告されており 23)，高温での組織安定性が不足したこと

も耐摩耗性が発揮されなかった要因と考えられる．なお，切削環境における各材料の温度は工

具材料の熱伝導率によっても影響を受けるため，摩耗速度の差は各材料の高温強度の比較に加

え，各部における材料温度を考慮する必要がある．本検討でコーティング組成に用いた TiN コ

ーティングの熱伝導率 16)は超硬合金の熱伝導率 15)よりも低いため，コーティングから切削熱が

放熱されなかったことになり，コーティングが優先的に軟化し，摩耗に至ったと考えられる．

つまり，Fig. 2.24で TiNコーティングの摩耗速度が超硬合金基材よりも高かったのは，超硬合金

の温度が TiNコーティングの温度よりも低く，硬さが維持されたためと考えられる． 

アブレシブ摩耗の発生を抑制するためには，摩耗する側の材料（ここでは，コーティング）

の硬さ Hmが次の式(2.1) 23)を満たせばよいことが知られている．  
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𝐻 = 1.3𝐻  ・・・・・式(2.1)  

ここで，Haは摩耗させる側の粒子（ここでは，(Nb,Ti)C）の硬さである．600 °CにおけるTiCと

NbCの硬さはそれぞれ 11 GN/mm2，NbC = 8.8 GN/mm2であることから，アブレシブ摩耗を抑制

するには，600 °C における硬さが 14.3 GN/mm2 以上であることが求められる．なお，これらの

硬さはバルク材を試験片としたときのマイクロビッカース硬さであるため，コーティングの硬

さを含めて比較評価するためには，ナノインデンターによる測定値が必要となる． 

 

 

 
Fig. 2.30  CAE simulation result of cutting temperature during two-dimensional cutting for Alloy 718. CAE 

conditions: cutting speed V = 30 m/min, cutting depth d = 0.2 mm, rake angle 7 °, relief angle 6 °. 
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Fig. 2.31  Comparison result of microhardness of NbC, TiC, and TiN at versus temperatures. Hardness of TiN PVD-

Arc coating was measured by nanoindenter. 

 

 

2.4 工具損傷モデルの立案 

2.3節の観察結果に基づき，Fig. 2.32に Ni基超耐熱合金加工時の Arc法により成膜した TiNコ

ーティングの損傷モデルを示した．Fig. 2.32(a)は損傷開始時点，Fig. 2.32(b)は損傷進行時のモデ

ルを示す．以下に，損傷モデルが示す摩耗過程をまとめて述べる． 

切削初期から工具表面に被削材の凝着が生じ，凝着物が切りくずもしくは仕上げ面の流れ方

向に移動したときに，コーティング表面に摩擦力が作用し，コーティングは塑性変形を起こす．

凝着物はコーティングに緻密に付着するが，凝着物／コーティング界面に特定元素の濃化や化

合物の形成は確認できないことから，凝着界面に物理化学的な拡散を伴う反応はなく，物理的

もしくは力学的に付着したと考える． 

切削が進むにつれ，塑性変形したコーティングの柱状晶先端部が微細に破壊しながら凝着物

中へ混入することで摩耗が起こる（凝着摩耗）．また，塑性変形したコーティングの中腹に基材

と平行方向にクラックが導入され，剥がれるような損傷が生じる（疲労摩耗）．すくい面におい

て，コーティングの微細破壊が観察できたのは，凝着物の付着と離脱が頻繁には起こっていな

いためと推察される．つまり，すくい面での損傷が逃げ面に比べ比較的緩やかであったのは，

順次生成される切りくずが凝着物上を流れたことでコーティングとの直接的な摩擦を生じなか

ったためと考えられる．逃げ面においては，コーティングの塑性変形に加えて膜内欠陥（ドロ

ップレット）を起点としたと考えられるコーティングの破壊が起こる．一度破壊したコーティ

ング損傷部には，凝着物が噛み込むように付着するため，破壊が促進される．刃先先端部から

逃げ面側にかけて，コーティング表面に被削材に含まれる強化組織である(Nb,Ti)C 相が堆積し，

凝着物との間に挟まれてしゅう動するため，三元アブレシブ摩耗を起こす．以上のように工具

摩耗が生じたと考えられる． 
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Table 2.9 は，工具の各部で生じた摩耗現象の影響度をまとめたものである．すくい面と逃げ

面は同様の摩耗現象が生じたと考えられ，コーティングの塑性変形を伴う凝着摩耗と疲労摩耗

であった．逃げ面においては，(Nb,Ti)C の存在による三元アブレシブ摩耗の作用が加わること

で，摩耗進行速度が高くなったと推定される．なお，ここまでの分析結果において，逃げ面と

すくい面での酸化摩耗を含めた物理化学的反応を伴う摩耗現象（腐食摩耗）は確認されていな

い． 

上述の摩耗分類の結果，摩耗形態は主に凝着摩耗であると判断された．このとき，摩耗体積

は式(2.2)に示す Holmの摩耗式によって予測されることが知られている 24)． 

𝑉 = 𝐾
𝑊𝐿

𝐻
・・・・・式(2.2) 

ここで，V は摩耗体積，W は荷重，L はすべり距離，H は材料の硬さ，K は実験的に定められる

無次元の定数である．本式に従えば，Alloy 718 切削工具用のコーティングの摩耗量低減は，硬

さ H の増大もしくは，W の低減が有効であることが示唆される．損傷モデルと合わせて考察す

ると，硬さ H の増大は，高温硬さの増大に相当し，高温での耐塑性変形性の向上が摩耗抑制に

有効であると考えられる．したがって，対策については従来から言われている内容と同じであ

る． 

以上の損傷モデルおよび摩耗式から，コーティングの損傷抑制の具体策として，高温硬さを

有する組成選定，破壊の起点となるドロップレットを含みにくいスパッタリング法や CVD 法の

適用，凝着物の付着起点を減少させるために工具表面の平滑化がそれぞれ有効と考えられる．

なお，腐食摩耗は生じていないので，耐酸化性の付与は不要である． 

 

 

 

Fig. 2.32  Damage model of TiN-Arc coated cutting tool while turning of Alloy 718. 
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Table 2.9  Influence of wear mode at each position of the cutting edge after turning of Ni based superalloy. 

Wear mode Rake face Flank face 

Adhesive wear High High 

Fatigue wear High High 

Abrasive wear Low High 

Corrosive wear Not confirmed Not confirmed 

 

 

2.5 結言 

Ni 基超耐熱合金の代表的な材料である Alloy 718 を連続切削加工し，PVD-Arc 法で成膜した

TiNコーテッド工具の損傷形態を微視的に観察し，次の結論を得た． 

(1) 切削初期から工具表面に凝着物の付着が観察された．凝着物の組成は Alloy 718 そのもので

あり，凝着物とコーティングとの界面おいて，酸化や原子の相互拡散を伴う物理化学的な

反応および結晶の整合性は確認されなかった． 

(2) 凝着物が切りくず流れに沿って移動した際に工具表面に作用した摩擦力によって，TiN コー

ティングは塑性変形し，微細破壊を伴って摩耗した．また，塑性変形したコーティング内

部に基材に対して平行方向のクラックが生じ，比較的大きな単位で摩耗した． 

(3) 逃げ面において，膜内の欠陥（ドロップレット）を起点としたと推定されるコーティング

の破壊が観察され，破壊部に凝着物が噛み込むことで破壊が促進された． 

(4) 刃先先端部の逃げ面側において，Alloy 718 組成の凝着物層とコーティングとの間に(Nb,Ti)C

層の堆積が確認された．(Nb,Ti)C 層は TiN コーティングよりも高温硬さが高いため，刃先に

堆積した(Nb,Ti)C 粒子が脱落した際に，逃げ面のアブレシブ摩耗を起こし，摩耗進行速度を

高めたと考えられる． 

 以上のコーティングの摩耗過程を示す損傷モデルを提案した．これに従えば，Alloy 718 加工

用工具のコーティングには，膜内の欠陥（ドロップレット）を含まず，(Nb,Ti)C に比べて高温

硬さが高いことが求められる． 
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第3章 Ni 基超耐熱合金連続切削加工時におけるコーティングに求められる特性 

 

3.1 緒言 

第 2 章において，PVD-Arc 法で成膜した TiN コーテッド工具の損傷形態を切削距離ごとに観

察し，切削初期から凝着物がコーティングに付着し，凝着物がコーティング上を移動したとき

の摩擦力が，コーティングの塑性変形と微細破壊を起こすことを確認した．凝着物とコーティ

ング界面には特定元素の濃化は無く，拡散を伴う物理化学的反応は確認できなかったため，こ

れらは物理的もしくは力学的に付着したと考えられた．また，コーティングに含まれる欠陥

（ドロップレット）を起点とした破壊が生じたことが示唆された．以上の観察結果に基づき，

工具損傷モデルを提案した．本モデルは，Ni 基超耐熱合金切削時のコーティング損傷抑制には，

高温かつ高摩擦力に対し，高温硬さに優れた，欠陥を含まないコーティングを適用することが

有効であることを示唆する． 

コーティングの高温特性については，コーティングの熱処理前後の粒成長，残留応力，結晶

構造，硬さなどについての評価結果が報告されている 1)-3)．一方で，切削性能については，工業

製品を評価したものが多く，定性的な結果が多い．一般に，Ni 基超耐熱合金加工時のような切

削環境が高温となり，より高い耐摩耗性が必要となる切削工具には，(Ti,Al)Nのような固溶強化

や組織の微細化により強化された PVD コーティングが適用される 4)-7)．しかしながら，これら

のコーティング（(Ti,Al)N，(Ti,Al,Si)N，(Al,Cr)Nなど）は高温で他の化合物に分解することが知

られており 5)8)-11)，切削中の耐摩耗性に寄与する基礎特性を調べることが難しい．したがって，

コーテッド超硬工具について，コーティングの損傷形態と切削温度域におけるコーティングの

必要特性とが十分に関連付けられたとは言い難い． 

本章では，Ni 基超耐熱合金切削時の工具に求められる材料特性を把握し，工具材料の開発指

針を得ることを目的とする．そのためには，切削中の工具表面の熱的負荷と機械的負荷を把握

し，その負荷環境におけるコーティングの高温特性を評価し，それらを摩耗状況と関連付ける

検討が必要である．まず，工具－被削材間熱電対法 12)と切削動力計を用いて，切削温度と切削

抵抗を測定し，Ni 基超耐熱合金の被削性について考察した．次いで，コーティングの耐塑性変

形性を向上させるために，TiN 組成よりも室温強度が高く，高温においても硬さが高いことが

期待される(Al,Cr,Si)N組成を Arc法で成膜したコーテッド工具を準備し，摩耗形態を評価した．

さらに，成膜方法を変えることでコーティングの欠陥量を低減した工具を準備し，工具損傷抑

制への影響を調べることで，前章で立案した損傷モデルの妥当性を検証した 13)．また，各種成

膜方法を変えることで，特性の異なる TiN コーティングを成膜した工具を準備し，Ni 基超耐熱

合金の切削環境において，コーティングに求められる特性について，硬さ，ひずみ量と組織安

定性の観点から考察した 14)． 

被削材には前章と同じ Alloy 718 を用い，旋削加工（連続切削）することで切削中の熱的，機

械的負荷を工具に安定的に付与し，その際の工具損傷形態（特にコーティング損傷形態）を各

種分析機器を用いて評価した．損傷状態の大小について，切削温度や切削抵抗，コーティング

の熱処理前後の特性と関連付けることを試みた．  
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3.2 実験方法 

3.2.1 切削温度および切削抵抗の測定 

3.2.1.1 熱起電力測定装置 

工具－被削材間での切削現象を定量的に評価するために切削温度と切削抵抗とを同時に測定

可能な装置を準備した．切削温度測定には，工具－被削材間熱電対法を用いた．本方法は，切

削中に工具と被削材間に発生する熱起電力を測定し，得られた起電力を校正曲線により温度に

換算することで，切削温度を求める方法である． 

Fig. 3.1 に切削加工時の熱起電力測定の概略図を示す．切削方法は旋削加工（連続切削）とし

た．切削バイトは絶縁されている．工具側は切削工具と銅線を接続し，被削材側はカーボンブ

ラシを介して銅線を被削材端面に接触させることで回転体からの電位を測定した． 

Fig. 3.2 は熱起電力を温度に変換するための起電力と温度の関係（以下，校正曲線）を測定す

るための装置概略である．装置は，真空チャンバー内に金メッキが施された集光カップが設置

されており，カップ内にはハロゲンランプが設置されている．カップ内にはアルミナ管に通さ

れたアルメル線とクロメル線が設置されている．校正曲線は次の手順で取得した．まず，被削

材で作製した 2×2×80 mm の試験片の端面にアルメル線とクロメル線を接触した．この接点を集

光加熱し，3 sec 程度の短時間で約 1000 C まで昇温させた．この作業により，被削材－クロメ

ル間に発生した熱起電力とアルメル－クロメル間に発生した熱起電力（すなわち，温度）を同

時に得ることができる．また，同様の作業を工具材で作製した試験片についても実施すると工

具材－クロメル間に発生した熱起電力が得られる．ここで，実際の切削は工具－被削材間の熱

起電力であるため，被削材－クロメル間の熱起電力と工具材－クロメル間の熱起電力の差をと

り，この差と温度の関係（校正曲線）を得た．これらを用いて，実切削の起電力から切削温度

へ変換した． 

Fig. 3.3に得られた校正曲線とこれを二次の多項式で近似したものを示す． 

 

3.2.1.2 供試材 

 本検討では，切削条件を幅広く変えたときの工具摩耗による形状変化の影響を小さくするた

めに，ノンコート工具に比べ耐摩耗性，耐熱性の高い(Ti,Al)N コーテッド工具を選定した．工具

形状は SNMG120404 とし，ホーニング加工は実施せず，外周面研削および上下面研削加工のみ

実施した．切削に用いたバイト取付け後の前逃げ角，横逃げ角はそれぞれ‐6 °である．Fig. 3.4

に用いた工具の外観とバイトに取り付けた時の状態を示す．工具材種は，JIS 規格 K05 相当の超

硬合金（WC (grain size 1.2 μm) - 5 mass%Co - Cr）を準備した．PVD-Arc法により Ti(1−x)AlxN(x = 

0.5) を 2.5 μm程度の厚さになるようにコーティングした．なお，(Ti,Al)Nコーテッド工具を用い

た場合であっても，切削開始時点で刃先先端エッジ部のコーティングが一部微小剥離するため，

測定される熱起電力はノンコートと同程度であった．  

 被削材は，Alloy 718 (aging, 440 Hv)，Ti-6Al-4V alloy (annealed, 320 Hv)に加え，JIS SUS304 

(stable treatment)，JIS SKD11 (heat treated, 40 HRC)，JIS SKD61 (heat treated, 40 HRC)を準備した． 
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3.2.1.3 熱起電力および切削抵抗測定時の切削条件 

熱起電力および切削抵抗の測定には，CNC 旋盤（オークマ株式会社製，LB4000EXY）を用いた．切

削抵抗は圧電式切削動力計（キスラー株式会社製，9129AA type）を用い，Fig. 3.4 に示すように，切削

中の送り分力(z)，背分力(x)，主分力(y)を測定した．切削抵抗は，式(3.1)に従い，これらの 3 成分の合

力を算出した． 

 

Cutting force 𝐹 = Thrust force(𝑥) + Principle force(𝑦) + Feed force(𝑧) ・・・式(3.1) 

 

Table 3.1に切削条件をまとめて示す．切削距離 L = 5 m，送り f = 0.2 mm/rev，切込み d = 0.5 mm

とし，切削速度 V = 10～200 m/minにおける切削温度と切削抵抗を測定した． 

 

 

 

Fig. 3.1  Measurement circuit of the cutting temperature and the cutting force. The cutting temperature was 

measured by tool-work thermo couple method. The cutting force was measured by using Kistler.  

 

 

 

Fig. 3.2  Illustration of calibration system of electromotive force. 
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Fig. 3.3  Relationship between thermal electromotive force and temperature. 

Alloy 718 (aging, 440 Hv)   ･･･････････････････ y = -0.24x2 + 49.9x + 22.1 

Ti-6Al-4V alloy (annealed, 320 Hv)  ････････････ y = -1.33x2 + 84.5x + 36.9 

JIS SUS304 (AISI304) (stable treatment)  ････････ y = -0.71x2 + 75.6x + 19.0 

JIS SKD11 (AISI D2) (heat treated, 40 HRC) ･････ y = 0.59x2 + 30.2x + 21.8 

JIS SKD61 (AISI H13) (heat treated, 40 HRC) ････ y = 0.41x2 + 34.4x + 25.0 

 

 

 

 

 
Fig. 3.4  Experimental setup for evaluating cutting force and cutting temperature. 
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Table 3.1  Cutting Conditions for measuring the cutting temperature and cutting force. 

Workpiece material  

Alloy 718, aged, hardness: 440 Hv 

Ti-6Al-4V alloy, annealed, hardness; 320 Hv 

JIS SUS304 (AISI 304) stable treatment 

JIS SKD11(AISI D2), heat treated, hardness: 40 HRC 

JIS SKD61 (AISI H13) heat treated, hardness: 40 HRC 

Turning tool 

Geometry 
SNGA120404 

−6, −6, 6, 6, 15, 15, 0.4 

Substrate Cemented carbide (JIS K05 grade) 

Coating 
Ti(1−x)AlxN, x = 0.5 
PVD-Arc coated 

Coating thickness = 2.5 μm 

Cutting  
conditions 

Cutting speed 10, 20, 30, 40, 60, 80, 100, 150, 200 m/min 

Cutting length 5 m 

Feed rate 0.2 mm/rev 

Cutting depth 0.5 mm 

Coolant Dry 

 

 

 

3.2.2 コーティング特性と工具損傷抑制効果 

3.2.2.1 供試材 

切削工具の形状や基材材質は第 2章と同じとし，形状はCNMG120408，基材は JIS規格K05相

当の超硬合金を用いた．コーティングの耐塑性変形性を向上させるために，TiN 組成とこれと

比較して室温強度が高く高温でもその強度が期待される(Al,Cr,Si)N 組成 15)を選定した．

(Al,Cr,Si)N 組成については，膜中の欠陥量の影響を比評価するために，PVD 法の Arc Ion Plating 

法（以下，Arc 法）とこれに比べてドロップレットが少ない Sputtering 法（以下，SP 法）で成膜

したもの準備した． 

コーティングの耐摩耗性に及ぼす成膜方法の影響を調べるために，コーティング組成を TiN

とし，成膜方法を PVD法の Arc法，SP法，Hollow cathode method（HCD法）および CVD法によ

って，それぞれ 3 µm程度の厚みに成膜したものを準備した．以下，本コーティングはコーティ

ング組成と成膜方法を組み合わせて TiN-Arc，TiN-SP，TiN-HCD，TiN-CVDと記載する． 

上記の供試材により，Fig. 2.32の損傷モデルの妥当性を検証する． 

 

3.2.2.2 切削試験 

切削条件は第2章と合わせ，切削速度V = 30 m/min，送り f = 0.2 mm/rev，切り込みd = 0.5 mm，

湿式加工とし，切削後の工具の損傷形態を観察した．Table 3.2に切削条件をまとめて示す． 
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Table 3.2  Specifications of the various coatings for verify the damaged model shown in Fig. 2.32. 

Turning tool 

Geometry CNMG120408 

Substrate Cemented carbide (JIS K05 grade) 

Coating 
composition 
and method 

TiN 

CVD TiN-CVD 

PVD 

TiN-Arc 
TiN-SP 
TiN-HCD 

(Al,Cr,Si)N-Arc 
(Al,Cr,Si)N-SP 

(Al,Cr,Si)N 

Cutting  
conditions 

Cutting speed 30 m/min 

Cutting length 1, 10, 50, 200, 300, 500 m 

Feed rate 0.2 mm/rev 

Cutting depth 0.5 mm 

Coolant Wet (emulsion) 

 

 

3.2.3 工具損傷状態の観察および分析  

Table 3.3に本項（3.2.3）および次項（3.2.4）で利用した分析手法と条件をまとめて示す． 

切削後の工具刃先損傷部について，表面と断面から観察および分析を行った．損傷形態は

SEM により観察した．断面試料の作製は，刃先の中心位置で切断した後，切断面を鏡面なるま

で研磨した．切断位置を刃先中心としたのは，切りくずの中心が擦過した位置の近傍であるた

め，切削加工中の垂直応力が高く，被削材の凝着状態が比較的安定しており，摩耗現象の解析

に適すると考えられたからである．コーティングの損傷状態の観察と凝着物とコーティングの

界面における付着状態を評価するために TEM や STEM による高倍率観察を行った．TEM 像の

観察は Fig. 2.4の A位置と同じとし，刃先から 100 μm離れた位置とした． 

 

3.2.4 コーティング特性の評価方法 

各供試材の基本的特性として，コーティングの組成，結晶構造，膜厚，硬さの評価を行なっ

た．結晶構造，組織，硬さについては真空熱処理前後の比較も行った．基材は JIS規格K05相当

の超硬合金（WC (grain size 1.2 μm) - 6 mass%Co - Cr）を用いた． 

Fig. 3.5に熱処理パターンを示す．熱処理温度は 600，800，1000，1200 °Cとし，真空中，各温

度で 10 min 保持した．切削環境を想定し，昇温速度は高く，保持時間は短くなるように設定し

た．実際には，切削距離 1 m切削時点（接触時間は 1 s未満）であってもコーティングに軟化が

原因とみられる塑性変形が観察されたが，熱処理試験では試験片が均一に加熱されるように保

持時間を 10 minとした．炉内は昇温時から 7 Pa以下の真空度を保ち，ガスの導入は行なってい

ない． 

熱処理前後の硬さ測定には，ナノインデンター（ELIONIX INC製，ENT-1100a）を用い，荷重

49 mN，過重負荷速度 4.9 mN，最大荷重保持時間を 1 sとし，得られた荷重変位曲線から，硬さ

を算出した． 

コーティング組成と硬さ測定に用いたサンプルは，膜表面に対し斜め 5 °に鏡面研磨し，測定

は研磨面内の膜表層側の位置で 5点実施した．組成の定量分析には FE-EPMA を用い，加速電圧

10 kV，電子線径を 1 μmに設定した．EPMAでは，N-K線が Ti-Ll線と重なるため，Nの定量精
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度が低下する．そこで，標準試料の純 Ti を分析したときの Ti-K線，Ti-Ll 線のカウント数およ

び標準試料のAlNを同じ条件で分析したときのN-K線のカウント数からそれぞれのカウント数

の比を求め，未知試料を分析したときに N-K線のカウント数から Ti-Ll 線のカウント数分を差

し引く補正を行なった（干渉補正）． 

コーティングの結晶構造解析のために，X 線回折を実施した．測定には X 線回折装置（リガ

ク株式会社製，RINT2500）を用いた．X線源に Cu-K線（λ = 0.15418 nm），2θ；30-70 °，ステッ

プ；0.02 °，管電圧；40 kV，管電流；300 mA，モノクロメータ使用，発散スリット；1/2 °，発

散縦制限スリット；10 mm，散乱スリット；0.73 mm，受光スリット；0.3 mm の条件とした．X

線の入射角度は 5 °とし，薄膜 X線回折の条件で測定した． 

コーティングの高温硬さその場測定にはナノインデンター（Micromaterials 製，NanoTest 

Xtreme）を用いた．押し込み硬さは，タングステンおよび ISO14577 規格に準拠した溶融シリカ

の基準試料を用いて校正した．押し込み試験は荷重制御によって行い，Table 3.4 に示す条件で

測定した．各温度で 3 点以上測定し，平均値を求めた．加熱状態においても，試験片と圧子の

両方の等温接触を確保し，熱ドリフトを最小化した 16)．試験片表面の温度は，実装型熱電対に

よって温度の精度を保証した．高温測定は，試料と圧子の酸化を防止するために，10-3 Pa の真

空中で行った．硬さは W. Oliver ら 17)の提案した解析方法により求めた． 

コーティングの破面組織観察には，電界放出形走査電子顕微鏡（Field Emission Scanning 

Electron Microscope: FE-SEM，株式会社日立ハイテクノロジーズ製，S-4800）を用いた．加速電

圧は 5 kVとした． 

コーティングの断面組織の観察として，TEM 用に調整した薄膜サンプルを，SEM 装置（日本

電子株式会社製，JSM-7800F）に設置し，付設の EBSD（TSL 社製，OIM）による透過電子後方

散乱回折を行った．加速電圧 は 20 kVとした． 

高分解能 TEM 像から，ひずみ解析ソフト（HREM research 製）18)を用いて変位マップを求め

た． 

コーティングの軽元素の分析には，EDS よりも分析感度の高い電子エネルギー損失分光

（Electron Energy-Loss Spectroscopy: EELS，Gatan製，ENFINA1000）を用いた． 
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Table 3.3  List of characterization methods. 

Method Device name Analytical conditions 

SEM 
Hitachi, 

N-3500, S-4800 
Acceleration voltage: 15 kV 
Acceleration voltage: 5 kV 

SEM 
/ EBSD 

JEOL, 
JSM-7800F EBSD for TEM sample  

Acceleration voltage: 20 kV 
TSL, OIM 

EPMA 
/ WDS 

JEOL, 
JXA-8500F 

Quantitative analysis  
Acceleration voltage: 10 kV  
Probe current: 0.05 µA  
Beam diameter: 1 µm  

XRD 
Rigaku, 

RINT2500 

X-ray source: Cu-Kα 
Tube voltage: 40 kV 
Tube current: 300 mA 
Monochromator  

TEM /STEM 
/ EDS 

/ EELS 

JEOL, 
JEM-2010F 

Hitachi, 
HF-2100 

Accelerating voltage: 200 kV  
NDB; Nano Beam Diffraction 
Diffraction area:  3 nm＞  
Camera length: 50 cm  
Accelerating voltage: 200 kV  
Beam diameter: 1 nm  

JEOL, 
JEM-2100F 

Gatan, 
ENFINA1000 

EELS 
Accelerating voltage: 120 kV  
Beam diameter: 0.2 nm  

 

 

  

Fig. 3.5  Heat treatment process, vacuum, 10 min. 

 

 

Table 3.4  Experimental parameters. 

Test 
temperature 

(°C) 

Target 
force 
(mN) 

Unloading 
time 
(s) 

Hold period at 
peak load  

(s) 

Thermal drift data 
collection  

(s) 

20 
600 
800 

35 
35 
35 

10 
10 
5 

5 
5 
10 

60 
120 
120 
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3.3 結果および考察 

3.3.1 切削温度および切削抵抗測定結果 

Fig. 3.6に切削速度ごとに測定した(a)切削温度と(b)切削抵抗をそれぞれ示した．Fig. 3.7に切削

速度と切削温度の関係を両対数グラフに直したものを示す．また，Fig. 3.8 は切削温度と切削抵

抗の関係を示したものである．Alloy 718 は，他の材料を切削した場合と比べ，切削温度と切削

抵抗が高いことがわかる．SKD11(40 HRC)や SKD61(40 HRC)について，700 °C 付近まで抵抗が

維持される傾向が見られたのは，材料強度の変化（残留 γ 分解や二次炭化物晶出等）に対応し

ている可能性が考えられる．このことは，切削抵抗が被削材の高温強度に影響されることを示

唆する．なお，Alloy 718と同様に難削材として知られる Ti-6Al-4V合金は，切削温度は上昇しや

すい傾向にあったが，切削抵抗は常に低い値を示した．このことから，Ni 基超耐熱合金と Ti 合

金とでは難削性要因が異なると考えられる． 

第 2 章および本章の実験条件として用いた切削速度 30 m/min のとき，Alloy 718切削時の刃先

の平均温度が 680 °C と測定されており，これは，第 2 章においてシミュレーションで求めたす

くい面の温度が 600-750 °C の範囲にあったことと符合する．ここで，局所的な最大温度は，平

均温度のおよそ 1.2-1.4 倍である 19)20)ことに従えば，切削速度が 30 m/minのときの局所温度は，

820-950 °C 程度まで上昇していたと推定される． 

上述の切削温度および切削抵抗の測定結果からすると，前章で観察した TiN コーティングの

塑性変形は，Alloy 718 切削時の熱的負荷と機械的負荷のいずれも高かったことが原因であると

いえる．60 HRC に調質した冷間ダイス鋼を切削速度 V = 70 m/minで切削したときにも，コーテ

ィングに塑性変形が観察されている 21)．このときの刃先の平均温度は 800 °C と測定されたため，

局所的には 960-1120 °Cと見積もられる．したがって，この温度域でコーティングが軟化したこ

とによって被削材の硬さとの差が小さくなり，塑性変形が生じたと考えられる．よって，高温

強度の高い材料を切削する場合には，工具材料の高温特性に着目した開発が必要であると推察

される． 

工具基材である超硬合金の高温強度については 700 °C 程度で室温の 1/2 程度に強度低下を生

じる 22)．Alloy 718は 700 °C 程度まで高い引張強度を有する．ここで，切削温度 700 °C付近での

超硬合金と Alloy 718 の強度比較を行うと，工具と被削材の強度比が小さくなり，切削加工が困

難となる．第 2 章で調べたように，切削中にコーティングと凝着物との界面に物理化学的反応

がないと認めれば，被削材および凝着物の高温強度が高く，切削中に工具材料の高温強度との

差が小さくなることが Ni 基超耐熱合金の難削性を示す要因と考えられる．第 2 章の刃先先端の

損傷部の断面観察結果（Fig. 2.24）において，TiN コーティングの摩耗速度が超硬合金よりも高

かったのは，上記理由に加え，実際の刃先においては，工具表面の温度が高く，工具基材にか

けて温度勾配があり，これは，各材料の熱伝導率の影響も受けたためだと考えられる． 

一般に硬さの差が 3-5 倍程度なければ，切削は困難であるとされている 23)．切削温度を上げ

て被削材の強度低下を狙うことも１つの方法ではあるが，工具材料には更なる高温強度（高温

硬さ）が求められることになる． 
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(a) Relationship between cutting speed and cutting temperature.  

 

 

 

(b) Relationship between cutting speed and cutting force.  

Fig. 3.6  Cutting temperature and cutting force in turning of some work materials. Temperatures were measured 

by a tool–work thermocouple method. 

 

 

 

0 50 100 150 200
200

400

600

800

1000

1200

 Cutting speed [m/min]

 C
ut

tin
g 

te
m

pe
ra

tu
re

 [
℃

]

  Alloy 718 
  Ti-6Al-4V 
  SUS304
  SKD11
  SKD61

0 50 100 150 200
200

300

400

500

600

700

 Cutting speed [m/min]

 C
ut

tin
g 

fo
rc

e 
[N

]

  Alloy 718 
  Ti-6Al-4V 
  SUS304
  SKD11
  SKD61



65 
 

 

 

Fig. 3.7  Relationship between the cutting speed and cutting temperature on logarithmic scales of Fig. 3.6(a).  

 

 

  

Fig. 3.8  Relationship between the cutting temperature and cutting force during cutting of several materials. 

Temperatures were measured by a tool–work thermocouple method. The numbers in the figure indicate 

the cutting speed V [m/min]. Cutting conditions: cutting depth d = 0.5 mm, feed rate f = 0.2 mm/rev, 

cutting length L = 5 m, and dry cutting with tool geometry of SNGA120404. Work piece materials: JIS 

SUS304 (AISI 304), JIS SKD11(AISI D2), JIS SKD61 (AISI H13).  
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3.3.2 PVDコーティングによる損傷抑制効果の検証 

 Fig. 3.9 に検証試験のために強度と欠陥量が異なるように準備したコーティングの特性をまと

めて示した．PVD-Arc 法で成膜した TiN-Arc と(Al,Cr,Si)N-Arc は表面に多数のドロップレットが

多数存在したことがわかる．一方で，PVD-SP 法で成膜した(Al,Cr,Si)N-SP はドロップレットは

無く，平滑な表面形態を示した．(Al,Cr,Si)N の破断面組織は，成膜方法によって異なる様相を

示し，(Al,Cr,Si)N-Arcが微細なブロック状の破面形態を示したのに対し，(Al,Cr,Si)N-SPは粗大な

柱状晶を示した．硬さは成膜方法が異なったが同等であることを確認している．耐塑性変形性

の目安として，室温硬さを示したが，(Al,Cr,Si)NはTiNに比べて高く，高温においても硬さが高

い 15)ことが期待される．耐酸化性は組成に依存し，TiN が 600 °C 程度で酸化するのに対し，

(Al,Cr,Si)Nは 1000 °Cでもほとんど酸化が生じない．これらのコーティングを用いて，切削加工

時の工具損傷抑制効果について調べ，Fig. 2.32に示した損傷モデルを示す概念図の妥当性を検証

した． 

Fig. 3.10は 10 m切削時の前逃げ面境界部近傍の SEM像観察結果である．同じ成膜方法である 

場合，TiN-Arc に対し，硬さの高い(Al,Cr,Si)N-Arc は逃げ面摩耗幅が小さいことが観察された．

ただし，損傷形態はいずれも破壊形態を示しており，平滑な摩耗ではなかった．また，破壊形

態を示した損傷部に凝着物の噛み込みが起こっていた．これらは PVD-Arc 法で成膜されたため，

破壊の起点となりうる膜内欠陥を多数含んだため，これらに応力集中が生じたことで破壊に至

ったと考えられる．一方で，同じ組成であっても，SP 法で成膜することで膜内欠陥量を少なく

制御した(Al,Cr,Si)N-SP では損傷形態が平滑になった．このことから，膜内欠陥の有無が破壊形

態の大小に大きく影響していることが確認された． 

Fig. 3.11 に 1 m 切削後の刃先断面の SIM 像観察結果を示す．TiN-Arc が表層から 2 µm 程度の

広い範囲で塑性変形しているのに対し，(Al,Cr,Si)N-SP は 0.5 µm程度の狭い範囲の変形に抑えら

れており，強度の高い組成に変えることでコーティングの塑性変形量を小さく抑えることがで

きた．(Al,Cr,Si)N-Arc は，組織が細かく，塑性変形の有無は確認できなかったが，膜内のドロッ

プレットが多く，これらが破壊の起点になったことが示唆される． 

Fig. 3.12に(Al,Cr,Si)N-Arcを成膜したコーテッド工具について，50 m切削後の工具逃げ面損傷

部と工具刃先断面の SEM 像観察結果を示す．逃げ面損傷部には破壊形態が観察された．破線部

位置（Fig. 3.12(a)）の断面部において，ドロップレット近傍に凝着物の噛み込みが生じた様子が

観察された（Fig. 3.12(b)～(d)）．ここで，Fig. 3.12(e)に非破壊部におけるドロップレットの断面

観察結果を示す．損傷前のドロップレット周辺には空隙が存在しており，この部分の強度が低

いことが示唆された．これらを考慮すると，ドロップレットおよびその周辺部の空隙部がコー

ティングの破壊の起点となり，破壊時に形成された凹部に被削材が容易に付着したことで，凝

着摩耗が促進されたと考えられる．これらの検証結果から，Ni 基超耐熱合金切削時には膜内の

欠陥が損傷起点として働きやすく，膜内欠陥の低減が重要であると考えられた． 

Fig. 3.13に各コーティングを適用した工具の切削性能評価結果を示す．コーティングの高温強

度向上と膜内欠陥の低減により，コーティングの損傷幅が低減し，工具寿命の向上が得られる

ことを確認した．摩耗線図から膜内欠陥低減の効果は特に切削初期（50 m まで）の損傷幅の低

減に効果があることがわかる．同じ組成（(Al,Cr,Si)N）であれば，50 m 切削以降の定常摩耗域

における摩耗進行速度は同じであった．つまり，初期損傷は膜内欠陥によって生じ，定常摩耗
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はコーティングの耐塑性変形性に影響を受けると考えられた． 

Fig. 3.14に切削後にコーティングの塑性変形量および定常摩耗域の摩耗進行速度に差が確認さ

れた TiN-Arc と(Al,Cr,Si)N-SP の熱処理後の硬さを示した．TiN-Arc は 1000 °C で熱処理すると硬

さが大幅に低下した．これは，コーティングの残留応力の低下と結晶粒の粗大化によるものと

考えられる．一方で，(Al,Cr,Si)N-SPについては，1000 °C以下の熱処理後においては硬さの低下

が小さく，高い硬さが維持された．ここで，3.3.1 項の結果から工具表面の局所温度は，820-

950 °C 程度と推定されたことを考慮すると，この温度域に曝されても硬さが保たれ，耐塑性変

形性が維持されるコーティングの選定が重要であったといえる．なお，PVD コーティングされ

た超硬合金の熱処理前後の抗折力を比較すると，熱処理後には残留応力の低下によって抗折力

が低下し，切削中の耐欠損性が低下すると報告されている 24)．本研究で評価した連続旋削加工

では，工具刃先は欠損せず，摩耗となる条件であるため，残留応力低下の影響のみによって

TiN-Arc の低寿命が生じたわけではないと考えられる．高温におけるコーティングの硬さ低下の

メカニズムは，3.3.3項で検討した． 

以上の検証実験の結果から，Fig. 2.32 に示した Alloy 718 切削時のコーティング損傷モデルに

ついて，コーティングの塑性変形やドロップレットを起点とした破壊がコーティング損傷要因

であったことが確認できたと考える．なお，切削加工時の工具摩耗は，初期摩耗から定常摩耗

を経て，異常摩耗となって寿命を迎えるのが一般的であるが，本検討の結果，ドロップレット

量の低減は，初期摩耗の低減に有効であり，耐塑性変形性向上は定常摩耗速度の低減に効果が

あることが示唆された． 
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Fig. 3.9  Evaluation results of the properties of the coatings prepared for verification. 
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Fig. 3.10  SEM images of damaged area of cutting edge for each coated cutting tool (cutting length L = 10 m, 

cutting speed V = 30 m/min, feed rate f = 0.2 mm/rev, cutting depth d = 0.5 mm, lower images shown 

at high magnification). 

 

 

 
Fig. 3.11  Cross-sectional SIM images of each coating on the cutting edge after turning of Alloy 718 (cutting length 

L = 1 m, cutting speed V = 30 m/min, feed rate f = 0.2 mm/rev, cutting depth d = 0.5 mm, lower images 

shown at high magnification). 
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Fig. 3.12  Images of the fractured part of flank wear. (Al,Cr,Si)N-Arc-coated cutting tool (cutting length L = 50 m). 

(a) Surface morphology, (b) cross-sectional observation, (c) enlargement of enclosed area in (b), (d) 

enlargement of enclosed area in (c), (e) droplets in undamaged area. 
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Fig. 3.13  Evaluation results of cutting performance of each coated tool (cutting speed V = 30 m/min, feed rate f = 

0.2 mm/rev, cutting depth d = 0.5 mm). 

 

 

 

 Fig. 3.14  Relationship between heat treatment temperature and hardness of the coatings measured after heat 

treatment (holding time: 10 min. in vacuum). 
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3.3.3 PVDおよび CVDコーティングの特性比較 

3.3.3.1 成膜方法の異なる TiNコーティングの特性評価 

Table 3.5に成膜時点のコーティング特性評価結果を示す．EPMAで分析した組成は，概ね化学

量論組成であったが，CVD は僅かではあるが 4 at.%の C値を含んだ．この C量は，1000 °Cの成

膜過程において，超硬合金のCoに含まれたCが成膜に用いたTiCl4ガスと反応した結果，TiNと

TiCの合成が並行して起こったためと推察される．成膜方法によって硬さと残留応力に差が生じ

た．PVD コーティングには圧縮応力が残留している．PVD コーティングの残留応力値はコーテ

ィング前後の試験片の変形量から求めた値である．CVD コーティングは 1000 °C で成膜後の冷

却過程において，超硬合金とコーティングとの熱膨張係数の違いにより引張応力が残留してい

ると考えられる． 

X 線回折結果の 111 反射から算出した面間隔（d 値）において，PVD コーティングの d 値は

JCPDSカードから算出した 2.449 Å 25)に比べ大きな値を示した．一方で，CVD コーティングの d

値は PVD コーティングほどではないが JCPDS カードの値に比べ，僅かに大きな値を示した．d

値は成膜時に発生する残留応力，ひずみ量，組成（C の固溶量）の影響を受けたものと考えら

れる．PVD コーティングの残留応力やひずみは，成膜中のイオンのピーニングによって生じた

と考えられ，これによって d値が大きくなったと推察される．特に PVD-SPについては，成膜中

に Ar を用いるため，ピーニング効果に加え，コーティング内に N よりも原紙半径の大きい Ar

が混入したことで，他の PVD膜に比べても d値が大きくなった可能性がある．CVDコーティン

グは僅かに C を含むため，TiN 中に C が固溶し，TiC の d 値 2.499 Å 26)に近づいたために d 値の

増大が生じたと考えられる． 

 Fig. 3.15 にコーティングの破断面観察結果を示す．それぞれの組織は異なっており，CVD コ

ーティングは PVD コーティングに比べ微細な粒状組織を示した．PVD-Arc は粗大な柱状組織，

PVD-SPは比較的細い柱状組織，PVD-HCDは粗大な粒状組織をそれぞれ示した． 

このように，同じ TiN 組成であっても成膜方法によって，異なる特性や組織形態を示すこと

がわかる． 

 

 

Table 3.5  Coating properties. 

Coating 

process 

Composition 

(at.%) 
Hardness 

As-deposited 

(GPa) 

Young’s 

modulus 

(GPa) 

Residual 

stress 

(GPa) 

d-spacing 

value 

(Å) 

Orientation 

ratio 

200 / 111 Ti N C 

PVD-Arc 47 51 1 30.1 394 －2.0 2.460 0.85 

PVD-SP 48 51 1 37.4 415 －2.5 2.465 0.12 

PVD-HCD 50 48 2 34.9 405 －1.3 2.458 0.33 

CVD 49 46 4 31.6 417 tension 2.452 0.16 
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Fig. 3.15  Fractured cross-sectional SEM images of TiN coatings deposited by several methods. 
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3.3.3.2 成膜方法の異なる TiNコーテッド工具の切削性能 

Fig. 3.16 に各種 TiN コーテッド工具で Alloy 718 を切削したときの，切削距離と逃げ面最大摩

耗幅の関係を示す．CVD が最も耐摩耗性に優れ，次いで PVD-HCD，PVD-SP，PVD-Arc の順で

あった．特に CVD 法で成膜したものは PVD 法によるものと比べて耐摩耗性が高く，50 m 切削

後以降の定常摩耗領域で摩耗進行速度が低いことがわかる．工具寿命には，初期切削時点（10 

m 加工時点）での初期摩耗量とそれ以降の定常摩耗速度が関係するが，そのいずれも小さい

CVDが，Alloy 718加工時に適したと考えられる．しかし，Table 3.5や Fig. 3.15に示した室温の

コーティング特性と耐摩耗性の間に相関は確認できなかった． 

Fig. 3.17に 10 m切削後の刃先の観察結果を示す．10 m切削時点において，各種コーティング

の損傷幅に大きな差が生じたことがわかる．PVD-Arc は，境界部においてドロップレットに起

因すると考えられる破壊摩耗が確認できる．ドロップレットをできるだけ含まない成膜方法で

ある PVD-SP，PVD-HCD，CVD のうち，PVD-SP と CVD 平滑な摩耗形態を示した．PVD-HCD

は僅かに，破壊形態を示した．いずれの損傷部においても超硬合金基材の露出部からコーティ

ングの摩耗部にかけてコーティングの剥離は観察されなかったため，コーティングと基材との

密着性は十分であったといえる． 

  

 

 

 

Fig. 3.16  Cutting performance of TiN coatings deposited by different methods (cutting speed V = 30 m/min, feed 

rate f = 0.2 mm/rev, cutting depth d = 0.5 mm). 
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Fig. 3.17  SEM images of the cutting edges at the boundary of the front flank face after turning of Alloy 718 (cutting 

length L = 10 m).  
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Fig. 3.18に切削前の刃先表面の観察結果を示す．Fig. 3.17において破壊形態が観察されたPVD-

Arc と PVD-HCD による膜表面には，ドロップレットと見られる凸状の欠陥が観察できた．刃先

表面におけるドロップレット量を比較すると PVD-Arc＞PVD-HCD＞PVD-SP＞CVD となってお

り，これは，コーティングの損傷形態が破壊を伴う傾向と同様であった．コーティング中には

さまざまな欠陥が存在する 27)が，本検討結果から，ドロップレットを主体とする欠陥が損傷に

寄与したと考えられた．この観察結果からも，Alloy 718 切削加工時の初期摩耗量には，ドロッ

プレットの量あるいは，それと同等の大きさの膜内欠陥の量が影響していることがわかった． 

Fig. 3.19に 10 m切削後のすくい面における各コーティングの損傷形態を，断面 TEM像の観察

により評価した結果を示す．観察位置は，切削熱により高温に保持されるすくい面の刃先から

100 μm離れた位置（Fig. 3.19(e)）である．明視野 TEM 像観察結果において，成膜方法に関わら

ずコーティングの塑性変形が確認され，変形量には差があることがわかった．特に PVD 法で成

膜した 3 種類のコーティングは塑性変形量が大きいのに対し，CVD 法で成膜したコーティング

は変形量が小さいことがわかる．工具寿命とコーティングの耐塑性変形性には相関が見られ，

耐塑性変形性の高いコーティングほど長い工具寿命が得られる可能性が示唆された．コーティ

ングの耐塑性変形性は超耐熱合金の切削に重要な特性であるといえる．この様な高温下でのコ

ーティングの耐塑性変形性が定常摩耗時の耐摩耗性に影響すると考えられた． 

 

 

  
Fig. 3.18  SEM images of the cutting edges coated by TiN coatings deposited by various methods.  
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 Fig. 3.19  TEM images of TiN coatings at the damage position of the rake face after turning of Alloy 718      

  (cutting length = 10 m, analysis point: 100 μm from the cutting edge). The PVD-Arc coating   

structure before cutting is shown in Fig. 3.19(a)’.  
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3.3.3.3 PVDおよび CVDコーティングの耐熱性評価 

次に熱処理前後のコーティングについて，結晶性，組織，硬さを比較することで，コーティ

ングの耐熱性について評価した．得られた結果に基づき，コーティングの耐熱性と切削性能と

の関係を考察した． 

熱処理前後のコーティングの結晶構造や組織安定性を調べるために，各種コーティングされ

た試料について，XRD による評価を行った．Fig. 3.20 に 30-70 °までのプロファイルを示す．ま

た，図中に 111反射と 200反射のピーク位置をそれぞれ拡大した結果を示している．拡大図の縦

軸はピークシフトの状況を比較しやすくするために適宜調整してある．PVD コーティングにつ

いては，熱処理後に 111 反射のピーク位置が高角側にシフトしたことが確認された．一方で，

CVD コーティングについては，大きな変化は見られなかった．200 反射については，PVD，

CVDコーティング共にピークシフトは確認されなかった． 

Fig. 3.21 に熱処理温度と d 値の関係を示す．d 値は，111 反射と 200 反射からそれぞれ算出し

た．PVDコーティングについては，111反射から算出した d値は，800 °C 以上で熱処理すると小

さくなり，JCPDS カードから算出される d 値（2.449 Å）に近づいた．一方で，200 反射から得

た d値は熱処理前後でほとんど変化が見られなかった．また，CVDコーティングについては 111

反射と 200 反射に関わらず，熱処理前後での変化がほとんどなかった．切削時に塑性変形量が

大きかった PVD コーティングは，切削温度域に曝されると d 値が大きく変化したことから，高

温における材料の d値の変化と工具の耐摩耗性に関係があることが示唆された．d値の変化につ

いて，111 反射と 200 反射でその傾向が異なったが，一般に，面心立方構造は等方的であるため，

特定面のみが膨張することは考えにくい．しかしながら，TiN については，第一原理計算によ

って各面のヤング率が求められており，これによると，[111]方向のヤング率は 400 GPa 程度，

[200]方向のヤング率は 530 GPa 程度であると報告されている 28)．すなわち，PVD コーティング

の成膜過程において，イオンボンバードメントにより等方的な応力が加わった場合，ヤング率

の小さい[111]方向に優先的に変形し{111}面の間隔が広がったと考えられる．すなわち，PVD コ

ーティングの残留圧縮応力は，成膜中のボンバードメント効果による[111]方向の格子ひずみが

要因であると考えられる．よって，800 °C 以上での熱処理後の d 値の変化は，格子ひずみが開

放されることで原子の再配列が生じたためだと推察する．なお，成膜時点で d 値が最も大きか

った PVD-SPについては，熱処理後には 2.449 Å 以下にまで格子が小さくなっており，熱処理中

に Ar が抜けたところが平衡空孔となって残存したことで，JCPDS カードから求めた d 値よりも

小さくなった可能性がある．CVD コーティングの d 値が熱処理前後で変化しなかったのは，

CVDコーティングが1000 °Cで化学的に安定な状態で成膜されたためだと考えられる．一方で，

PVD コーティングは比較的低温の非平衡状態でボンバードメントによるピーニングの影響を受

けながら成膜されるため，熱平衡状態で成膜される CVD に比べて大きなひずみが導入されたと

考えられる．  

Fig. 3.22に熱処理温度と Scherrerの式(3.2)29) によって算出した結晶子径の関係を示す． 

𝐷 =
0.9λ

𝛽cos𝜃
・・・・・式(3.2) 

Dは結晶子径，は Full Width at Half Maximum (FWHV)を用いた．λは Cu-K線の波長 0.15405 nm

である．PVDコーティングについて，111反射と 200反射のいずれから算出した結晶子径も熱処
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理後に増大した．一方で，CVD コーティングの結晶子径はほとんど変化しなかった．なお，結

晶子径は成膜方法に関わらず，17-22 nm程度と算出された． 

Fig. 3.23はコーティングのひずみ量 ηと結晶子径 εについて Williamson-Hallの方法 30)，式(3.3)

に基づいて考察するために， cosθ / λと sinθ / λの関係をプロットしたものである． 

𝛽cos𝜃

0.9λ
=

2𝜂sin𝜃

λ
+

1

ε
・・・・・式(3.3) 

ここで，は FWHVを用いた．図中のプロットは熱処理前後の測定結果を示す．熱処理により 

値(FWHV)はわずかに小さくなっており，ひずみが解放されて結晶性が高まったか，結晶粒径が

増大した可能性が示唆される． 

Fig. 3.24に熱処理温度とひずみ量 η の関係を示す．なお，結晶子径 εについては，プロット点

が少なかったため，算出された結果から精度の高い傾向を得ることは難しいと考えられた．

PVDコーティングは CVDコーティングに比べ，成膜時点でひずみ量 ηが大きいが，熱処理後に

ひずみが低減する傾向が確認された．ここで，結晶中の残留ひずみは成膜過程（主にイオンボ

ンバードメント効果 31)，熱膨張係数の違い，コーティング組成）に依存する．PVD-SPのひずみ

量 η 値が他に比べて大きく算出されたのは成膜中に Arガスを使用しているため，N や C に比べ

て原子半径の大きい Ar が PVD-SP の格子を広げたためだと考えられる．以上の結果から，PVD

コーティングは CVD コーティングに比べてひずみが大きく，高温下に曝されることでひずみの

解放が生じることがわかった． 

コーティング内のひずみは欠陥（原子空孔）密度や転位密度の量と関係し，これらは高温下

における原子の再配列の駆動力となる．そのため，欠陥量の増大はコーティングの耐熱性を低

下させる 1)-3)と報告されている．したがって，熱処理後の結晶子径の成長の度合いは，ひずみ量

の変化により，原子の再配列が生じるか否かに依存すると考えられる．Fig. 3.22で確認された結

晶子径の増大は，非平衡状態で成膜され，原子空孔や転位などの欠陥を多く含む PVD コーティ

ングについてのみ確認された．Fig. 3.24に示されたひずみ量の変化を考慮すると，熱処理によっ

てひずみの解放が生じた PVD コーティングは結晶子径の増大を生じ，熱処理によってひずみの

解放がない CVD コーティングは結晶子径の増大も生じなかったといえる．ここで，d 値と結晶

子径およびひずみ量 η を変化させた温度は，800-1000 °C である．したがって，切削中のコーテ

ィングの塑性変形は，切削熱により生じるコーティングのひずみの解放と関係したと考えられ

る． 

Fig. 3.25 に熱処理前後の PVD-Arc と CVD コーティングの断面組織について，EBSD により測

定した結晶方位分布と Kernel Average Misorientation map（KAM map）をそれぞれ示す．EBSDの

結果において，PVD-Arc と CVD コーティングを比較すると膜内にひずみを多く含むと考えられ

た PVD コーティングの方が粒成長の度合いが大きい傾向にあった．熱処理後はひずみが多く導

入されたと考えられる[111]方位（青色）が減少し，[001]方位（赤色）が増大する傾向がみられ

た．これは，粒成長時にひずみが解放されるように結晶面が再配列したためと考えられる．  

KAM map は分析点間の方位差を示しており，柱状粒子内に僅かに色の濃淡が確認された．こ

の濃淡は柱状粒子内に微小な結晶子が存在し，亜粒界，転位セルなどを形成している可能性を

示唆した．特に PVD-Arc について，[001]方向に指数付けされた粒子内の方位差が[111]に比べて

小さい傾向がみられ，主に[111]にひずみが蓄積されていた可能性が示唆された．CVD コーティ
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ングについては，粒子内に方位差の異なる点が比較的均一に分布しているように観察された． 

Fig. 3.26 に PVD-Arc と CVD コーティングそれぞれについての熱処理前後の TEM 像観察結果

を示す．Fig. 3.27 は Fig. 3.26 に示したコーティング表面近傍における枠内の拡大観察結果であ

る．柱状粒子内を観察すると，粒内に転位やひずみに相当すると考えられる皺状のコントラス

トが観察された．熱処理前後を比較すると，これらの皺状のコントラストは変化し，熱処理後

には皺の量が減少傾向にあった．このような変化は歪の解放による転位の移動や結晶子の成長，

すなわち再配列に関係したと推察する． 

Fig. 3.28 に PVD-Arc と CVD コーティングそれぞれの高倍率の明視野 TEM 像と変位マップを

示した．変位マップはひずみ解析法によって求めている 18)．この方法は，明視野 TEM像内の白

い枠内の格子縞を基準としたときの，格子縞の位置の変異差を色の濃淡で示しており，すなわ

ち転位やひずみ，面欠陥，亜粒界，転位セル等の存在を表していると考えられる．変位マップ

において，PVD-Arc と CVD コーティングそれぞれの柱状粒子内に数十 nm 程度の間隔で囲われ

た領域が確認され，これが XRDから求めた結晶子径として測定された可能性がある． 

Fig. 3.29 に熱処理前後のコーティングの硬さ測定結果を示す．熱処理後の硬さ低下は，{111}

面の d値の変化（Fig. 3.21(a)），結晶子径の変化（Fig. 3.22），ひずみ量の変化（Fig. 3.24）の傾向

と符合し，これらがいずれも関与したといえる．すなわち，硬さ低下の要因は，高温でひずみ

や残留応力が解放されること，粒成長による強度低下のためと考えられる．このような，熱処

理後に硬さが変化しない特性，すなわち軟化抵抗は，PVD コーティングに比べ，CVD コーティ

ングの方が高いと考えれた． 

Fig. 3.30 に高温におけるナノインデンタのその場測定の結果を示す． PVD-Arc は 600 °C 保持

時点から硬さの低下が見られた．一方で，CVD コーティングは 800 °C での測定においても硬さ

の低下は見られなかった．なお，熱処理後に室温で測定した硬さに比べ，高温その場測定した

硬さの方が小さい値であった．熱処理前後の特性評価では，800 °C 以上に熱処理すると熱処理

前と比べて d 値や硬さに変化が表れたのに対し，硬さのその場測定では 600 °C から差が見られ

た．この差は，加熱状態で測定したか，冷却後に測定したかの差であると考えられる．工具の

刃先はおよそ 820-950 °C かつ高面圧が作用するため，切削中の耐摩耗性を改善するためには，

800 °C 以上に熱処理しても変化しない軟化抵抗に加え，600 °C 以上での高温硬さの向上が必要

であることがわかる． 

Fig. 3.31に熱処理前後の硬さと 111反射から算出した熱処理後の結晶子径 D-1/2の関係を示す．

CVDを除いた全ての PVDコーティングのプロットについて，直線近似すると良い相関関係が得

られた．すなわち，硬さと結晶子径の関係は通常は耐力との関係として用いられる Hall-Petch則

に従った．先に述べたように結晶子径や硬さはコーティングのひずみに影響を受けるため，必

ずしも結晶子径と硬さの関係としては整理しきれないが，硬さは結晶子径によっても影響を受

けたと推測する．なお，硬さと結晶子径の関係については，その他のコーティングについても

従うことが報告されている 1)3)．CVD コーティングについては結晶子径および硬さに変化が見ら

れず，PVD のプロットについての近似線より上部にプロットが集合していた．CVD については，

結晶子径が変化しないことに加え，別の機構（微量元素による固溶強化等）で硬さが付与され

たと推察する．以上の結果は，CVD コーティングは微結晶化によってさらに強化できることを

示唆する．  
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Table 3.6に Fig. 3.27に示した PVD-Arcおよび CVDの熱処理前後のコーティング表層近傍（表

層から約 200 nm）位置の組成を EDS と EELSによって断面から分析した結果をまとめた．CVD

は W が粒内に僅かに存在する可能性が示された．一方で，結晶粒内は TiN 組成であった．また，

Tiと Nの比は，熱処理によってほとんど変わらなかった．EPMAや EDSの結果から，CVDは僅

かに C や W を含むことが分かったが，これらの微量元素が結晶粒の粗大化を抑制し，軟化抵抗

を高めたことで，切削中の耐塑性変形性を向上させた可能性がある．特に Ti(C,N)は TiC と TiN

の全率固溶体であり，高温で分解せずに硬さが維持された可能性がある．耐摩耗性の向上のた

めには，高温での硬さ低下が小さく，軟化抵抗が高いことが重要である．そのためには，結晶

粒径を微細に維持するために微量元素による強化機構を利用し，高温硬さと軟化抵抗を向上さ

せることが期待される． 

Fig. 3.32に 1000 °C熱処理時のコーティング硬さ低下率と切削時の摩耗率の関係を示した．摩

耗率は 10-200 m 間での各コーティングの摩耗量から 1 m 当たりの摩耗量を算出し，切削初期

（10 m 以下で生じたドロップレット量に依存する摩耗）の影響を除外した．熱処理後の硬さの

低下率と定常摩耗域の工具摩耗率には良い相関がみられた．熱処理後の硬さ低下率が大きいと

いうことは，高温での組織安定性が低く軟化しやすいこと，また，高温硬さが低いことを示唆

する．この結果は Fig. 3.19 で観察したコーティングの塑性変形量を説明できる．つまり，コー

ティングの軟化抵抗を高めることが切削中のコーティングの耐塑性変形性向上に有効であり，

定常摩耗速度の低減につながることを示唆する．さらに，初期硬さも高く，軟化抵抗も高いこ

とが耐摩耗性向上につながると考えられる． 
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2θ / ° 

Fig. 3.20  Results of X-ray diffraction of each TiN coatings before and after heat treatment at respective 

temperatures (in vacuum). (a) PVD-Arc, (b) PVD-SP, (c) PVD-HCD, (d) CVD.  
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(a) Calculated from 111 reflection 

 

 

 (b) Calculated from 200 reflection 

Fig. 3.21  Relationship between heat treatment temperature and d-spacing of TiN coatings after heat treatment at 

respective temperatures (in vacuum), calculated from the XRD results. 
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 (a) Calculated from 111 reflection 

 

 

 

 (b) Calculated from 200 reflection 

Fig. 3.22  Relationship between heat treatment temperature and crystallite diameter of TiN coatings after heat 

treatment at respective temperatures (in vacuum), calculated from the XRD results. 
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Fig. 3.23  Relationship between sinθ/ and cosθ/ for each TiN coatings, determined by the Williamson- 

Hall method (plot legends denote as deposited (as dep.) and temperatures of heat treatment).  

 

 

  

Fig. 3.24  Relationship between heat treatment temperature and amount of strain of TiN coatings after heat treatment 

at respective temperatures (in vacuum).  
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Fig. 3.25  EBSD results of the cross-sectional structures of TEM samples before and after heat treatment at 1000 °C. 

Upper and lower panels are IPF and Kernel Average Misorientation maps, respectively. 
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Before heat treatment (as deposited)   

Heat-treated at 1000 C, Vac.  

(a) PVD-Arc 
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Fig. 3.26  TEM images of the PVD-Arc and CVD coatings before and after heat treatment at 1000 °C. 

 

Before heat treatment (as deposited) 

Heat-treated at 1000 C, Vac.  

(b) CVD 
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Fig. 3.27  TEM images near the surface of the PVD-Arc and CVD coatings before and after heat treatment at  

1000 °C.  

 

 

Table 3.6  Composition of the PVD-Arc and CVD coatings before and after heat treatment, determined by EDS 

and EELS.  

Sample Analysis position 

Before heat treatment After heat treatment 
at 1000 C, in vacuum 

EDS semi-quantitative 
(at.%) 

EELS 
(at.%) 

EDS semi-quantitative 
(at.%) 

EELS 
(at.%) 

Ti N W Co Ti N Ti N W Co Ti N 

PVD-Arc 
Grain boundary 60 40 - - 56 44 52 47 - - 59 41 

Internal the grain 55 44 - - 58 42 52 47 - - 57 43 

CVD 
Grain boundary 50 42 1 6 64 36 56 43 - 1 58 42 

Internal the grain 57 43 - - 59 41 54 46 - - 58 42 

 

 

Before heat treatment (as deposited)  

Before heat treatment (as deposited)   Heat-treated at 1000 C, Vac.   

Heat-treated at 1000 C, Vac.   
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Fig. 3.28  High-resolution TEM images and displacement mapping using the peak pairs analysis result of coatings 

deposited by PVD-Arc and CVD.  

 

 

 

 

 

 

 

 

(a) PVD-Arc as deposited  

(b) CVD as deposited  
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Fig. 3.29  Relationship between heat treatment temperature and hardness of TiN coatings after heat treatment at 

several temperatures in vacuum.  

 

 

 

Fig. 3.30  Relationship between measurement temperature and hardness in situ at high temperatures. 
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Fig. 3.31  Relationship between D−1/2 and hardness of TiN coatings after heat treatment at several temperatures in 

vacuum. Crystallite diameter D was calculated from 111 refraction.  

 

 

 

Fig. 3.32  Relationship between reduction rate of hardness after heat treatment (1000 °C, vacuum) and flank wear 

width per 1 m cutting (calculated by steady-state wear between 10 and 200 m).  
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3.3.4 Ni基超耐熱合金連続切削加工時のコーティングに求められる特性 

Fig. 3.33 に Alloy 718 連続切削加工時の摩耗過程と各摩耗過程における工具損傷要因を示した．

摩耗過程は，初期摩耗域，定常摩耗域，異常摩耗域にわけられた．初期摩耗の大きさは，コー

ティングに含まれる比較的大きな欠陥（例えばドロップレット）量に起因した．定常摩耗進行

速度は，コーティングの耐塑性変形性と関係しており，長時間の熱的負荷による，コーティン

グのひずみ解放や組織変化による硬さの低下が要因と考えられた． 

切削工具のコーティングとして工業的によく用いられている(Ti,Al)N や(Al,Cr)N のような固溶

強化された PVD コーティングは硬さや耐酸化性が高く，様々な工具に適用されている．これら

のコーティングの 1000 Cまでの硬さは，スピノーダル分解による組織の微細化とひずみの導入

によって維持されると報告されている 5)9)-11)が，連続切削のような長時間の熱的負荷が加わった

場合，このひずみが解放されることで硬さの低下が生じる可能性がある．断続切削のような空

転時の冷却によって刃先の温度上昇時間が短く，連続切削に比べて切削温度が低い加工方法に

は PVD コーティングにより耐摩耗性が向上する 32)ことが報告されているが，連続切削について

は，ひずみが小さく熱的に安定した状態で成膜される CVD 法が有効であると考えられる． 

以上をまとめると，切削温度と切削抵抗が共に高くなるNi基超耐熱合金Alloy 718の連続切削

加工時のコーティング必要特性は，初期摩耗抑制のため①コーティングに欠陥（例えばドロッ

プレット）が無く，定常摩耗抑制のため②成膜時点でコーティング内にひずみが少なく，その

ため，③高温にさらされても残留応力の解放や結晶粒サイズの増大による硬さ低下が小さい

（軟化抵抗が高い），④優れた高温強度を有するコーティングが適すると考えられる．例えば，

全率固溶組成を選択し，固溶強化した微細組織を有する CVD コーティングはその一つとして有

力と考えられる．なお，本研究では，損傷形態からコーティングの必要特性を推定し，実験的

検証により妥当性を確認している．本来は，硬さ以外にも結晶構造，延性，疲労強度を高温そ

の場測定により評価し，損傷抑制効果との相関を議論すべきであろうが，これについては，コ

ーティングの評価方法も含めて今後の課題である． 

 

 

 

Fig. 3.33  Wear process of the coated tool and damage factors at several wear region during continuous turning of 

Ni based superalloy. 
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3.4 結言 

Alloy 718 連続切削加工時の工具表面温度と工具にかかる抵抗を調べ，コーティングの高温特

性と関連付けることで，コーティングに求められる特性を明らかにすることを検討した．また，

特性の異なる PVD コーテッド工具の工具摩耗および成膜方法の異なる TiN コーティングの損傷

形態を評価し，第 2 章で提案した損傷モデルの妥当性を検証した．加えて，工具損傷に及ぼす

コーティングの基礎特性の影響を調べるために，成膜方法の異なる TiN コーテッド工具を準備

し，XRD，ナノインデンター，EBSD，TEM によって，それらの熱処理前後の特性を評価し，

工具摩耗との関係性について考察した．主な結論は以下のとおりである．  

(1) Alloy 718 切削加工時の切削温度と切削抵抗は，他の比較材と比べて高いことがわかった．

工具損傷はこの温度域における工具と被削材の硬さの差が小さくなったことが原因と考え

られる． 

(2) PVD-SP 法と CVD 法で成膜されたコーティングは膜欠陥（ドロップレット）を含まないた

め，応力集中による破壊が起こらずに平滑な逃げ面摩耗形態を呈した．ドロップレットの

減少は特に切削初期の摩耗幅を低減させた． 

(3) PVD 法により成膜した(Al,Cr,Si)N コーティングと CVD 法により成膜した TiN コーティング

は，切削温度域の熱処理後に硬さの変化が小さく，軟化抵抗が高いことがわかった．軟化

抵抗が高いほど定常摩耗進行速度が低く，コーティングの耐塑性変形性が高いことがわか

った． 

(4) 熱処理前後の TiN コーティングの特性を調べた結果，PVD コーティングの硬さの低下は，

高温下でのひずみの解放，原子の再配列，結晶子径の増大，柱状粒子の成長が要因と考え

られた．軟化抵抗が高く，高温での組織安定性に優れた CVD コーテッド工具は，初期摩耗

と定常摩耗のいずれの摩耗進行速度も PVD コーテッド工具に比べて小さく，優れた耐摩耗

性を示した． 

(5) コーティングの高温での耐塑性変形性を向上させるためには，組織の微細化，切削温度域

で分解しない組成による固溶強化など，金属材料と同様の強化機構が適用できると考えら

れる． 

(6) Ni 基超耐熱合金の連続切削においては，高温での組織安定性，軟化抵抗が高く，微細化に

より硬さを高めた CVDコーティングが有効であることが示唆された． 

 

以上の結果は，第 2 章で提案した工具損傷モデルの妥当性が実験的に検証されたことを示す．

なお，提案した工具損傷モデルは，Alloy 718 の摩耗形態に限定されず，高い高温引張強度を有

し，切削温度が高くなりやすい被削材加工時の摩耗過程を示すと考えている．したがって，本

章で得られたコーティングの摩耗対策は，Alloy 718 以外の被削材加工用工具にも適用できると

考えられる． 
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第4章 Ti-6Al-4V合金連続切削加工時の工具損傷機構 

 

4.1 緒言 

第 1章で述べたように，Ti-6Al-4V合金は Alloy 718に次いで被削性が悪く，難削材として知ら

れている．Ti 合金の難削性要因は，切削温度が高くなりやすいこと，工具刃先に生じる応力が

高いこと，鋸歯状の切りくずが生成し，切削抵抗の変動が生じやすいことであると報告されて

いる 1)-4)．工具損傷については，凝着摩耗が主因として報告されたものが多い 1)5)が，凝着界面

の形成から摩耗に至るまでの過程は未解明な点が多い．また，Ti-6Al-4V 合金切削時には，コー

ティングの効果は小さく，工業的にはノンコートの超硬合金工具が適用されることが多い．コ

ーティングの効果が得られない理由も凝着に起因していると考えられるが，十分に明らかにさ

れていない． 

本章では，Ti-6Al-4V 合金をコーテッド超硬工具を用いて旋削加工（連続切削）し，第 2 章と

同様の手順により，切削後の工具刃先を表面および断面から微視的に観察することで，工具損

傷機構を明らかにする．第 3 章において，Ti-6Al-4V 合金切削加工時の切削温度と切削抵抗を測

定した結果，切削温度は Alloy 718 と同じくダイス鋼やステンレスに比べて高くなりやすいが，

切削抵抗は小さいことを確認している．このことは，Ti-6Al-4V合金とAlloy 718切削時の工具刃

先において，生じる現象が異なっていることを示唆する．本章で得られた結果を，第 2 章にお

いて調べた Alloy 718 切削加工時の工具損傷状態 6)と比較することで，それぞれの難削性の要因

についても考察した．いずれも凝着摩耗主体の損傷であったことから，凝着界面における結晶

方位関係の有無と凝着物の特性により，損傷状態を説明できる概念図を提案している 7)．また，

ノンコート工具の摩耗状態を観察し，Ti 合金切削加工時に工具に求められる特性について考察

した． 

 

4.2 実験方法 

4.2.1 供試材 

被削材に直径 100 mm の円柱形状の Ti-6Al-4V 合金（焼鈍材，320 Hv）を準備した．Table 4.1

に被削材の組成を示す．また，Fig. 4.1 に被削材の組織観察結果を示す．被削材は+型 Ti 合金

であるが主に等軸組織を示し，結晶粒径はおよそ 20-100 μm程度であった．工具材料は，JIS規

格 K05相当の超硬合金（WC(grain size 0.8 μm) - 6 mass%Co - Cr）にコーティングを施したコーテ

ッド工具とノンコート工具を用いた．コーティングの組成は TiN とし，PVD-Arc 法により成膜

した．コーティングの厚さは刃先近傍で 5 μm 程度であった．TiN コーティングと超硬合金基材

の断面組織は，第 2章で検討したときと同様のもの（Fig. 2.2）を用いた． 

工具形状は，CNMG120408，すくい角13 °のブレーカ付旋削工具を用いた．バイトホルダに設

置後のすくい角は約 7 °，逃げ角は 6 °であり，第 2章および第 3章で使用した工具と同形状であ

る． 
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4.2.2 切削試験 

切削試験にはCNC旋盤（オークマ株式会社製，LB4000EXY）を用いて外径部の連続旋削加工

を行った．切削条件は，送り f = 0.2 mm/rev，切り込み d = 0.5 mm，湿式加工とし，ソルブルタイ

プの水溶性切削油剤（出光興産株式会社製，ダフニーマスタークール WT）を 10 倍に希釈して

用いた．外周旋削加工の概略図を Fig. 2.3に示す． 

PVDコーテッド工具の損傷状態を観察するために，切削速度を V = 40 m/minとし 10 m加工し

た．切削距離を 10 m としたのは，この時点でコーティングに損傷が観察されたためである．ま

た，切削速度を工業的によく適用されている V = 60 m/minとし 10 m加工したときの PVDコーテ

ッド工具とノンコート工具の損傷状態を比較し，特にノンコート工具の損傷状態について調べ

た．切削条件を Table 4.2にまとめて示す． 

 

 

Table 4.1  The main component of Ti-6Al-4V alloy.             

    (mass %) 

Material Al V Fe O C N H Ti 

Typical metal 5.50-6.75 3.50-4.50 ≦0.3 ≦0.20 ≦0.10 ≦0.05 ≦0.0125 Bal. 

Test specimen 6.24 4.1 0.18 0.18 0.04 0.01 0.001 Bal. 

 

 

 

 
Fig. 4.1  Observed microstructure of Ti-6Al-4V alloy.  
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Table 4.2  Cutting conditions of turning. 

Work material Ti-6Al-4V, 320 Hv, anneal; 715 C × 1 h → A.C., φ100 mm 

Turning tool 

Geometry CNMG120408 

Substrate Cemented carbide (JIS K05 grade) 

Coating composition TiN or Uncoated 

Coating method PVD-Arc 

Coating thickness 5 μm 

Cutting 
conditions 

Cutting speed 40 m/min 60 m/min 

Cutting length 10 m 

Feed rate 0.2 mm/rev 

Cutting depth 0.5 mm 

Coolant Wet (soluble) 

 

 

4.2.3 工具損傷状態の観察および分析 

切削後の工具刃先について，表面と断面から損傷状態の観察と分析を行った．Fig. 4.2 は工具

刃先損傷部の観察位置を示す概念図である．表面形態を SEM により観察した．凝着物の分布状

態や組成は EPMA / WDSや付設の反射電子検出器による組成像（compositional image）の観察に

より評価した．断面試料の作製は，刃先の中心位置で切断した後，切断面を鏡面に加工した．

切断位置を刃先中心としたのは，切りくずの中心が擦過した位置の近傍であるため，切削加工

中にかかる垂直応力が高く，被削材の凝着状態が比較的安定していることから，摩耗現象の解

析に適すると考えられたためである．コーティングの損傷状態の観察と凝着物とコーティング

の界面における付着状態を評価するために TEM や STEM による高倍率観察を行った．TEM 像

の観察は，刃先から 100 μm離れた位置（第 2章と共通）とした．TEM試料の各部について制限

視野回折（SAD）と極微電子線回折（NBD）により凝着物とコーティングそれぞれの結晶構造

を調べた．また，TEM装置に付設の EDSにより，凝着物とコーティング界面近傍の定性分析を

行った．分析条件は，Table 2.2と同じである． 

 

  

Fig. 4.2  Diagram of a sample observed cross section of a tool cutting edge. 
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4.3 結果および考察 

4.3.1 コーティング損傷部の詳細観察 

Fig. 4.3に V = 40 m/minで 10 m切削した後のすくい面損傷部の SEM像と組成像を示す．切削

距離が短いにも関わらず，刃先から少し離れた位置において，初期のクレータ摩耗と思われる

領域が観察された．これは，切りくず接触長さ全域でコーティングが消失するわけではなく，

局所的に摩耗が進行することを示す．切削距離が延びると，この摩耗領域が拡大し，大きなク

レータになると考えられる．最大摩耗深さは，刃先先端から切りくず接触長さのおよそ 2/3の長

さだけ離れた位置にあった．組成像の観察結果から，最大摩耗深さ位置近傍では基材の露出

（白色部），刃先先端近傍では凝着物の付着（灰色部）が観察された．Ti 合金切削時の機械的負

荷は刃先に近いほど高く，熱的負荷は刃先から少し離れたところで最大とされている 4)．また，

すくい面に生じる応力分布は，垂直応力は刃先に近いほど高く，せん断応力は刃先から切りく

ず接触長さの中心位置まで一定の高い値をとり，さらに離れると緩やかに減衰するとされてい

る 8)．最大摩耗中心は，垂直応力よりもせん断応力が高くなった位置に相当すると推察される． 

Fig. 4.4にコーティング損傷部を拡大した SEM像と組成像の観察結果（Fig. 4.3の A，B部）を

示す．A 部は切り屑接触長さの半分の位置，B 部は切りくずがすくい面から離れる位置（離脱

点）である．SEM 像中に，組成像を参照し，各組成に応じて囲った領域を示した．切りくずの

擦過により引き伸ばされたように見えるものは，コーティング表面に凝着した被削材である．

A，B 部のいずれもコーティング内で損傷した形態を示し，コーティングと基材の界面強度が小

さいこと（コーティングの密着性不足）に起因した剥離とみられる現象は観察されなかった．

なお，コーティングの損傷部は塑性変形を伴わない脆性的に破壊した様相を示した（最終的に

は，Fig. 4.9 の断面 TEM 像観察結果と合わせて脆性破壊と判断した）．特に B 部においては，コ

ーティング損傷部に凝着物の一部が噛み込むように付着しており，破壊形態を呈した領域には

連鎖的に凝着・脱落による負荷が加わり，損傷速度が増大したと考えられる．なお，このよう

な凝着物の噛み込みによるコーティングの破壊は，Alloy 718切削時の逃げ面の損傷形態 6)9)にも

観察されており，凝着が生じやすい被削材を切削した場合，コーティングがドロップレットの

ような欠陥を内包していると，これを起点に破壊が繰り返され，損傷速度が高くなることを示

唆する． 

Fig. 4.5に逃げ面損傷状態の SEM像観察結果を示す．逃げ面もすくい面と同様にコーティング

が脆性的に破壊する損傷形態を示し，摩耗による平滑な損傷形態は観察されなかった．凝着物

の下端付近にはコーティングが破壊した痕跡が認められた．このような逃げ面の損傷は，すく

い面において，切りくずが離れる位置（B 部）と同様の現象によると考えている．逃げ面では，

凝着物は材料の流れによって下方へ引っ張られており，この力は凝着物とコーティングの柱状

晶を片持ち梁を曲げるように作用していると考えられる．このときに柱状晶に生じる引張応力

がコーティングの強度よりも大きく，凝着界面の付着強度よりも小さい場合には，コーティン

グの破壊を伴って凝着物が脱落する．Fig. 4.5 のコーティングの破壊痕跡はこのようにして生じ

たものと考えられる．すくい面，逃げ面のいずれも凝着物起因の破壊と見られ，特にすくい面

の損傷速度が高かったのは，逃げ面に比べて凝着性に関係する面圧や温度が高かったためだと

推察される．なお，Ti-6Al-4V 合金は加工硬化が大きいが，熱軟化が著しい 10)とされることから，
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加工後の被削材表面は切削熱で軟化したことに加え，凝着物は硬質粒子を含まないため，逃げ

面のアブレシブ摩耗が生じ難かったと考えられる． 

Fig. 4.6 にすくい面(a)と逃げ面(b)について WDS 面分析を行い，それぞれに付着した凝着物の

分布状態を調べた結果を示す．被削材成分の Ti，Al，V，基材成分の Wと Coはそれぞれ同一位

置で検出されたため，被削材をAlで，超硬合金基材をWで代表して示した．凝着物は被削材組

成のまま，クレータ摩耗部の特定位置に偏在することなく付着した．また，O はわずかしか検

出されなかったことから，コーティングの損傷は酸化が主な要因ではないと考えられる．逃げ

面については，W が検出されなかったことからコーティングは基材から剥離することなく，コ

ーティング内部で破壊したことがわかる． 

Fig. 4.7 に刃先損傷部の断面観察結果を示す．刃先先端部から逃げ面部にかけてコーティング

が残存しており，切れ刃近傍の逃げ面はほとんど摩耗しなかった．刃先先端部に微小なチッピ

ングらしきものが観察されたが，これは切削時に発生したチッピングではなく，試料作製時に

発生したものと考えられる．すくい面においては，まずコーティングが消失し，基材が露出し

た部分は平面的な損傷形態を示し，摩耗がほとんど進行していない様子が見てとれる．すなわ

ち，摩耗が基材部（超硬合金）に入ってからは摩耗進行速度が低くなっており，コーティング

の摩耗抑制効果は小さいといえる．このことは，Ti 加工用工具の材料には，コーティングは不

要であり，ノンコートの超硬合金工具で十分な切削性能を有することを示唆する．  

Fig. 4.8 に Fig. 4.7 C 部（クレータ摩耗進行部）についての WDS面分析結果を示す．凝着物は

コーティングに隙間なく，緻密に付着していた．界面には，O を含む特定元素の濃化や反応層

は確認されなかった．酸素は表層にわずかに検出されたが，この O は切削後に吸着（部分的に

酸化）したものであり，連続切削中に直接コーティングの損傷に影響した可能性は低いと考え

られる． 

Ti-6Al-4V合金切削後の刃先近傍位置では，凝着物はコーティング上部に 1-2 μm程度の厚みを

もって付着したことが観察された．2.3.3項で調べた Alloy 718切削後の刃先表面においても数ミ

クロンの厚さで付着した凝着物が観察されており，凝着物中にコーティングの破片が 0.1 から

0.5 µm程度の大きさで留まったように存在した 6)．このことは，刃先近傍における凝着物の移動

速度が低いことを示唆する．Fig. 4.3(c)に示した概略図で考えると，刃先ほど垂直応力が高いた

め，この力で押さえつけられることで，凝着物の移動は困難であったと考えられる．一方で，

刃先から離れた位置では，垂直応力の低下とともにせん断応力の影響度が増し，凝着物が移動

しやすくなると考えられる．これらの凝着物の挙動は，刃先の各場所において損傷形態に影響

を及ぼしたと考えられる． 
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Fig. 4.3  Images of the rake face of the cutting edge of a TiN-coated tool after turning of Ti-6Al-4V alloy (cutting 

speed V = 40 m/min, feed rate f = 0.2 mm/rev, cutting depth d = 0.5 mm, cutting length L = 10 m). 
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Fig. 4.4  Images of the rake face after turning of Ti-6Al-4V alloy (areas A and B of Fig. 4.3(a)). Upper figure: SEM 

images; lower figure: compositional images. 

 
 

 
Fig. 4.5  Images of the flank face of the TiN-coated tool after turning of Ti-6Al-4V alloy (cutting speed V = 40 

m/min, feed rate f = 0.2 mm/rev, cutting depth d = 0.5 mm, cutting length L = 10 m). Upper figure: low 

magnification; lower figure: high magnification.  
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Fig. 4.6  WDS mapping of rake and flank faces of the TiN-coated cutting tool after turning of Ti-6Al-4V. The 

analyzed areas correspond to those shown in Figs. 4.3 and 4.5(b). 
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 Fig. 4.7  Cross-sectional SEM images of the cutting edge (cut along the line in Fig. 4.2) of the TiN-coated cutting 

tool after turning of Ti-6Al-4V alloy (cutting speed V = 40 m/min, feed rate f = 0.2 mm/rev, cutting 
depth d = 0.5 mm, cutting length L = 10 m). The chipping shown in (c) occurred during the preparation 
of the specimen. 

 
 

 

Fig. 4.8  WDS mapping of a cross section of the cutting edge of the TiN-coated cutting tool after turning of Ti-6Al-

4V. The analyzed area corresponds to the areas shown in Fig. 4.7(c)-C. The light green within the area 

enclosed by the dotted line shows the surface of the rake face.  
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4.3.2 すくい面における凝着状態の解析 

Fig. 4.9(a)に Fig. 4.7-C 部（クレータ摩耗進行部の刃先側）の断面 TEM 像観察結果を示す．ま

た，Fig. 4.9(b)に Alloy 718旋削時（V = 30 m/min，f = 0.2 mm/rev，d = 0.5 mm，cutting length L = 10 

m）の損傷状態 6)を示した．それぞれを比較すると，Ti-6Al-4V 合金切削時には，コーティング

に塑性変形は見られず，脆性的に破壊した様子が観察されたのに対し，Alloy 718 ではコーティ

ングに塑性変形が生じたことがわかる．著者らの調査により，それぞれの材料を切削した時の

平均切削温度を工具-被削材熱電対法によって測定した結果，Ti-6Al-4V が 670 °C 程度（V = 40 

m/min），Alloy 718 が 680 °C 程度（V = 30 m/min）と測定されており（測定時の工具形状は

SNGA120404，乾式切削）11)，工具表面は両合金ともに同程度の温度域に曝されている．このこ

とは，各合金切削時に同程度の温度域であっても，刃先に加わる負荷の状況が異なることを示

唆している．ここで，(b)Alloy 718 切削時にはコーティング塑性変形部直上には凝着物が観察さ

れたが，(a)Ti-6Al-4V 合金切削時については，コーティングの破壊部直上には凝着物はなく，刃

先側のコーティングに損傷が見られない部分には凝着が見られる．切削を続けた場合には，コ

ーティングの破壊部においても凝着物が順次，付着と脱落を繰り返したと推察される．すなわ

ち，いずれの合金を切削した場合もコーティング損傷部の直上には凝着物が付着していたと考

えられる．このことから，コーティングの損傷機構を明らかにするには，損傷部に直接的に作

用したと考えられる凝着物の高温における挙動を理解することが重要といえる．なお，Fig. 

4.9(a)のコーティングの損傷部において，凝着物（赤色破線部）からコーティング（青色破線部）

にかけて破面が連続的であることから，凝着物の脱落はコーティングと一体となって生じたこ

とが示唆される． 

Fig. 4.10 に凝着物が付着した位置（Fig. 4.9-D）の高倍率断面 TEM 像観察結果を示す．凝着物

のミクロ組織の粒径は 100 nm 以下が主体に観察され，凝着物の厚み方向においても同等の粒径

であった．元の結晶粒径がおよそ 20-100 μm程度であったことから，切削中の強加工によって微

細化したと考えられる．同様の超微細粒組織の形成はドリル加工を受けた普通鋼のワーク表面

にも観察されており 12)，この形成機構は結晶粒の分断機構（grain subdivision）の延長線上にあ

る 13)と考えられている．なお，結晶粒の微細化は降伏強度を大きく増加させるが，引張強さの

増加は小さく，すなわち加工硬化が起こりにくくなるため，塑性不安定のため，伸びが小さく

なると報告されている 14)．帯川らは，切削中の変形応力特性を衝撃圧縮試験によって求めてお

り，Ti-6Al-4V 合金は降伏応力，加工硬化ともに大であるが，熱軟化が著しく，破断ひずみが小

さいことを報告 10)している．すなわち，切削後の刃先に観察された微細組織を有する凝着物は，

破断しやすい特性を有しており，これが刃先の損傷に影響していると推察される．なお，Ti-

6Al-4V合金の高温引張強さは，500 °C以上では急激に低下し，逆に 700 °C付近での伸びが120 %

に到達すると報告されている 15)が，切削後の工具表面に観察された凝着物の組織形態が微結晶

であったこと（Fig. 4.12）から判断すると，凝着物の伸びは小さかったと推察される．これは，

切削試験で与えられるひずみ速度と引張試験で与えられるひずみ速度の違いによると考えられ

る． 

Fig. 4.11 に凝着物／TiN コーティング界面近傍の電子線回折結果を示す．本論文では，稠密六

方構造（hcp）のミラー指数{hkil}は，i = -{h+k}の関係があるとして 3 指数{hkl}で示している．

制限視野回折（SAD, φ140 nm）の結果，コーティング（分析領域 a）は単一結晶のパターンを示

したのに対し，凝着物（分析領域b）は分析範囲内に微結晶を多数含み，その方位は一定でない
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ことを示した．なお，凝着物中に存在する特定の結晶粒（Points 1, 2 and 3）の極微電子線回折図

形（NBD, φ < 3 nm）について，結晶構造を解析した結果，凝着物（Points 1, 2 and 3）は，-

Ti(hcp)で指数付け可能であった．また，各凝着物粒子は異なる面方位の回折図形を示し，すな

わちランダムな方位で存在していた．ここで，切削中の刃先温度は，局所的に工具の平均温度

の 1.2-1.4倍になっていると報告されている 16)17)ことに従えば，800-940 °C程度と推定されるが，

本研究では，湿式切削で評価したため，これより低い温度であったと推測される．さらに，Ti-

6Al-4V の変態点がおよそ 940-1000 °C である 18)ことから，切削温度は相が安定な領域であ

ったと考えられる．なお，TiN コーティング（分析領域 a）は，TiN(fcc)で指数付け可能であっ

た． 

Fig. 4.12 に凝着物／TiN コーティング界面（Fig. 4.10-F 位置）の STEM 像観察結果を示す．凝

着物は等軸晶の形態を示し，50 nm 以下の微結晶で存在した様子が観察された．凝着物／TiN コ

ーティング界面近傍に存在したいくつかの凝着物粒子について，極微電子線回折を行った結果

を Fig. 4.13に示す．Fig. 4.11の結果も含めてまとめると，凝着物の結晶構造については，凝着物

が晶帯軸入射となった粒子（Points 1, 6, 7 and 8: TiNコーティングから 10-50 nm離れた位置の粒

子，Points 2 and 3: TiNコーティングから 200 nm程度離れた位置の粒子）について解析を行い，

全ての分析点で，α-Ti(hcp)で指数付け可能であることを確認した．凝着物／TiN コーティング間

の結晶方位関係について，Fig. 4.13 に示す電子回折図形に基づき評価した結果，コーティング

（Point 4）と α-Ti（Point 6）との間に{200}TiN～{002}α-Tiおよび{020}TiN～{100}α-Tiに結晶方位関係

が確認された．以下に，詳細を述べる．凝着界面（Point 5）の電子線回折図形において，TiNコ

ーティング（Point 4）と凝着物 α-Ti（Point 6）で確認される 020 TiNと 100α-Tiのスポットがおよそ

6-7°のずれを生じながら重なっていることが観察された（Fig. 4.13 の黄色円）．これは，

{020}TiN～{100}α-Tiがおよそ平行であることを示す．また，少し位置の異なる凝着物 α-Ti（Points 

7 and 8）において，常に 002α-Ti のスポットが確認されるため，{200}TiN～{002}α-Ti は場所が変わ

っても平行に存在したといえる．さらに，Fig. 4.14 は Point 5 付近の格子縞を観察した結果であ

り，{100}α-Tiと{010}TiNが 6-7 °傾きながらも連続的な界面を形成していることが観察された．以

上の結果は，TiN コーティングと凝着物粒子間の一部に結晶方位関係があることを示唆する．

凝着界面（Point 5）では，単純に一つの方向の TiN と α-Tiが重なっているわけではなく，TiNも

α-Ti もわずかな方位の違うものが混じった状態で付着界面を形成していた．ここでの結晶方位

関係をまとめると，{200}TiN～{002}α-Ti はほとんど平行であるが，およそ 6-7 °傾いており，

{001}α-Ti は，[100]TiN もしくは[001]-Ti 軸を中心に回転しながら付着したと考えられる．なお，別

視野においても同様の解析結果が得られているが，その頻度や領域については明らかではない．

このように結晶方位関係がある凝着物とコーティングの界面強度（付着強度）は，結晶方位関

係がない場合と比べて，高いと考えられる．ただし，α-Ti と TiN の{001}α-Ti と{001}TiN 上での原

子間距離は合わないため，このように結晶方位の関係が生まれた要因は不明である．Alloy 718

切削時にはこのような凝着物とコーティングの関係性は観察されておらず 6)9)，Ti-6Al-4V合金切

削時の特有の現象と考えられ，結晶方位関係の有無がコーティング工具の損傷に影響を与えた

可能性がある． 

純 Ti や Ti 合金を冷間圧延すると{001}α-Tiの法線が荷重方向と平行になると報告 19)20)されてい

る．切削工具表面に観察された{001}α-Tiの配向は，冷間圧延時と同様のメカニズムによって生じ
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た可能性があるが，切削温度が変態点以下であっても，切削中の切りくず生成部では冷間圧

延に比べて高いひずみ速度，高温となっており，冷間圧延とは別のメカニズムによって生じた

とも考えられる．また，切削熱を受けた凝着物 α-Ti がコーティング表面の影響を受けながら，

原子の再配列を生じたことで，{001}α-Tiが配向する過程で強度の高い凝着界面を生じた可能性も

ある．この点については，今後の研究で明らかにされることが待たれる． 

Fig. 4.15にコーティング損傷部（Fig. 4.9(a)-E）の断面 TEM像(左)，STEM像(右)観察結果を示

す．断面 TEM 像においてコーティングの柱状晶粒界部の表面側に凝着物の付着を観察した．ま

た，柱状晶粒界部に隙間（クラック）を観察した． 

ここまでの表面および断面観察の結果から，コーティングの破壊は，工具表面に結晶方位関

係を伴って強固に付着した凝着物が切りくず流れに伴うせん断応力によって破断したときのク

ラック（Fig. 4.9(a)の赤色破線部）が，凝着物に拘束されたコーティングに伝播する（Fig. 4.9(b)

青色破線部）ことで生じたと考えられる．柱状晶粒界部の表面側にわずかに付着した凝着物は，

切りくずの一部がコーティング破壊部に引っかかったものと考えられる．Fig. 4.15に観察された

粒界部のクラックは次の要因によるものと考えられる．柱状粒界に生じたクラックは，破壊し

たコーティング上部に付着した凝着物に切りくずの流れによる力が作用したことで粒界部が開

口したか，あるいは柱状粒界上部に付着した凝着物に切削力による圧縮が加わり，くさびの働

きをしたことで粒界が押し広げられたことで開口したと考えられる．なお，Ti-6Al-4V 切削時の

切りくず流出方向は刻々と変化し，切りくず幅方向に大きな変動を持つと報告されている 21)こ

とから，工具表面にかかる力の方向が変動し，凝着物や柱状粒界の強度の低い方向に力が作用

したときに，凝着物の破断や柱状粒界の開口が生じるなどして，破壊が繰り返されたれたと考

えられる． 

Table 4.3に Fig. 4.10，Fig. 4.12，Fig. 4.15の各点について EDS分析した結果をまとめて示す．

それぞれの分析点で凝着物もしくはコーティングの組成となっており，凝着物／コーティング

界面でも明瞭な反応層や特定元素の濃化は確認されなかった．よって，凝着物／コーティング

界面に認められた結晶方位関係は，切削中の巨大ひずみと温度が凝着物に付与された際に，転

位セルの構築などの回復が生じ，凝着物組織がコーティング表面の影響を受けて再配列したこ

とに起因すると考えられる． 

以上の結果から，Ti-6Al-4V 合金切削時には凝着物／コーティング界面に結晶方位関係がある

ことにより，比較的界面強度（付着強度）の高い凝着界面が形成されたと考えられる．切削に

より，凝着物が破断した時のクラックが脆性的な特性を有するコーティングへ連続的に伝播し

たと考えると，延性を有する超硬合金と損傷速度に差があったことが理解できる．  
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 Fig. 4.9  Cross-sectional TEM images of the TiN coating on the rake face of the tool after turning of (a) Ti-6Al-4V 

alloy (cutting speed V = 40 m/min), and (b) Alloy 718 (cutting speed V = 30 m/min) 6), feed rate f = 0.2 

mm/rev, cutting depth d = 0.5 mm, cutting length L = 10 m.  
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Fig. 4.10  High-resolution bright-field TEM image of the interface between the adhered material and the TiN 

coating, corresponding to the area in Fig. 4.9(a)-D. The selected area diffraction patterns at several 

positions in this area are shown in Fig. 4.11. 

 

 

 
Fig. 4.11  Selected-area diffraction (SAD) and nanobeam diffraction (NBD) patterns at the interface between the 

adhered material and the TiN coating. The diffraction patterns were obtained from the numbered 

positions in Fig. 4.10. 
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Fig. 4.12  High-resolution dark-field STEM image of the interface between the adhered material and the TiN coating. 

The observed area corresponds to Fig. 4.10-F.  

  

 

 
Fig. 4.13  Nano-beam diffraction (NBD) patterns of the interface between the adhered material particles and the 

TiN coating. The diffraction patterns were obtained from the numbered positions in Fig. 4.12.  
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Fig. 4.14  High-resolution bright-field TEM image near the Point 5 shown in Fig. 4.12. 

 

 

 

 

Fig. 4.15  High-magnification TEM and STEM images of the interface around the fracture face. The observed area 

corresponds to Fig. 4.9(a)-E.  
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Table 4.3  TEM-EDS results for the adhered material and the interface between the adhered material and the TiN coating. 

The analyzed area corresponds to the areas shown in Figs. 4.10, 4.12 and 4.15.  

(at. %)  

Analysis position Al V W Fe Ti O 

Adhered material 

Point 1 14 3 1 0 81 0 

Point 2 16 4 0 1 79 0 

Point 3 14 4 0 1 98 0 

Coating Point 4 1 0 0 0 98 0 

Adhered material / coating Point 5 11 4 0 2 84 0 

Adhered material 

Point 6 13 7 1 3 77 0 

Point 7 16 3 0 0 80 0 

Point 8 12 11 1 5 72 0 

Coating Point 9 0 0 0 0 99 0 

Adhered material Point 10 13 4 1 0 82 0 

 

 

4.3.3 Ti-6Al-4V合金と Alloy 718切削加工時のコーティング損傷状態の比較 

Fig. 4.16は，4.3.2項で観察された Ti-6Al-4V合金と Alloy 718切削時のコーティング損傷過程を

概念図にまとめたものである．4.3.2 項での工具表面および断面観察の結果，コーティング表面

には凝着物が存在し，切削中にサブミクロンから数ミクロンの厚さを維持したと考えられる．

順次生成される切りくずはこの凝着物上を流動しながら，コーティングの損傷をもたらしたと

考え，コーティング，凝着物，切りくず流動層からなる概念図を作成した． 

Fig. 4.16(a)に凝着開始時（切削極初期），Fig. 4.16(b)にコーティング損傷時のものをそれぞれ

示す．まず，凝着開始時（Fig. 4.16(a)）において，Ti-6Al-4V合金と Alloy 718のいずれについて

も刃先の平均温度が 680 °C 程度の温度域となり，巨大ひずみが導入された凝着物は結晶粒の分

断（grain subdivision）を生じながら回復と再結晶を生じ，数十～数百 nmの微細粒組織となって

コーティングに付着する．Ti-6Al-4V については，凝着物組織の回復時にコーティング表面の影

響を受けて部分的に結晶方位関係が生じ，方位関係のない場合と比べ界面強度が高められたと

推察する．一方で，Alloy 718 については，凝着物とコーティングの界面に結晶方位関係は確認

されなかった．したがって，Ti-6Al-4V 合金については，凝着物がコーティングと部分的に一体

となり，表層を移動することが困難であるのに対し，Alloy 718 については，凝着物はコーティ

ング上を移動可能であったと考えられる．ここで，切削中に工具表面に存在した凝着物は，微

細結晶粒組織の材料特性を有するため，それらの特性を考慮する必要がある．切削による大き

な圧縮力，せん断力を受けながら凝着した Ti-6Al-4V合金は降伏応力，加工硬化ともに大である

が，破断ひずみが小さいために破断しやすい．Alloy 718 合金は初期加工硬化は著しいが，大ひ

ずみ域の加工硬化は小であり，大ひずみ域では変形応力が条件によって変わらない安定材料 10)

と考えられる．なお，巨大ひずみ加工材は引張延性に乏しく，特に均一伸びが非常に小さく，

これは，結晶粒超微細化によって降伏強度が大きく増加する一方で，加工硬化能は増加しない

ことから，塑性不安定（引張試験におけるくびれ）が早期に起こると報告 13)されており，特に

Ti-6Al-4V 合金は熱伝導率の低さと相まって断熱塑性不安定を生じやすいので，切削中の凝着物

は強度的に不安定な状態であると考えられる． 
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Fig. 4.16(b)は切削が進行し，コーティングが損傷に至る過程の概念図である．Ti-6Al-4V につ

いては，順次生成する切りくずは凝着物との界面に摩擦力を生じながら移動する．ここで，Ti-

6Al-4V の凝着物はコーティング表面の移動が困難であるため，切りくずとコーティングとの挟

まれた凝着物にせん断応力が加わったと考えられる．ここで，コーティングの降伏強度は凝着

物の降伏強度よりも高いと推定され，且つ凝着物は微細化により破断ひずみが小さかったため，

まず，凝着物が破断し，これが破壊の起点となって，凝着物と結晶方位関係を有したコーティ

ングにクラックが伝播し，最後には，破壊したコーティングは凝着物と切りくずと共に持ち去

られたと考えられる．特に Ti-6Al-4V合金切削時には鋸歯状切りくずを生成させるとともに切削

抵抗の変動が大きいため，断続的な応力が凝着物に生じることで，凝着物の破断が生じやすい

環境にあったと推察される．つまり，Ti-6Al-4V 合金切削時のコーティングの破壊は，凝着物の

破断に起因したクラックの伝播によって生じたものと説明できる．コーティングの柱状晶粒界

に観察された隙間（クラック）は，上述のクラック伝播によって形成されたコーティングの破

壊部に凝着物が付着し，この凝着物に切りくず流れに伴う力が働き開口したか，垂直力が加わ

りくさび効果によって開口したものと考えられる．なお，切削熱の大部分は，切りくず生成時

のせん断面で生じ，工具表面との摩擦熱と合わさって工具表面に流入するが，凝着物の破断が

短時間で生じるならば，工具へ熱が十分に流入せず，コーティングは塑性変形に至る前に脆性

的に破壊を生じた可能性がある． 

一方で，Alloy 718 については，凝着物とコーティングの界面に結晶方位関係はなく，凝着物

自体の破断ひずみが大きく，高温での強度が高いため，凝着物は破断することなくコーティン

グ上をしゅう動したと考える．その間，十分な熱が工具側へ流入するとともに，高強度の凝着

物がコーティングに摩擦力を作用させながらしゅう動したため，コーティングに塑性変形と微

細破壊が生じたと推察する．なお，Ti-6Al-4V合金や Alloy 718切削時には凝着物とコーティング

の間に酸化物等の反応生成物の形成がなかったが，例えばベラーグ等の酸化物が形成した場合

においても，その強度と工具表面との結晶方位関係の有無によって工具表面の損傷状態を整理

できると考える． 

 以上のように，凝着物起因の損傷として考察すると Ti-6Al-4V 合金と Alloy 718 切削加工時の

すくい面の損傷状態を説明できうると考える． 

Table 4.4 に Ti-6Al-4V 合金切削加工時の摩耗要因についてまとめた．Fig. 4.16 の損傷モデルで

説明できたように，凝着に起因した摩耗が主体であったと考えられる．凝着力を高めた要因と

して，凝着界面の結晶方位関係が生じたことが特徴としてあげられる．コーティングに塑性変

形は生じなかったことから，コーティング内で転位の移動を伴う疲労摩耗が生じたことを示す

証拠は確認できなかった．また，凝着物とコーティングの界面に酸素などの化合物の存在が無

かったことから酸化摩耗ではない．特定化合物の形成は組成分析と結晶構造解析の結果から確

認できなかったため，腐食摩耗も生じていないと判断した．すくい面と逃げ面は同形態で損傷

したと考えられるが，逃げ面の摩耗速度はすくい面に比べて低かった．これは，逃げ面におけ

る相当応力がすくい面よりも小さく 2)，コーティングの耐力を越え難かったことによると考え

られる． 

Fig. 4.17は H. Opitzらの報告 22)を参考に，工具と切りくずの接触域に微細な凝着層が存在する

ことを示した模式図である．Fig. 4.17(b)に凝着物層内（flow zone）の流動速度が示されている．
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凝着物の上層は切りくず流れと接するため，流動速度が高く，凝着物の下層は工具表面の破壊

が生じなければ，固定端であるため流動速度が低い．本研究の第 2 章（Alloy 718 切削）と本章

（Ti-6Al-4V 合金切削）の結果から，凝着物中にコーティングの破片の混入が観察されたことや，

凝着物が結晶方位関係をもって工具表面に付着したことが観察されたことは，凝着層の下部の

流動速度が小さかったことを示唆する．なお，工具刃先に近いほど垂直応力が高く，凝着物は

移動し難かった（移動速度が小さい）と考えられ，刃先から離れた位置で垂直応力が小さく，

せん断応力が相対的に大きくなると凝着物の移動が容易になるので，損傷速度が高くなったこ

とも理解できる．よって，凝着物の破断は切りくずの流動速度にも影響されたと考えられる． 

Table 4.5に Ti-6Al-4V合金と Alloy 718をそれぞれ二次元切削したときの切りくず速度の評価結

果を示す．切りくず速度 Vch は，式(4.1)によって算出した．ここで，h は切り取り厚さ（送り量

f），hchは切りくずの平均厚み（5点の平均）である． 

𝑉 = 𝑉
ℎ

ℎ
 ・・・式(4.1) 

切りくず速度は，Ti-6Al-4V 合金切削時の方が Alloy 718 に比べて 2 倍程度高いことが確認され

た．切りくず流出速度は，凝着物が破断した時のクラック伝播速度とも関係したと推察される

ため，Ti-6Al-4V 合金切削時にコーティングに塑性変形が生じていなかったのは，このクラック

伝播速度が高く，塑性変形する前に破壊が生じたためだと考えられる． 

 Fig. 4.18にすくい面を流れる切りくず流出状態を高速度カメラ（Photron社製，FASTCAM SA5）

を用いて観察した結果を示す．切削速度を 30 m/minとしたときの観察結果である．Alloy 718切

削加工時には，切りくずは一定方向に安定して流動していることがわかる．一方で，Ti-6Al-4V

合金切削時には切りくずの流出方向は定まらず，不安定な動きを示した．これは，Alloy 718 切

削時の切りくずは高温強度が高く安定した凝着層を形成し，その凝着層の上層部での安定した

せん断変形を生じながら切りくずがしゅう動したことを示唆する．このような切りくずの流出

挙動は，Alloy 718の凝着物自体の高温強度が安定しているためだと考えられる．Ti-6Al-4V合金

については，切りくずが工具表面を移動せず，凝着と破断を繰り返したと考えられ，切りくず

の流れ状態はスティックスリップのような現象が生じており，流出方向に変動が生じ易かった

と考えられる． 

以上のことから，Ti-6Al-4V合金とAlloy 718切削時の刃先において，切削温度が同等であり，

刃先にかかる局所応力も同等である 3)としても，凝着界面の強度が高く，切りくず流出速度が

高い Ti-6Al-4V合金切削時には，コーティングの塑性変形が生じる前に，破壊が生じたと考えら

れる．また，先に述べたように，凝着物の破断が繰り返し生じるために，コーティングに流入

する熱量が小さく，実際には塑性変形するほどの温度に至っていない可能性がある．これらを

明らかにするためには，コーティング表面の温度をさらに高精度に測定する必要があり，今後

の課題である． 
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Fig. 4.16  Comparison of the damage models of the TiN-coated cutting tool during the turning of Ti-6Al-4V alloy 

and Alloy 718.   

 

 

 

Table 4.4  Influence of wear mode at each position of the cutting edge after turning of Ti-6Al-4V alloy. 

Wear mode Rake face Flank face 

Adhesive wear 
High 

(Crystal orientation relationship) 
Low 

Fatigue wear Not confirmed Not confirmed 
Abrasive wear Not confirmed Not confirmed 
Corrosive wear Not confirmed Not confirmed 
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Fig. 4.17  Conditions within the contact zones of a cutting tool22). 

 

 

 

Table 4.5  Measurement results of the chip velocity during two-dimensional cutting of Ti-6Al-4V alloy and Alloy 

718. 

 

Workpiece 

Cutting speed 

V 

Feed rate 

f 

Average of chip thickness 

hch 

Cutting ratio 

rc 

Chip velocity 

Vch 

[m/min] [mm/rev] [mm] - [m/min] 

 

 

Ti-6Al-4V 

alloy 

10 0.05 0.108 0.46 4.6 

20 0.05 0.103 0.48 9.7 

30 0.05 0.093 0.54 16.1 

40 0.05 0.087 0.57 23.0 

50 0.05 0.080 0.62 31.1 

60 0.05 0.081 0.62 37.2 

 

 

Alloy 718 

10 0.05 0.215 0.23 2.3 

20 0.05 0.176 0.28 5.7 

30 0.05 0.158 0.32 9.5 

40 0.05 0.150 0.33 13.4 

50 0.05 0.148 0.34 16.8 

60 0.05 0.145 0.34 20.6 
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Fig. 4.18  Photos of the chip flow taken by high-speed camera during turning of Alloy 718 and Ti-6Al-4V alloy.  

 

 

4.3.4 ノンコート超硬工具の摩耗 

Fig. 4.19にコーティング有無の工具について，より実用的な切削速度 V = 60 m/min.で加工した

時のすくい面損傷状態の観察結果を示す．この切削条件においても，コーティングによる摩耗

抑制効果は確認されず，むしろノンコート工具の方が摩耗形態が安定しているように観察され

た． 

Fig. 4.20にFig. 4.19(a)ノンコート工具の刃先に付着した凝着物表面の拡大観察結果を示す．Fig. 

4.20(b)組成像において濃い灰色で観察された凝着物は，刃先先端部近傍に全面的に付着してい

ることわかる．部分的に凝着物が薄く付着したとみられる領域が存在しており，ノンコートの

超硬工具においても，コーテッド工具の場合（Fig. 4.16）と同様に付着した凝着物上を切りくず

が擦過したことが示唆された．なお，凝着物上に摩耗粉と考えられる粒子が付着しており，

WDS定性分析の結果，超硬合金の成分が同定された．  

Fig. 4.21に摩耗粉周辺の面分析結果を示す．Wと Co が同位置で存在していることが確認され

た．C は潤滑油等の夾雑物からの汚染の情報を含み，検出感度が低いため，必ずしも W と同位

置に検出されなかったが，観察された粒子は数ミクロンの大きさであったことから，超硬合金

中の WCもしくは WC-Coの凝集粒子が脱落したものと考えられた．なお，摩耗粉と Oは同一位

置で検出されなかったことから，WC-Co 粒子の脱落は酸化を介したものではないと考えられる．

これらの観察結果から，超硬合金の摩耗は，切削熱により結合層の Co が軟化し，WC を保持す

る強度を低下させたために粒子の脱落が起こったことが要因と推察される．その際，WC を保

持する Co に延性があるため，コーティングのような破壊が起こらず，超硬合金粒子の脱落が容

易には起こり難かったものと思われる．このような摩耗粉の発生を防ぐためには，刃先の冷却

効果を高め，超硬合金中の Co の軟化を抑制することが重要になると考えられる．なお，生田ら

は WC，Ti，Co が反応し TiC と相（Co2W4C）が生成することを熱力学的に説明しており 23)，
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篠崎らは，摩擦圧接試験により超硬合金 K10と Ti-6Al-4V合金の凝着界面を形成し，0.03-0.1 µm

厚さの Ti と C から構成される反応相が生成することを確認し，同様の現象が切削時にも起こる

可能性があることを論じている 24)．本検討結果においても同様の現象が生じていた可能性があ

るが，今回実施した面分析の分解能では，TiCや相（Co2W4C）の生成は確認できなかった．な

お，脆化層である相が生じたとしても，表層の極薄い領域が反応し，すぐに摩滅するため，大

きな損傷（深い掘り起こし摩耗）には至らないと思われる．また，Co-Ti の二元系平衡状態図に

おいては，多種の Co-Ti 金属間化合物が存在することが知られており，Co と Ti が表層で反応し，

脆化層を形成することで摩耗が起こったことも予想されるが，これらについては，今後の調査

が必要である． 

Fig. 4.22 に Ti-6Al-4V 合金切削時の超硬合金の損傷機構を模式図に示した．超硬合金は WC 粒

子の大きさと，結合相の Co 量によって，特性が大きく異なる．Ti-6Al-4V 合金切削時の摩耗機

構が WC 粒子の脱落によると考えると粒子の大きさはある程度大きいものを選定し，脱落に対

する抵抗を高めることが有効と推察する．また，Co 量を少なくすることで軟化する材料の比率

を下げること，また，相対的に WC 量を増やすことで熱伝導率の向上による刃先の放熱性の向

上も有効と考えられる．いずれも，切削条件（切削温度）とのバランスが重要になると考えら

れる． 

Fig. 4.23に第 3章の検討で用いた PVD法や CVD 法で成膜した TiNコーテッド工具による切削

性能の評価結果を示す．10 m 切削した時点で，いずれのコーテッド工具も超硬合金が露出して

おり，大幅な損傷抑制効果は見込めなかった．TiN-SP は他に比べて超硬合金の露出が大きいが，

これは柱状晶粒界の緻密性の低い組織を有したために，Fig. 4.15で観察されたような柱状晶粒界

からの破壊が生じやすかったためだと考えられる．一方で，TiN-CVD がやや優れたのは，粒界

に基材成分の Coの吸い上がり部が存在しており，緻密であったことが影響した可能性がある． 

Fig. 4.24に各種代表的な Ti系と Cr系組成の PVDコーテッド工具について，切削性能を確認し

た結果を示す．10 m 切削時点での損傷形態はいずれも同様であることから，既存のコーティン

グ組成を変えた程度では，耐摩耗性を変化させるほどの効果は得られないことがわかる．これ

は，コーティングの組成を変えても硬さと欠陥量の変化は小さいため，損傷抑制に必要な靱性

は見込めなかったためと推察する． 

以上の観察結果から，Ti 合金切削用の工具材料は，破壊に対する抵抗力が高く，応力集中に

弱い箇所を有する脆性材料は適さず，例えば硬質相と金属を複合化したような延性を有する高

靱性材料が適すと結論づけられる．たとえば，超硬合金工具を用いた切削を行う場合，損傷抑

制のためには，金属が熱軟化し，高温強度が低下することによる硬質粒子の脱落を抑制する対

策などが有効であるため，切削中の冷却を十分に効かせることが有効であると考える．なお，

Fig. 4.23と Fig. 4.24で成膜したコーティングはすべて fccの結晶構造を有する．凝着界面におけ

る結晶方位関係は，コーティングの結晶構造によって影響されることが予想されるが，この関

係性については，今後の調査が必要である． 
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Fig. 4.19  SEM images of the cutting edge of the uncoated and TiN-coated cutting tool after turning of Ti-6Al-4V 

alloy (cutting speed V = 60 m/min, feed rate f = 0.2 mm/rev, d = 0.5 mm, cutting length L = 10 m). 

 

 

 
Fig. 4.20  SEM and compositional images of the cutting edge of the uncoated cutting tool after turning of Ti-6Al-

4V alloy. The observed area corresponds to Fig. 4.19(a). Upper image: low magnification; lower 

image: high magnification. The wear particles are shown in the high-magnification images. 
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Fig. 4.21  WDS mapping of the rake face of the uncoated tool edge after turning of Ti-6Al-4V alloy. The analyzed 

area corresponds to that shown in Fig. 4.20(a).  

 

 

 
Fig. 4.22  Schematic diagram of damage for cemented carbide during turning of Ti-6Al-4V alloy. 
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Fig. 4.23  Results of coating damage suppression by some TiN coatings processed by other coating method (cutting 

speed V = 40 m/min, feed rate f = 0.2 mm/rev, cutting depth d = 0.5 mm, cutting length L = 10 m). 

 

 

 
Fig. 4.24  Results of coating damage suppression by using some other coating compositions (cutting speed V = 40 

m/min, feed rate f = 0.2 mm/rev, cutting depth d = 0.5 mm, cutting length L = 10 m). 

Adhered material 

Cemented carbide 
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4.4 結言 

Ti-6Al-4V 合金を連続切削加工したときの工具損傷機構を明らかにするために，PVD コーテッ

ド工具とノンコート工具で切削後，工具のすくい面摩耗部を微視的に観察した結果，以下の結

論を得た． 

(1) Ti-6Al-4V 合金切削時のコーティング損傷部に塑性変形は観察されず，脆性的な破壊形態を

示した．コーテッド工具の損傷速度が超硬合金に比べて高かったのは，コーティングが比

較的早期に脆性破壊したためと考えられる． 

(2) Ti-6Al-4V合金切削時のコーティングに付着した凝着物の組織は 100 nm以下に微細化し，緻

密に付着しており，凝着界面の一部に Ti 合金と TiN コーティングの間に結晶方位関係が観

察された．一方で，界面における反応層の形成や特定成分の濃化は確認されなかった． 

(3) Ti-6Al-4V合金と Alloy 718切削時のコーティング損傷状態の観察結果を比較し，コーティン

グの損傷は凝着物／コーティング界面の結晶方位関係の有無による界面強度（付着強度）

と凝着物の破断強さの影響を受けると考えて，それぞれの材料を切削した時のコーティン

グ損傷を説明できるモデルを提案した．Ti-6Al-4V 合金切削時のコーティングの破壊は，凝

着物の破断に伴い生じたクラックが，コーティングに伝播することで起こったと考えられ

た． 

(4) 超硬合金の摩耗は WC-Co の複合粒子の脱落によって生じた．これは切削熱による Co の軟

化によって，WC粒子を保持する力が低下したためと考えらた．よって，切削加工時の刃先

の冷却強化が損傷抑制に有効と考えられる． 
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第5章 Alloy 718 断続切削加工時における PVD コーテッド工具の損傷機構 

 

5.1 緒言 

 第 2 章から第 4 章では，切削加工時の機械的，熱的負荷の変動が小さく，比較的安定した切

削条件といえる連続切削加工時のコーテッド工具損傷機構について述べた．Alloy 718 と Ti-6Al-

4V 合金切削時の損傷は凝着に起因する損傷形態を示し，凝着物／コーティング界面の結晶方位

関係の有無と凝着物の強度特性を考慮することで，損傷状態を説明できることを述べた．また，

Alloy 718 切削加工時については，刃先が高温になったことでコーティングが軟化するが，この

軟化の程度が定常摩耗進行速度と関係することを述べた． 

本章と第 6 章では，切削方法をエンドミルを用いた断続切削（転削加工）としたときの刃先

損傷状態を調べた．断続切削は，切削と空転を高速で繰り返すため，緻密な凝着界面を形成す

る時間が短く，空転時の刃先は酸素やクーラントと接触するため，凝着物／コーティング界面

に不純物が混入しやすい．また，断続切削時の刃先温度は，連続切削に比べて 15 %程度低い 1)

と報告されている．このようなことから，断続切削における凝着現象や工具損傷状態は連続切

削時と異なる可能性がある．なお，エンドミルへの CVD コーティングは，高温成膜による工具

形状の変形および刃先の脆化が問題となることから，PVD コーティングによる損傷抑制の検討

を行った． 

本章では，切削試験にコーテッドエンドミルを用い，Alloy 718 断続切削時の逃げ面摩耗状態

を微視的に観察した．観察結果に基づき，逃げ面に作用した摩擦力が損傷要因であるとする工

具損傷モデルを構築することを試みた 2)．検討結果に基づき，Alloy 718 切削時のコーテッド工

具の開発指針について述べる． 

 

5.2 実験方法 

5.2.1 供試材 

被削材は連続切削時に用いた Alloy 718（時効処理材，440 Hv）を準備した．切削工具は 2 枚

刃のソリッドエンドミル（工具径 10 mm，ねじれ角 30 °，軸すくい角 2 °，半径方向すくい角 6 °）

を用いた．工具材料は JIS規格 K10相当の超硬合金（WC (grain size 0.6 μm) - 11 mass%Co - Ta/Cr）

とし，PVD-Arc 法により TiN を成膜したものを準備した．本コーティングは膜組成と成膜方法

を組み合わせて TiN-Arc と記載する．損傷状態に差が見られるように膜厚を 2，4，8 µm とした．

第 2章と第 3章の検討結果から，表面のドロップレットは損傷起点となりうるため，成膜後に刃

先の磨き処理により除去した． 

 

5.2.2 切削試験 

切削試験は，主軸テーパー30 番の立形マシニングセンター（FANUC 製，ROBODRILL α-T14）

を用い側面切削を行った．切削条件は，切削速度V = 40 m/min.，切削距離（テーブル移動距離）

L ＝ 0.2 m，軸方向切込量 ap = 6 mm，径方向切込量 ae = 0.3 mm，一刃送り f = 0.04 mm/toothとし

た．切削速度は工業的に用いられる条件である．クーラントはエマルションタイプの水溶性切

削油を用い，湿式加工とした．Table 5.1に切削条件をまとめて示す． 
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5.2.3 工具損傷状態の観察および分析 

Fig. 5.1 に切削試験から損傷部の観察までの手順を示す．切削後の工具刃先について，表面お

よび断面から損傷状態の観察を行った．表面形態を SEM により観察したのち，断面観察を行っ

た．観察位置は軸方向切込み量の中心位置（軸端部から 3 mm離れた位置）とした．その後，断

面観察のため，SEMで観察した位置近傍で切断し，切断面を 1 μmのダイヤモンド粒子で鏡面に

なるまで加工した．Fig. 5.2に準備した断面試料の SEM像と損傷部の概略図を示した．コーティ

ングの損傷状態の観察と凝着物とコーティングの界面における付着状態を調査するために刃先

の観察位置に C蒸着，Pt蒸着を施した後， FIB装置に設置し Ptを 1 μm程度蒸着した．FIB 加工

により試料断面の平滑化を行い，SIM 像を撮影した．次いで，マイクロサンプリングを行い，

切り出した薄片試験片をイオンミリングしたのち，TEM による高倍率観察を行った．また，第

2章と第 4章の連続切削時の工具を評価したのと同様に凝着物とコーティングとの界面近傍の分

析を行った．観察および分析条件は Table 2.2と同様とした． 

 

 

Table 5.1  Cutting conditions for machining of Alloy 718. 

Work material Alloy 718, aged, hardness: 440 Hv 

End-mill tool 

Diameter 10 mm 

Number of teeth 2 

Geometry 

Rake angle: 6 ° 

Clearance angle: 6 ° 

Torsion angle: 30 ° 

Substrate Cemented carbide (JIS K10 grade) 

Coating composition TiN 

Coating method PVD-Arc 

Coating thickness 2, 4, 8 µm 

Cutting conditions 

Cutting speed 40 m/min 

Cutting length 0.2 m 

Feed rate 0.04 mm/tooth 

Cutting depth ap = 6 mm, ae = 0.3 mm 

Coolant Wet (emulsion) 
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Fig. 5.1  Procedure for observation of cutting edge after machining. 

 

 

 

 

Fig. 5.2  SEM image of the cross-sectional surface view from 60 ° angle and diagram of the damaged cutting edge 

on flank and rake faces. 

 

 

  

view from 60 ° angle 
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5.2.4 連続切削加工時の摩擦力測定方法 

 連続切削加工時の工具すくい面に働く摩擦力は，3.2.1 項に記載した切削抵抗測定の方法に準

じ，得られた背分力と送り分力から，式(5.1）に従って算出した．コーティング組成は PVD コ

ーティングの代表的な Ti(1−x)AlxN と Cr(1−x)AlxN とし，それぞれ Al 含有量を変えたものを作製し

た．切削に用いた供試工具と切削条件を Table 5.2にまとめて示す． 

 

Friction force on rake face = Thrust force(𝑥) + Feed force(𝑧)  ・・・式(5.1) 

 

 

Table 5.2  Cutting conditions for evaluating friction force. 

Work material Alloy 718, aged, hardness: 440 Hv 

Turning tool 

Geometry 
SNGA120404 

−6, −6, 6, 6, 15, 15, 0.4 

Substrate Cemented carbide (JIS K05 grade) 

Coating 

Ti(1−x)AlxN, Cr(1−x)AlxN 

x = 0, 0.5, 0.7 

PVD-Arc coated 

Coating thickness = 2.5 μm 

Cutting conditions 

Cutting speed 30, 100 m/min 

Cutting length 5 m 

Feed rate 0.2 mm/rev 

Cutting depth 0.5 mm 

Coolant Dry 

 

 

5.3 結果および考察 

5.3.1 刃先損傷形態の微視的観察 

 Fig. 5.3に Alloy 718を 0.2 m切削後の刃先の SEM像および組成像観察結果を示す．観察した工

具は元々膜厚が 2 μm のものである．すくい面に比べて逃げ面の方が摩耗幅が大きいことがわか

った．これを受け，エンドミルの工具損傷の観察と損傷抑制方法の検討は，主に逃げ面摩耗を

対象に行った． 

Fig. 5.4に Alloy 718切削後の工具逃げ面の SEM像観察結果を示す．また，Fig. 5.5に断面から

損傷部を観察した結果を示す．切削距離は 0.2 mと短いが，コーティングが摩耗し，刃先近傍で

は基材の露出が観察された．コーティングの損傷は，平滑な摩耗形態と破壊形態とを示した．

平滑な摩耗形態とは，基材の露出部からコーティングにかけて連続的な摩耗痕跡が見られるよ

うな状態である．膜厚が 2 μm と薄い場合は，平滑な摩耗形態のみ示し，膜厚が 4 μm 以上と厚く

なると，平滑な摩耗形態に加え破壊形態が観察され，損傷幅が大きくなる傾向を示した．なお，断面試

料の観察結果において，コーティングが基材から剥がれるような損傷形態は観察されないこと

から，コーティングと基材との密着性は十分に高かったと考えられる． 

Fig. 5.6は Fig. 5.5の矢印で示された位置の断面 SIM像観察結果である．Fig. 5.4および Fig. 5.5

において，破壊形態の領域には段差が観察され，平滑な摩耗形態の領域には段差は観察されな
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かった．元の膜厚に関わらず，摩耗が進行し，コーティングがある一定厚み以下となると破壊

の形態は起こらなくなり，平滑な摩耗状態となることが示唆された． 

Fig. 5.7 は工具逃げ面側損傷部の表面および断面から，EPMA により元素分布を調べた結果で

ある．連続切削時と同様に，Ni，Cr，Fe，Mn，Mo は同位置で検出され，特定元素が場所によ

る偏りを生じることなく付着していた．また，断続切削であっても，O の検出量は微量であっ

た． 

 

 

 

 

 
Fig. 5.3  SEM and compositional images of the coated cutting edge after machining of Alloy 718. TiN coated end-

mill tool, cutting speed V = 40 m/min, feed rate f = 0.04 mm/tooth, ap = 6 mm, ae = 0.3 mm, cutting 

length L = 0.2 m, coating thickness: 2 µm. 
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Fig. 5.4  SEM observation images of the coated cutting edges on the flank face after machining of Alloy 718. TiN 

coated end-mill tools, cutting speed V = 40 m/min, feed rate f = 0.04 mm/tooth, ap = 6 mm, ae = 0.3 mm, 

cutting length L = 0.2 m, coating thickness: 2 µm, 4 µm, 8 µm respectively. 

 

 

 

 

 
Fig. 5.5  Cross-sectional SEM observation images of the cutting edge face after machining of Alloy 718 (cutting 

length L = 0.2 m).  

 

 

 

 

Fig. 5.6  Cross-sectional SIM images at wear or fracture area on the cutting edge after machining of Alloy 718. The 

observation area corresponds to the area shown in Fig. 5.5. 

 

 

 

Coating thickness: 2 µm                        Coating thickness: 4 µm                        Coating thickness: 8 µm  

Coating thickness: 2 µm                        Coating thickness: 4 µm                        Coating thickness: 8 µm  
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Fig. 5.7  WDS mapping on the flank face and the cross-sectional face at flank face of the TiN-coated cutting tool 

after machining of Alloy 718. The analyzed areas correspond to those shown in Figs. 5.4 (coating 

thickness: 2 µm) and 5.6(a).  

     

  

Cutting edge 

Sliding direction of 
workpiece material 

TiN coating  

Cemented carbide  
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5.3.2 逃げ面損傷部の断面 TEM像観察結果 

Fig. 5.8に Fig. 5.6の SIM像観察位置における断面 TEM像観察結果を示す．コーティング膜厚

2 µmと 4 µmで成膜したエンドミルの損傷部を観察した結果である．Fig. 5.8(a)は，膜厚 2 µmの

工具が平滑な摩耗形態を示した位置の観察結果である．Fig. 5.8(b)は，元々は膜厚 4 µmであった

工具のコーティングが破壊し，膜厚が薄くなったことで平滑な摩耗形態を示した位置（wear 

area）と，膜厚が厚く破壊形態を示した位置（fracture area）の観察結果である．Fig. 5.8上段の暗

視野 STEM 像は比較的低倍率で観察した結果であり，組成に依存したコントラストを示す．下

段の明視野 TEM 像は比較的高倍率で観察した結果であり，コーティングの組織形態（塑性変形

の有無）が確認できる． 

成膜時点の膜厚に関わらず，平滑な摩耗形態が観察された位置においては，コーティングに

塑性変形が観察された．また，コーティングの塑性変形域の下部において，基材に対して平行

方向にクラックが生じたことが観察された．クラックは表面から 1 µm程度の位置に観察された．

コーティングの破壊が観察された位置（Fig. 5.8(b) STEM image）においては，1 µm 程度の高さ

の階段状の段差が観察された．これらの観察結果から，Alloy 718 切削時は，コーティングに表

面から 1 µm程度の深さのクラックが生じ，コーティングが破壊することによって損傷が生じた

と推察された．第 2 章の連続切削時の損傷形態においてもコーティングの中腹に同様のクラッ

クが観察されており（Fig. 2.14），被削材と工具の接触応力（Hertzian contact stress）に起因する

せん断応力が原因と考えられる 3)4)．主せん断応力が最大となる位置は，工具と被削材の接触幅

や垂直荷重，摩擦力によって決まるが，今回の切削条件においては，表面から 1 µm程度であっ

たと考えられる．なお，コーティング膜厚が薄い場合，損傷形態は破壊を伴わずに比較的軽微

であったのは，せん断応力が最大となる位置が延性のある超硬合金内となったためと考察した． 

以上の断面 TEM 像観察結果から，断続切削時のコーティングの損傷形態は，塑性変形と基材

に対し平行に生じるクラックであることがわかった．なお，断続切削時の温度は，連続切削時

に比べて 15 %程度低くなる 1)と報告されている．このことから，断続切削時は，連続切削時に

比べ機械的負荷の影響が大きく，クラックが発生しやすくなった可能性がある． 

Fig. 5.9 に Fig. 5.8(a)の A 位置の拡大図を示す．Fig. 5.7 に示した面分析の結果では，逃げ面に

凝着物の付着はほとんど確認されなかったが，高倍率の断面明視野 TEM 像において，塑性変形

したコーティングの表層部にわずかに凝着物の付着が観察された． 

 Fig. 5.10に Fig. 5.9で観察した凝着物／コーティング界面近傍の高倍率 TEM像観察結果と極微

電子線回折図形を示す．極微電子線回折の結果，Alloy 718切削時の凝着物は-Ni(fcc)で指数付け

できることを確認した．凝着物／コーティング界面には，非晶質層と見られる領域（Points 2 

and 3）が存在しており，凝着界面に結晶方位関係は確認できなかった． 

Table 5.3 に凝着界面近傍の各位置における EDS 分析結果を示す．軽元素は定量性が低いが参

考として示した．凝着物／コーティング界面近傍の非晶質層（Points 2 and 3）には，コーティン

グと凝着物それぞれの成分元素と O が検出された．この非晶質層は 10 nm 程度の厚みで存在し

ており，連続切削時（第 2 章）には確認されていない．この O を含む非晶質層の存在は，耐酸

化性の低いコーティングを適用した場合に，酸化摩耗の原因となる可能性がある．ただし，本

結果において明瞭にコーティングが酸化摩耗を生じた痕跡は確認されていない．したがって，

コーティングの摩耗は，コーティングの軟化による塑性変形や摩擦力によるせん断クラックの
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発生などの凝着摩耗の寄与率が大きいと考えられた．以上から，Alloy 718 断続切削時の摩耗機

構も連続切削時と同様に凝着摩耗や疲労摩耗が主要因であると考え，腐食摩耗の影響は小さい

と判断した． 

 

5.3.3 すくい面損傷部の断面 TEM像観察結果 

Fig. 5.11から Fig. 5.14に，5.3.2項と同様に実施した，すくい面損傷部の観察と分析の結果を示

す．また，Table 5.4 に凝着物の EDS 分析結果を示した．すくい面の損傷形態は逃げ面と同様で

あり，コーティングに塑性変形が生じていた．ただし，すくい面の塑性変形は表層のわずか数

ミクロンの領域で生じており，基材に対して平行方向に生じるクラックは確認されなかった．

また，逃げ面同様に，凝着物／コーティング界面には O を含む非晶質層が存在し，この界面に

結晶方位関係などの整合性はみられないことを確認した． 

断続切削時は空転時間があるので，連続切削に比べて凝着物／コーティング界面に O やその

他の元素が混入しやすく，反応層の形成が起こりやすいと思われたが，実験結果からは，明瞭

な反応層の形成に至らなかったことがわかった．よって，Alloy 718 断続切削時の凝着界面は，

連続切削時と比べ凝着界面に O を巻き込むような現象は確認されるものの，損傷形態に影響を

及ぼすような物理化学的な反応は生じておらず，凝着物とコーティングとの界面強度が変化す

ることが原因で損傷形態に影響を及ぼすような現象は生じていないと判断した．したがって，

Alloy 718 断続切削時のコーティングの損傷は，連続切削時と同様であり，コーティングの塑性

変形と基材に対して水平方向に生じるクラックとが主な損傷要因であることがわかった．その

ため，損傷抑制の方法としては，第 3 章の結論の適用が可能となると考えられる．ただし，先

に述べたようにエンドミルへのCVDコーティングの適用は困難であることから，PVDコーティ

ングによる損傷抑制の検討が必要である． 
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Fig. 5.8  Cross-sectional TEM images in wear and fracture area on the cutting edges after machining of Alloy 718. 

The observation area corresponds to the points shown in Fig. 5.6. Upper image: dark-field STEM 
images; lower image: bright-field TEM images. 

  

 

 
Fig. 5.9  High-magnification TEM images of the interface between the adhered material and TiN coating 

(observation position: Fig. 5.8(a), Point A, as indicated by arrow). 

(a) Coating thickness: 2 µm (b) Coating thickness: 4 µm 

Bright-field TEM image 

Dark-field STEM image 
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Fig. 5.10  High-resolution TEM images and nanobeam diffraction patterns at the interface of the TiN coating and 

adhered material (Point A in Fig. 5.8).  

 

 

Table 5.3  TEM-EDS results at the adhered material and interface between the adhered material and TiN coating. 

The analyzed area corresponds to the areas shown in Fig. 5.10.  

(at. %)  

Analysis position 
Identification result 

of crystal structure 
Ni Cr Fe Nb Al W Ti N O 

Coating Point 1 TiN (fcc)  0 0  0 0 0 0 69 30  0 

Interface 
Point 2 

Amorphous-like 
17 19  7 3 2 0 26 17 26 

Point 3  4 20  4 4 3 0 10 10 43 

Adhered 

material 

Point 4 
-Ni (fcc) 

52 21 20 2 1 0  2  0  0 

Point 5 52 22 20 2 1 1  2  0  0 

 

(b) NBD patterns 
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Fig. 5.11  SEM and compositional images of the coated cutting edge on the rake face after machining of Alloy 718. 

TiN coated end-mill tools, cutting speed V = 40 m/min, feed rate f = 0.04 mm/tooth, ap = 6 mm, ae = 

0.3 mm, cutting length L = 0.2 m, coating thickness: 2 µm. 

 

 

 

Fig. 5.12  Cross-sectional TEM image in wear and fracture area on the cutting edges after machining of Alloy 718. 

The observation area corresponds to the milling portion shown in Fig. 5.11. 

 

 

 
Fig. 5.13  Cross-sectional TEM image in wear area on the cutting edges after machining of Alloy 718. The observed 

area corresponds to the point shown in Fig. 5.12-B.  

B 
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Fig. 5.14  High-resolution TEM images and nanobeam diffraction patterns at the interface of the TiN coating and 

adhered material. The observation area corresponds to the area shown in Fig. 5.13.  

 

 

 

Table 5.4  TEM-EDS results at the adhered material and interface between the adhered material and TiN coating. 

The analyzed area corresponds to the areas shown in Fig. 5.14(a).  

(at. %)  

Analysis position Ni Cr Fe Nb Al Ti O 

Point 6 2 6 1 3 30 9 49 

Point 7 44 18 16 4 5 3 10 
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5.4 Ni基超耐熱合金断続切削時の工具損傷モデル 

5.3節で観察した結果に基づき，Alloy 718断続切削時の逃げ面損傷状態を示す工具損傷モデル

を構築した．Fig. 5.15は，コーティングの膜厚が厚い場合(≧ 1 µm) と，膜厚が薄い場合(≺ 1 µm) 

の工具損傷モデルである．損傷形態は，コーティングの塑性変形と，表面から 1 μm程度内部の

位置に基材に対して水平方向に生じるクラックであった．塑性変形は，コーティング上を凝着

物（被削材）が移動したときの摩擦力によって生じたコーティングの内部応力が，高温におけ

るコーティングの降伏応力よりも大きくなったときに生じると考えられる．また，コーティン

グ内部に生じたクラックは，摩擦力と垂直荷重によって，せん断応力が最大となる位置でコー

ティングがせん断破壊したことによると考えられる．そのため，コーティングが厚い場合は，

脆性材料であるコーティング内でせん断応力が最大となるため，欠陥への応力集中も生じ，ク

ラックが発生したと考えられる．この破壊は表面から 1 μm程度の間隔で繰り返されると考えら

れる．コーティングが薄くなるとそれ以上の破壊が進行しなかったのは，コーティング厚さが1 

μm 以下となると，せん断応力が最大となる位置が，延性のある超硬合金内にあるため，破壊が

生じ難かったためと考えられる．このように考えると，Alloy 718 切削時には，コーティングは

薄い方が有効であったことが理解できる． 

本モデルに従えば，コーティング損傷を抑制するには，①コーティング表面にかかる摩擦力

を低減すること，②コーティングの高温強度（硬さ）を高くすること，③コーティングを薄膜

化することが有効であると考えられる． 

  

  

Fig. 5.15  Model for damage of the coating at the flank face of the cutting edge during machining of Ni-based 

superalloys.  
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5.5  工具損傷モデルの検証 

 5.4 節で構築したモデルに基づくと，工具損傷を抑制するためには，切削加工時の摩擦力低減，

コーティングの高温強度向上，コーティングの薄膜化が有効であると考えられる．ここで，第4

章の結果を考慮すると連続切削加工時の摩擦力は凝着物を介したものとなっていることを考え

ると，摩擦力は凝着物のせん断強度と関係するといえる．材料強度は温度によって変わるため，

工具表面の温度制御は摩擦力低減に寄与する可能性がある．一般に，切削熱は切りくずに 8 割

程度，残りが工具と被削材に分配されるが，熱伝導率が低い材料を切削する場合は，切りくず

に 4～6 割程度しか伝わらないため，その分工具への熱流入は多くなるとされている 5)．そのた

め，コーティングの熱伝導率が変われば工具表面の温度が変わる可能性がある．つまり，摩擦

力の低下をもたらすためには，コーティングの熱伝導率を下げることが有効であると考えられ

る．実際には，熱伝導率のみを独立した変数として評価することは難しい．本節では，コーテ

ィング組成を変化させたときの連続切削加工時の摩擦力を実測し，コーティングの損傷抑制に

及ぼす摩擦力の影響について実験的に評価した． 

Fig. 5.16 にコーティングの Al 含有量と連続切削加工時の摩擦力の関係を示す．この結果は，

コーティングの Al含有量が増加するにつれ摩擦力が低下する傾向を示した．Ti(1−x)AlxN コーティ

ングについては，Al 含有量が多いほど切削時の摩擦力が低下するという報告があるが 6)，本検

討では Cr(1−x)AlxN についても同じ傾向を確認した．これらの Ti 基，Cr 基のコーティングについ

て，熱伝導率を測定した結果，Al 含有量が多くなるほど熱伝導率が低下することが報告されて

いる 7)．このことは，Al 含有量の増加によって，熱伝導率が低下し，刃先の温度が増大したこ

とで，凝着物の変形抵抗が低下し，結果的に摩擦力低減が生じた可能性を示唆する．Fig. 3.6 の

結果から，切削速度 V = 30 m/minと V = 100 m/minのときの平均切削温度は，それぞれ 680 °Cと

910 °C 程度であった．切削速度が高いと摩擦力低減の効果が大きくなったことから，しゅう動

面の温度の影響が摩擦力に及ぼす影響が大きいと推定される． 

Fig. 5.17にコーティング硬さに及ぼす熱処理温度の影響を示す．本検討では，熱処理後の室温

における硬さ測定結果，すなわち軟化抵抗を測定することで，コーティングの高温組織安定性

と高温硬さの評価指標とした．TiN や CrN は 800 °C 以上で熱処理するとひずみの解放と粒成長

によって軟化が生じたと考えられる．一方で，Al 含有コーティングは，これらの単純組成に比

べて高い軟化抵抗を示した．特に，Ti0.3Al0.7N 組成は 1000 °C で熱処理すると二次硬化が生じ，さら

に高い温度域で熱処理すると軟化が生じた．Al によって固溶強化された準安定組成における熱

処理後の硬さの増大は，高温で熱処理されたときにスピノーダル分解を経て，微細な c-AlN が

生じることでひずみが生まれたことに起因することや，さらに高温で熱処理すると相分離によ

って，硬さの低い h-AlN の生成に加え，ひずみが解放されることで軟化することが報告されて

いる 8)-15)．本検討において，Ti(1−x)AlxN と Cr(1−x)AlxN 組成のいずれについても同様の機構により

硬さが変化したものと考えられる．3.1 節の切削温度測定結果から，エンドミル加工で適用した

切削速度 V = 40 m/minのときの局所的な切削温度は，およそ 870-1020 °Cと見積もられる．この

温度域での軟化抵抗は Cr基よりも Ti基コーティングの方が高い．したがって，断続切削時のコ

ーティングとしては，高 Al含有の Ti基コーティングが適すると考えられる．本来は，第 3章で

評価したように，高温の耐塑性変形性を考えるために高温ナノインデンターによるその場測定

を検討すべきであるが，それは今後の課題である． 
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Fig. 5.18 は各種の PVD コーテッドエンドミルにより，Alloy 718 を切削したときの工具摩耗状

態の観察結果である．膜厚が 4 μm と 2 μm のときについて評価し，膜厚が薄い方が損傷形態が

安定しており，摩耗が小さかった．組成については，Ti 基，Cr 基に関わらず，Al 含有量が増加

するに従い，いずれも摩耗幅が低減する傾向を示した． 

Fig. 5.19に各コーティング組成における摩擦力と逃げ面摩耗幅の関係を示す．摩擦力は切削速

度 30 m/min の条件で測定した値を用いた．連続切削加工時の摩擦力とコーテッドエンドミルの

逃げ面摩耗幅に相関がみられ，摩擦力が小さいほど逃げ面摩耗幅が小さくなる傾向を確認した． 

Fig. 5.20に 1000 °C熱処理後の硬さと逃げ面摩耗幅の関係を示した．熱処理後の硬さが高いと

コーテッドエンドミルの逃げ面摩耗幅が小さくなる傾向を示した． 

以上の結果は，低摩擦力と高い軟化抵抗を有するコーティングの適用は損傷抑制に効果的で

あることを示した．また，膜厚が薄いコーティングは損傷を軽減することがわかった．すなわ

ち，実験的検証により，Fig. 5.15の損傷モデルの妥当性が示されたと考えられる． 

なお，Al 添加による摩擦力低減の理由については，今のところ有力な証拠はつかめてはいな

いが，以下の二点を考察している．一つ目はすでに述べたように，コーティングの低熱伝導率

化による工具表面温度の上昇によるものである．もう一つは，Al 含有量が増えるに従って，コ

ーティング内の Al が外向拡散し，表面で酸化膜を形成することで化学的安定性が増し，すくい

面を流れる切りくずの付着力が低減したことが原因として考えられる．この切削中の摩擦力が

変わる要因については，今後の調査が必要である． 
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Estimated cutting 
temperature

 

 

Fig. 5.16  Influence of coating composition on friction force during machining. 

 

  

  

   

Fig. 5.17  Influence of coating composition on hardness after heat treatment.  
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Fig. 5.18  Compositional  images of the damaged area of the cutting edges for various coatings. The images show 

the wear on flank faces of the end mill tools; upper images are thicker coatings and lower images are 

thinner coatings. The arrows in the figure indicate the maximum damage width.  
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Fig. 5.19  Relationship between friction force and damaged width of cutting tools. 

 

 

 

Fig. 5.20  Relationship between hardness after heat treatment at 1000 °C and damaged width of cutting tools. 
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5.6 Ni基超耐熱合金加工用加工用コーテッド工具の開発指針 

Table 5.5に第 2章，第 3章，第 4章で述べた連続切削時および本章で述べた断続切削時の工具

損傷状態に基づき，Ni基超耐熱合金加工用工具の開発指針をまとめた． 

摩耗形態は，凝着摩耗主体であり疲労摩耗の要素が加わることでコーティングの塑性変形や

微小破壊が生じた．特に逃げ面においては，被削材に含まれる(Nb,Ti)C が摩耗粒子として存在

し，三元アブレシブ摩耗の要素が加わることで摩耗進行速度が高くなった．損傷要因は，コー

ティングの①高温強度の不足，②高温における組織安定性の不足とそれに伴う軟化，③高い摩

擦力，④欠陥への応力集中と考えられた．これらの損傷要因を対策することが，そのまま工具

の必要特性を付与したことになると考えられる．したがって，コーティングには高い高温強度，

組織安定性，軟化抵抗，低摩擦力を生じる組成，低欠陥密度が求められる．腐食摩耗は，連続

および断続切削共に寄与率は低いと考えられる． 

初期摩耗については，ドロップレットの低減が有効であった．定常摩耗部については，高温

における組織安定性と硬さが必要である．連続切削のような熱的負荷が長時間作用する条件に

は，特に高温の安定性が要求されるため，材料の組織安定性に優れた CVD コーティングの適用

を基本とし，結晶粒の微細化や高温においても分解しない全率固溶組成の選択による固溶強化

が工具性能向上に有効と考えられる． 

断続切削においては，空転時に冷却効果が得られるため，PVD コーティングの適用が可能で

ある．さらに，PVD 法は組成選択の自由度が高いため，各コーティングについて，切削中の摩

擦力が小さく，軟化抵抗が高い組成（例えば高 Al 含有コーティング）を適用することで工具へ

の負荷が低減し，摩耗の抑制が期待できる．一方で，エンドミルのような刃先の鋭利な工具に

は成膜温度の高い CVD法の適用は，成膜中の工具の変形や刃先の脆化の問題から困難である． 

いずれの加工方法についてもコーティング内部または表面に欠陥を含むと，これが破壊の起

点になりうる．コーティング後の表面の磨き処理による欠陥除去や膜厚を薄くすることによっ

て，コーティングに含有される欠陥の絶対量を低減することは損傷抑制にいずれも効果がある

ことを確認している．膜厚については，消耗部であるので工具形状と残留応力を考慮し，可能

な限り厚くできるように最適化する必要がある． 
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Table 5.5  Required coating properties for cutting Alloy 718.  
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5.7 結言 

Alloy 718 をエンドミルを用いて断続切削加工したときのコーテッド工具の逃げ面の摩耗状態

を観察し，コーティングに必要とされる特性について検討した結果，以下の結論を得た． 

(1) Alloy 718 断続切削時のコーティング損傷は，平滑な摩耗域と破壊域が観察された．コーテ

ィングの膜厚が薄いほど破壊域は観察され難くなり，損傷幅は減少する傾向にあった． 

(2) 損傷部の断面観察の結果，平滑な摩耗域において，コーティングの塑性変形と変形したコー

ティングの下部に基材に平行方向にクラックの発生を観察した．コーティングの破壊はクラ

ックが連結し，拡大したものと考えられた．コーティングは表面から 1 μm 程度の単位で剥

離するように損失した． 

(3) コーティング損傷部に観察された塑性変形やクラックは，被削材（仕上げ面）や凝着物／コ

ーティング界面に生じる摩擦力が原因とした損傷モデル図を提案し，その妥当性を実験的に

検証した． 

(4) 切削中の摩擦力が小さくなるコーティング組成を適用すると損傷幅が低減し，コーティング

の軟化抵抗が高いと摩耗幅が低減することを確認した．これらの損傷抑制効果は高 Al 含有

コーティングで達成された． 

 

以上を含め，Ni基超耐熱合金加工用工具の工具開発指針を以下にまとめた． 

(1) 連続切削用工具 

初期摩耗低減のため，ドロップレットを低減する． 

定常摩耗速度低減のため，①高温硬さの向上，②組織の微細化，③組織安定性の高い組成の

選定が求められる． 

上記の特性は，CVD法により到達可能である． 

(2) 断続切削用工具 

切削中の摩擦力が小さい組成を選定する． 

コーティング厚さを主せん断応力の最大となる深さより薄くする． 

上記特性は，PVD法による高 Al含有組成で達成可能である． 
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第6章 Ti-6Al-4V 合金断続切削加工時における PVD コーテッド工具の損傷機構 

 

6.1 緒言 

本章では，第 5 章で Alloy 718 を断続切削加工したときのコーテッド工具損傷状態を調べたの

と同様に，被削材を Ti-6Al-4V合金としたときの工具損傷状態を工具表面や断面から微視的に調

べ，工具損傷機構を明らかにする．なお，第 4 章で Ti-6Al-4V 合金を連続切削加工した際に観察

された凝着物／コーティング界面の結晶方位関係が，断続切削時にも生じるかについても調査

した． 

切削試験にコーテッドエンドミルを用い，Ti-6Al-4V 合金断続切削時の逃げ面摩耗状態を微視

的に観察した．損傷状態は連続切削加工時と同様であり，工具損傷は破壊形態を示し，凝着界

面に結晶方位関係があることを確認した．コーティングに破壊形態が観察されたのは，コーテ

ィング内部に働いたせん断応力がドロップレットに応力集中したためと考えられた．膜厚や成

膜方法を変えることで，コーティング内のドロップレット量とコーティング損傷幅の関係を調

べた結果，相関がみられた．以上を踏まえ，Ti-6Al-4V 合金切削時のコーテッド工具の開発指針

について述べる． 

 

6.2 実験方法 

6.2.1 供試材 

被削材は第 4章で用いたものと同様とし，+型の Ti-6Al-4V合金（焼鈍材，320 Hv，粒径 20-

100 μm）を準備した．工具形状および工具材種は 5.2.1項に示されたものと同じとした． 

 

6.2.2 切削試験 

切削試験の条件は 5.2.2 項と同様とし，切削速度のみ工業的に Ti-6Al-4V 合金の切削加工に用

いられている条件を参考にし，V = 60 m/minとし，切削距離を 1 mとした．Table 6.1に切削条件

をまとめて示す． 

 

6.2.3 工具損傷状態の観察および分析 

 切削試験後の工具損傷部の解析方法と手順は，5.2.3項と同様とした． 
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Table 6.1  Cutting conditions for machining of Ti-6Al-4V alloy. 

Work material Ti-6Al-4V alloy, annealed, hardness: 320 Hv 

End-mill tool 

Diameter 10 mm 

Number of teeth 2 

Geometry 

Rake angle: 6 ° 

Clearance angle: 6 ° 

Torsion angle: 30 ° 

Substrate Cemented carbide (JIS K10 grade) 

Coating composition TiN 

Coating method PVD-Arc 

Coating thickness 2, 4, 8 µm 

Cutting conditions 

Cutting speed 60 m/min 

Cutting length 1.0 m 

Feed rate 0.04 mm/tooth 

Cutting depth ap = 6 mm, ae = 0.3 mm 

Coolant Wet (emulsion) 

 

 

6.2.4  コーティングの欠陥（ドロップレット）量の評価 

コーティング表面にレーザーを照射すると熱衝撃によってクラックが生じることが報告 1)さ

れている．本検討では，電子線を極短時間照射することでコーティングに熱衝撃を与え，クラ

ックの発生量や形態を評価した．コーティングのような脆性材料に熱衝撃による等方的な膨張

収縮が生じると，材料中の欠陥に応力が集中 2)し，破壊に至ると推定され，このときのクラッ

クの発生量や形態は，欠陥量（ドロップレット）に依存すると考えられる．本検討では，コー

ティング内の欠陥量の評価方法として，次の手順で熱衝撃試験を行った．電子線照射には電子

ビーム加工機（三菱電機株式会社製，e-Flush eFM-C50）を用いた．電子線照射の条件は，ビー

ム径 50 µm，加速電圧 40 kV，照射時間 0.1 msec.，照射電流 2 mAとした． 試験片は超硬合金基

材に(Ti,Al)N組成のコーティングを成膜したものを準備した．Tiと Alの比率は 50:50とした．こ

こで，成膜方法は PVD-Arc 法と，これに比べて膜欠陥（ドロップレット）が少ない PVD-SP 法

の 2 種類を用いた．膜厚は 3 µm を基準とし，PVD-Arc 法で成膜したものは 1，3，6 µm と膜厚

の異なるものを準備した．また，同一バッチで成膜処理した(Ti,Al)Nコーテッドエンドミルを準

備し，切削試験に用いた． 

 

6.3 結果および考察 

6.3.1 刃先損傷形態の微視的観察 

 Fig. 6.1 に Ti-6Al-4V 合金を 1 m 切削後の刃先の SEMおよび組成像観察結果を示す．観察した

工具は元の膜厚が 2 μm のものである．すくい面に比べて逃げ面の方が摩耗幅が大きいことがわ

かった．この結果は，5.3.1項の Alloy 718断続切削時と同様の傾向である．これを受け，エンド

ミルの工具損傷の観察と損傷抑制方法の検討は，主に逃げ面摩耗を対象に行った． 

Fig. 6.2に Ti-6Al-4V合金切削後の工具逃げ面の SEM像観察結果を示す．また，Fig. 6.3に断面

から損傷部を観察した結果を示す．切削距離は 1 m と短いが，刃先稜線近傍にコーティングの
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損傷が観察された．切削距離が長くなるとこれらの損傷が拡大すると推察されたため，コーテ

ィングの損傷を検討するのに十分な切削距離と考えた．コーティングの損傷は，破壊形態のみ

観察され，膜厚が薄いと破壊範囲が狭く，膜厚が厚くなるにつれ破壊範囲が拡大する傾向を確

認した．断面試料の観察結果において，コーティングが基材から剥がれるような損傷形態は観

察されないことから，コーティングと基材との密着性は十分に高かったと考えられる．コーテ

ィングの破壊部には形状的に凝着物が付着しやすくなり，破壊が繰り返されることで，損傷が

拡大すると考えられる． 

Fig. 6.4は Fig. 6.3の矢印で示された位置の断面 SIM像観察結果である．元の膜厚が 2 μmと薄

い領域は他と比べてほとんど損傷していなかったことから，損傷抑制のためには，コーティン

グの厚さを低減することが有効であることが示唆される．エンドミルの逃げ面摩耗において，

コーティングの膜厚を薄くする方が摩耗形態が安定するのは，Alloy 718 断続切削加工時と同じ

傾向であった． 

Fig. 6.5 は工具逃げ面側損傷部の表面および断面から，EPMA により元素分布を調べた結果で

ある．連続切削時と同様に，凝着物（被削材）成分の Ti，Al，V と，基材成分の W，Co とはそ

れぞれ同一位置で検出されたため，凝着物を Al，超硬合金基材を Wで代表して示した．凝着物

は基材露出部よりもコーティングの上に付着する傾向にあった．凝着物の組成は場所によって

特定元素が偏ることなく付着していた．なお，断続切削のため，O が多く検出されることを予

想したが，検出は微量であった．逃げ面の面分析結果から Ti-6Al-4V 合金の凝着量自体が Alloy 

718に比べて少ないことがわかった． 

 

 

 
Fig. 6.1  SEM and compositional images of the coated cutting edge after machining of Ti-6Al-4V alloy. TiN 

coated end-mill tools, cutting speed V = 60 m/min, feed rate f = 0.04 mm/tooth, ap = 6 mm, ae = 0.3 

mm, cutting length L = 1 m, coating thickness: 2 µm. 
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Fig. 6.2  SEM observation images of the coated cutting edges on the flank face after machining of Ti-6Al-4V 

alloy. TiN coated end-mill tools, cutting speed V = 60 m/min, feed rate f = 0.04 mm/tooth, ap = 6 mm, 

ae = 0.3 mm, cutting length L = 1 m, coating thickness: 2 µm, 4 µm, 8 µm respectively. 

 

 

 

 
 

Fig. 6.3  Cross-sectional SEM observation images of the cutting edge face after machining of Ti-6Al-4V alloy 

(cutting length L = 1 m).  

 

 

 

 

Fig. 6.4  Cross-sectional SIM images at non damaged area or fracture area on the cutting edge after machining of 

Ti-6Al-4V alloy. The observation area corresponds to the area shown in Fig. 6.3. 

 

 

 

Coating thickness: 2 µm                        Coating thickness: 4 µm                         Coating thickness: 8 µm  

Coating thickness: 2 µm                       Coating thickness: 4 µm                         Coating thickness: 8 µm  

TiN coating 

Cemented carbide 

Carbon deposited film 

Sliding direction of workpiece material                            Sliding direction of workpiece material 
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(b) Coating thickness: 4 µm (a) Coating thickness: 2 µm 
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Fig. 6.5  WDS mapping on flank face and cross-sectional face at flank face of the TiN-coated cutting tool after 

machining of Ti-6Al-4V alloy. The analyzed areas correspond to those shown in Fig. 6.2, coating 

thickness 2 μm.  

  

Sliding direction of 
workpiece material 

TiN coating  

Cemented carbide  

(b) Cross-sectional face at flank face 
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6.3.2 逃げ面損傷部の断面 TEM像観察結果 

Fig. 6.6 に逃げ面損傷部の断面 TEM 像観察結果を示す．観察位置は Fig. 6.3 の矢印で示された

位置に対応する．Fig. 6.6(a)は，元の膜厚が 2 µmであり，損傷が軽微であった位置，Fig. 6.4(b)は

元の膜厚が 4 µmであり，コーティングが損傷し，膜厚が減じた位置（刃先から 20 µm程度離れ

た位置）と，膜厚が厚く残存した位置（刃先から 30 µm 程度離れた位置）の観察結果である．

暗視野 STEM像は比較的低倍率の観察結果であり，明視野 TEM像は暗視野 STEM像の一部を拡

大したものである．いずれの損傷位置においても，コーティングの柱状晶組織に塑性変形の痕

跡は観察されなかったことから，Fig. 6.2と Fig. 6.3の観察結果から判断したように，コーティン

グは脆性的に破壊したと考えられる．Fig. 6.6(b)では，コーティングの表層部に階段状の段差が

観察された．また，コーティング内部に基材に対して平行方向にクラックが生じたことが観察

された．このようなクラックは，被削材と工具の接触応力（Hertzian contact stress）3)4)に起因す

るせん断応力が原因と考えられ，切削中の摩擦力と垂直力よって，コーティング内部にせん断

力が生じたために発生したと考えられる．コーティングの破壊は，せん断力が最大となった位

置の近傍において，コーティング内のドロップレットやその他の欠陥に応力集中が生じること

でクラックが発生し，これに断続的な負荷が加わることによって，このクラックが進展したこ

とで破壊が起こったと推察される．なお，クラックが発生した表面からの深さと，表面に観察

された段差はおよそ 0.5 µm程度であったことから，せん断力は表面から 0.5 µm程度の深さで最

大となったと推定され，結果的にコーティングは剥離するように損失したと考えられた．なお，

コーティングの破壊領域には，凝着物の付着がほとんど認められないことから，凝着物とコー

ティングとの付着力が高いため，凝着物の脱落時にコーティングが一緒に持ち去られたものと

推察される．上述のように，基材に対して水平方向にクラックが生じたことにより，剥離を繰

り返すように損傷する形態は，第 5 章の Alloy 718 断続切削時にも観察されており，断続切削時

の逃げ面にかかる応力状態は同様であることが示唆された． 

Fig. 6.6(a)に示したように，元の膜厚が 2 µmの工具には，明確な損傷形態は確認されなかった

が，刃先の逃げ面側に 0.3 µm 程度の厚さの凝着物が付着したことがわかる．その他の位置では，

凝着物の明瞭な付着は観察されなかった．Fig. 6.7に Fig. 6.6(a)中に矢印で示された領域の明視野

TEM 像観察結果を示す．切削後の刃先に付着していた凝着物は 50-100 nm 程度の粒子径で存在

しており，切削前の粒径（20-100 μm程度）と比べて微結晶化したことがわかる．凝着物粒子の

形状は，薄く伸びたような板状と球状が混在した状態であった．板状の粒子は逃げ面に対して

平行方向に並んでいることから，これらは切削中の圧力によって機械的に押し潰される過程で

形成したと推察される．このような微細組織の形成は，前章で既に述べたようにAlloy 718やTi-

6Al-4V 合金切削時の凝着物に観察されており，結晶粒の分断機構（grain subdivision）5)によるも

のと考えられる．すなわち，Ti-6Al-4V 合金切削時の刃先に観察された微細組織を有する凝着物

は，破断しやすい特性を有しており，これが刃先の損傷に作用したと推察される．なお，Fig. 

6.7 に示した断続切削時の逃げ面における凝着物の組織は，Fig. 4.10 に示した連続切削時のすく

い面に観察した凝着物の組織に比べ，凝着物中に板状粒子の比率が高いように観察された．こ

れは，逃げ面の方がすくい面よりも温度が低く，被削材の擦過速度が高いため，凝着物内にお

いて十分な熱と時間によって起こるはずの原子の再配列が起こらずに，元の組織が潰れたよう

な形態で留まったためと考えられる． 
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Fig. 6.8に Fig. 6.7中の矢印 Aで示された位置について，凝着物とコーティングの付着状態をさ

らに高倍率で観察した結果を示す．Fig. 6.8(a)の明視野像において，矢印で示された位置の極微

電子線回折を行った結果を Fig. 6.8(b)に示した．電子線回折図形から結晶構造を同定すると，凝

着物は-Ti(hcp)で指数付された．凝着物はTiO2(rutile)としても指数付可能であったが，後に示す

EDS 分析の結果の Ti と O の比率を考慮すると，O の比率が小さいため，凝着物は-Ti(hcp)であ

ると判断した．Point 1～Point 3 にかけて{200}TiN～{002}-Ti もしくは{111}TiN～{101}-Ti の結晶方

位関係が認められた．一方で，Point 4とPoint 5はPoint 1～Point 3の電子回折図形とは異なった．

この解析結果は，結晶方位関係の存在は凝着界面の広範囲にあるわけではなく，部分的である

ことを示唆した．凝着界面の解析結果において{200}TiN～{002}-Ti の結晶方位関係が確認された

点は，連続切削時のすくい面の結果（4.3.2 項）と同様であった．この結晶方位関係の頻度は連

続切削時のすくい面に比べると低い傾向にあった．また，連続切削時のすくい面における凝着

物は，コーティング表面の結晶方位に関わらず，コーティング表面の法線方向に-Ti(hcp)の c軸

が揃うように付着したが，断続切削時の逃げ面にはそのような現象は確認できなかった．これ

らは，断続切削時は工具と被削材の接触時間が短く，切削温度が低いことなどが影響し，コー

ティング表面に影響されて原子の再配列が生じるための十分な熱量が与えられなかったためと

考えられる． 

Table 6.2 に凝着物／コーティング界面近傍の各分析点における EDS による組成分析の結果を

示す．軽元素は定量性が低いため，結果のみ示した．凝着物中にはわずかに O が検出された．

-Tiには 10 at.%程度の Oの固溶域があるため，断続切削中に凝着物内に Oが混入し，固溶した

状態で存在したと考えられる．このように微量の固溶 O が確認されたが，切削現象に影響を及

ぼしたような証拠は確認できなかった． 

 

6.3.3 すくい面損傷部の断面 TEM像観察結果 

Fig. 6.9 から Fig. 6.12 はすくい面について，逃げ面と同様に観察した結果である．Fig. 6.10 は

Fig. 6.9 において，コーティングが破壊した位置（黄色線部）の断面観察結果である．すくい面

においては，基材に対して水平方向にクラックは見られず，コーティングの柱状晶粒界に沿っ

たクラックが複数個所に観察された．同様の損傷形態が連続切削時のすくい面損傷部（4.3.2 項）

でも観察されているが，それと比べクラックの本数が多いことから，別の原因（たとえば熱疲

労）によって生じた可能性もある． 

Fig. 6.11と Fig. 6.12はコーティング／凝着界面近傍の拡大観察結果（Fig. 10-B位置）であり，

コーティング／凝着界面や凝着物内の一部に隙間が生じているように観察された．また，Table 

6.3に凝着物／界面近傍の EDS分析結果を示す．EDS分析の結果と Fig. 6.12(b)の電子線回折図形

から，凝着物や界面部の一部は O やその他の不純物を含む非晶質または微結晶であることがわ

かった．また，凝着物／コーティング界面に結晶方位関係は確認されなかった．これらの結果

から，断続切削時のすくい面の損傷は，連続切削時とは異なる可能性がある．これらについて

は，今後明らかにしていきたい． 
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Fig. 6.6  Cross-sectional TEM images in wear and fracture area on the cutting edges after machining of Ti-6Al-

4V alloy. The observation area corresponds to the points shown in Fig. 6.4. Upper image: dark-field 

STEM images; lower image: bright- field TEM images. 

  

 
 

 
Fig. 6.7  High-magnification TEM image of the interface between the adhered material and TiN coating shown in 

Fig. 6.6(a). 

 

(a) Coating thickness: 2 µm (b) Coating thickness: 4 µm 
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Fig. 6.8  High-resolution TEM images and nanobeam diffraction patterns at the interface of the TiN coating and 

adhered material (Point A in Fig. 6.7).  

 

 

 

Table 6.2  TEM-EDS results at the adhered material and interface between the adhered material and TiN coating. 

The analyzed area corresponds to the areas shown in Fig. 6.8.  
(at. %)  

Analysis position  
Identification result  
of crystal structure Al  Si  W  Ti  N  O  

Coating  Point 1  TiN (fcc)   0  0  -  56  43  0  

Interface  Point 2  -  14  0  -  80   2  3  

Adhered  
materials  

Point 3  -Ti (hcp)  13  1  -  76   0  10  

Point 4  -Ti (hcp)  11  1  -  81   0  7  

Point 5  -Ti (hcp)  12  0  -  79   0  9  

 

10 nm 

1 
2 

3 

4 5 

40 nm 

Adhered material 

(a) TEM image (b) NBD analysis 

Point 1 (NBD) 

Coating 

Point 2 (NBD) Point 4 (NBD) 

Point 3 (NBD) Point 5 (NBD) 

-Ti (hexagonal) -Ti (hexagonal)

-Ti (hexagonal)

TiN (cubic) 

Overlap of points 1 and 2 

(b) NBD patterns 
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Fig. 6.9  SEM and compositional images of the coated cutting edge on the rake face after machining of Ti-6Al-4V 

alloy. TiN coated end-mill tool, cutting speed V = 60 m/min, feed rate f = 0.04 mm/tooth, ap = 6 mm, 

ae = 0.3 mm, cutting length L = 1 m, coating thickness: 2 µm. 

 

 

 

Fig. 6.10  Cross-sectional TEM images in wear and fracture area on the cutting edges after machining of Ti-6Al-

4V alloy. The observation area corresponds to the milling position shown in Fig. 6.9. 

 

 

 
Fig. 6.11  Cross-sectional TEM images in wear and fracture area on the cutting edges after machining of Ti-6Al-

4V alloy. The observed area corresponds to the point shown in Fig. 6.10-B.  
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Fig. 6.12  High-resolution TEM images and nanobeam diffraction patterns at the interface of the TiN coating and 

adhered material. The observed area corresponds to the point shown in Fig. 6.10-B.   

 

 

 

Table 6.3  TEM-EDS results at the adhered material and interface between the adhered material and TiN coating. 

The analyzed area corresponds to the areas shown in Fig. 6.12. 

 (at. %)  

Analysis position Ti V Al Co Fe Ca Sn Cr O 

Point 6 24 － 5 1 －   4 30 －  36 
Point 7  5 1 2 3 46  1 －  3 39 
Point 8 27 1 5 －  －  －  －  －  67 
Area 1 －  －  1 －  －  11 － －  87 

Area 2 77 3 8 －  －  －  －  －  12 
 

 

 

 

 

(b) NBD patterns 
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6.4 Ti合金断続切削時における工具逃げ面の損傷モデル 

Fig. 6.13(a)は Ti-6Al-4V 合金断続切削時の逃げ面におけるコーティング損傷状態を概念図にま

とめたものである．損傷部の表面および断面観察の結果，切削中にはコーティング損傷部直上

に凝着物が存在し，その凝着物が脱落する際にコーティングを取り去ったと考えられた．そこ

で，凝着物が被削材（仕上げ面）とコーティングとの間に存在するとし，コーティング，凝着

物，被削材（仕上げ面）からなる概念図を作成した．凝着物／コーティング界面においては，

わずかに O の存在が確認されたが，凝着界面の一部に結晶方位関係が確認されたことを示して

いる．また，コーティング内部に基材に対して平行方向にクラックが発生しており，その深さ

は表面から 0.5 µm 程度であったことを記した．このクラックは被削材とコーティングの接触界

面に摩擦力と垂直力が働いたことにより，コーティング内部にせん断応力が生じたことに起因

すると考えられる． 

ここで，2つの円筒の線触点の応力分布はヘルツ接触理論 3)によって求められる．J.O. Smith ら
6)はこれを用いて，2 つの円筒が接触する場合，接触面に対する法線力と接線力を考慮した内部

応力分布の算出方法を報告している．切削工具と被削材の接触面についても上記の算出方法が

適用できるとし，工具内に生じる最大せん断応力の分布を算出した結果を Fig. 6.13(b)に示す．

最大せん断応力が最大となる位置は，接触面に対する法線力と接線力の比によって異なり，接

線力／法線力の値が大きくなると最大せん断応力が最大となる位置は表面側に近づく． 

第 5 章では Alloy 718 を断続切削したときのエンドミルの逃げ面において，コーティング内に

基材に平行にクラックが生じたことが観察されており，そのときのコーティング表面からクラ

ックまでの距離は 1 μm程度であった 7)．Fig. 6.14に Alloy 718切削時を対象とした損傷モデルの

概念図を Ti-6Al-4V 合金切削時の概念図（Fig. 6.13）と比較する形で示した．ここで，工具形状

は同じであるため，工具と被削材は幾何学的に同程度の長さで接し，被削材の弾性変形による

接触幅が増える影響は小さかったと考え，接触幅は同じと仮定した．実際に観察されたクラッ

クの位置が Ti-6Al-4V 合金の方が Alloy 718 切削時に比べて表面側に近い位置に生じたことは，

Ti-6Al-4V合金切削時の接線力／法線力の値は，Alloy 718切削時に比べてが大きかったことを示

唆する．これは，Ti-6Al-4V 合金切削時の凝着界面には，結晶方位関係が観察されたことから，

結果的に凝着物が工具表面をしゅう動することが難しく，接触界面に生じる接線力が高くなっ

たためだと推察される． 

両被削材の切削抵抗について，Alloy 718切削時の抵抗は Ti-6Al-4V切削時のものより 2倍程度

大きく，工具摩耗速度も Alloy 718 の方が Ti-6Al-4V 合金切削時よりも高い．すなわち，界面に

はたらく摩擦力（接線力）はAlloy 718の方が大きい．一方で，Ti-6Al-4V切削時は法線力と接線

力のいずれも Alloy 718 に比べて低いが，その比は Alloy 718 に比べて大きいと考えると Ti-6Al-

4V合金切削時のクラック発生位置がAlloy 718切削時のクラックの発生位置よりも表面側にあっ

たことと符合する． 

以上のことから，結晶方位関係があることで接線力が法線力に比べて相対的に高まり，工具

に加わる最大せん断応力位置が表面側に近づいたと考えられる．これまで，結晶方位関係が存

在すると界面強度が高くなると考察してきたが，断続切削時の逃げ面のコーティング損傷状態

を調べたことで，間接的ではあるものの，その妥当性を検証できたと考える． 
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Fig. 6.13  Damage model of the coating on the flank face during interrupted machining of Ti-6Al-4V alloy, and 

distribution of the maximum shear stress in the coating.  

 

 

 
Fig. 6.14  Damage model of the coating on the flank face during interrupted machining of Alloy 718, and 

distribution of the maximum shear stress in the coating.  
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6.5 Ti-6Al-4V合金切削時の工具損傷幅とコーティングの欠陥量の関係 

Ti-6Al-4V 合金断続切削時のコーティングの破壊は，工具と被削材の接触によってコーティン

グ内部に作用したせん断応力により，クラックが発生したことが原因と考えられた．Fig. 6.13(b)

のようにせん断応力がある範囲に分布した場合，材料中に欠陥があるとそれに応力が集中し，

そこを起点とした破壊が生じると推察される．例えば，均一な応力場に球状の異物が存在した

場合，これにかかる応力集中は周辺の応力の 2倍程度にもなる 2)．そのため，材料内部からの破

壊が原因と考えられる損傷においては，材料中の欠陥量の影響は大きいと推測される．PVD 法

によって成膜されたコーティングには，多種の欠陥が含まれており 8)，特にドロップレットは

コーティングの破壊の起点となることが報告されている 9)10)．そこで，Ti-6Al-4V 合金切削時に

おける膜内欠陥量とコーティングの損傷状態について評価し，破壊に及ぼす欠陥量の影響につ

いて調べることを試みた． 

Fig. 6.15 に電子線照射による急速加熱後の(Ti,Al)N コーティング表面の組成像観察結果を示す．

Fig. 6.15(a)~(c)はドロップレットを含む Arc 法によって成膜された膜厚の異なる試料である．コ

ーティングが厚くなるにつれ，クラックの発生本数が増大したことがわかる．クラックはコー

ティングに含まれる欠陥（ドロップレット）に応力集中し，そこを起点として発生したとみら

れる形跡を示した．同じ膜厚 3 µm同士の(b)Arc法と(d)SP法により成膜した場合を比較すると，

ドロップレットを含まない SP 法で成膜された場合は，応力集中が起こり難いためか，一つひと

つのクラックが湾曲しながら進展することで，応力を開放した形態を示した．これは，Arc法で

観察されるように，ドロップレットに応力集中することによって，一か所からクラックが生じ

る形態とは異なった．コーティングの膜厚が厚く，膜内欠陥の絶対量が多いと，クラックが多

く発生し，欠陥量が少ない成膜方法を適用するとクラック発生量が低減する傾向が確認された．

したがって，応力集中によって起こるコーティングの破壊を抑制するためには，コーティング

内の欠陥量の低減が有効と考えられる． 

Fig. 6.16は Fig. 6.15と同じ(Ti,Al)Nをエンドミルに成膜し，Ti-6Al-4V合金を断続切削した後の

逃げ面の組成像観察結果である．(b)’の工具のみ，成膜後に表面の磨き処理を行い，表面欠陥を

除去した．それ以外の工具表面はコーティングしたままであり，成膜後の表面の磨き処理は行

っていない．そのため，Arc法で成膜したものは表面にドロップレットが多数観察された．摩耗

幅の大きさは，Fig. 6.15の電子線照射試験で得られたクラックの発生量と相関があり，コーティ

ング内の欠陥量が少ないほど摩耗幅が小さくなる傾向を示した．成膜後の表面研磨の有無を比

較すると，表面研磨することで僅かに損傷幅が低減した．しかし，損傷形態に大きな差は見ら

れず，破壊形態を示した．つまり，表面欠陥よりも内部欠陥の方が，損傷に対する寄与率が高

かったことを示唆する．このことは，Fig. 6.13のコーティング内部に生じた最大せん断応力によ

ってクラックが生じたことを示す損傷モデルとも符合する．なお，コーティングの損傷は工具

基材成形時についた研削痕に沿って生じたようにも観察されたことから，Ti-6Al-4V 合金切削用

工具には，成膜前の表面状態の平滑性も求められると推察される． 

以上から，Ti 合金切削用工具のコーティング損傷を抑制するには，切削時にコーティング内

に生じるせん断応力の集中を避けるために，コーティング内のドロップレット量の低減が有効

であると考えられる． 
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Fig. 6.15  Compositional images of the (Ti,Al)N coating surface after rapid heating test by electron beam irradiation. 

Coating thickness; (a) 1 µm, (b) 3 µm, (c) 6 µm, (d) 3 µm. 
(a), (b), (c) were deposited by arc method, (d) was deposited by sputtering method.  
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Fig. 6.16  Compositional images of the (Ti,Al)N coated cutting edges after machining of Ti-6Al-4V alloy. 

Coating thickness: (a) 1 µm, (b) 3 µm, (c) 6 µm, (d) 3 µm. 

(a), (b), (c) were deposited by arc method, (d) was deposited by sputtering method.  
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6.6 Ti合金加工用工具の開発指針 

Fig. 6.17に，第 4章で調べた連続切削時の損傷形態と本章で調べた断続切削時の工具損傷形態

に基づき，損傷モデルをまとめた．また，これらの観察結果に基づき，Table 6.4 に，Ti 合金加

工用工具の開発指針をまとめた． 

Ti 合金切削加工時には，凝着物がコーティングに緻密に付着し，部分的に結晶方位関係を生

じた．このような凝着界面は単に付着しただけの状態よりも凝着力が高く，凝着物とコーティ

ングは互いに拘束し合った状態と推察される．そのため，凝着物がせん断破壊されたとき，凝

着物のみの破壊に留まらず，クラックがコーティングへ伝播し，結果的にコーティングが凝着

物と共に持ち去られる凝着摩耗の現象が生じたと考えられた．旋削加工（連続切削）時のすく

い面の損傷は，切りくずと凝着物の界面に働いた摩擦力により，凝着物が破断したことによっ

て破壊が開始したと考えられる．特に脆性的な特性を有するセラミックコーティングでは，ク

ラックの伝播を抑制することは困難であったと推察される．逃げ面は被削材の仕上げ面とコー

ティングの界面に摩擦力が働き，コーティング内のドロップレットなどの欠陥にせん断応力が

集中し，破壊が生じたと考えられる． 

連続切削時の工具すくい面においては，凝着物／コーティング界面が緻密に付着した状態が

観察されており，コーティングの摩耗進行速度が高く，損傷抑制のための有効な対策は見出せ

なかった．現段階では，硬質粒子が適切な金属相量で焼結された超硬合金を十分に冷却しなが

ら使用することが対策となる． 

断続切削時の逃げ面においても，連続切削同様に，凝着摩耗による損傷であったため，有効

な対策を見出すことは困難であった．逃げ面における損傷要因は，せん断応力がコーティング

内部の欠陥に集中することとみられ，欠陥量を低減することが有効であることがわかった．そ

のため，せん断応力の集中箇所を低減するためにドロップレットの少ないPVD-SP法で成膜し，

膜厚を薄くすることが損傷抑制に有効である．また，表面の平滑性を上げてからコーティング

することも，破壊の抑制に有効であった． 

凝着が起こったときに結晶方位関係を生じずに，凝着物の付着力を低減するようなコーティ

ングの組成，結晶構造，配向は，現段階では不明である．これらを明らかにすることが，Ti 合

金加工用のコーテッド工具を開発するために本質的に重要になると考えられる． 

 

 

Fig. 6.17  Damage model of PVD-Arc coated cutting tool while cutting of Ti-6Al-4V alloy. 
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Table 6.4  Required coating properties for cutting Ti-6Al-4V alloy. 

 

 

 

6.7 結言 

Ti-6Al-4V 合金をコーテッドエンドミルを用いて断続切削したときの逃げ面摩耗状態を観察し，

コーティングに必要とされる特性について検討した結果，以下の結論を得た． 

(1) コーティングの損傷は破壊形態を示し，平滑な摩耗形態は観察されなかった．コーティン

グの膜厚が薄くなるにつれ，破壊領域が縮小する傾向を示した． 

(2) 逃げ面損傷部の断面 TEM 像観察結果は，コーティングは塑性変形せず，基材表面に平行方

向に生じたクラックによって破壊したことを示した．クラックは表層から 0.5 μm 程度の深

さに生じ，これらが連結することでコーティングが破壊したと考えられる． 

(3) 断続切削時においても連続切削時と同様に凝着物／コーティングの界面の一部に，結晶方

位関係が確認された． 

(4) コーティング損傷部に観察されたクラックの発生位置は，被削材（仕上げ面）／コーティ

ング界面に働いた摩擦力と垂直力が原因とした損傷モデル図を提案した．Ti 合金切削時に

は，結晶方位関係があることで接線力が法線力に比べて相対的高くなることが示唆された． 

(5) コーティングの損傷は，切削時にコーティング内に生じるせん断応力がドロップレットな

どの欠陥に応力集中することで生じたと考えられた．コーティング内のドロップレット量

が少ないほどコーティングの摩耗が，軽減される傾向を確認した． 

 

以上を含め，Ti合金加工用工具の工具開発指針を以下にまとめた． 

・靱性の高い超硬合金を適用し，Co相の軟化を防ぐために刃先の冷却を強化する． 

・コーティングを適用する場合は，膜内の欠陥量を低減するため，PVD-Sputtering 法もしくは

CVD法を適用し，膜厚は薄くする． 

・凝着物との結晶方位関係を生じないコーティング材料を探索する． 
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第7章 結論 

 

Ni 基超耐熱合金および Ti 合金は，航空機産業やエネルギー，発電産業において重要な部材に

適用されている．これらは優れた材料特性を有するが，典型的な難削材として知られており，

切削加工時の工具の摩耗進行速度が高く，高精度・高能率に加工することが難しい．近年，工

作機械の剛性向上，制御機能の充実，クーラントの性能向上や塗布方法の開発などにより，切

削加工システムの高機能化が進むなか，各々の性能を最大限に引き出し，安定的に運用可能な

システムを構築するためには，切削加工時の工具損傷機構を明らかにし，耐久性に優れる工具

材料を開発することが求められる． 

工具損傷については，過去より多くの研究がなされてきたが，その多くは巨視的な観察結果

に基づくものであり，特に数ミクロンのコーティングが成膜されたコーテッド工具の損傷状態

を微視的な観点で調査した報告は少なく，十分に解明されているとはいえない． 

本研究では，Ni 基超耐熱合金および Ti 合金それぞれの代表的材料である Alloy 718 と Ti-6Al-

4V 合金を被削材とし，切削加工時の工具損傷状態を微視的に観察することで，損傷機構を明ら

かにし，工具開発指針を得ることを目的とした．本検討では，工具材料に主として TiN コーテ

ッド工具を用いた．TiN コーティングは切削工具に用いられる材料として基本的な特性を有し

ているが，その性能は高くはないため，近年の開発材に比べ損傷状態の観察に適すると考えた．

また，工具形状を揃えた検討を行い，被削材を変えたときの工具損傷状態を比較することで，

各材料の難削性要因について考察した． 

第 2 章では，Ni 基超耐熱合金 Alloy 718 を PVD コーテッド工具で連続切削したときの工具損

傷状態を切削距離毎に観察し，TiN コーティングの摩耗過程を調査した．工具損傷部を観察し

た結果，切削初期から工具表面に凝着物が付着し，その組成は Alloy 718 そのものであることを

確認した．凝着物／コーティング界面おいて，酸化や原子の相互拡散を伴う物理化学的な反応

および結晶の整合性は確認されなかったため，凝着物は物理的もしくは力学的に付着したもの

と考えられた．工具摩耗は，凝着物直下におけるコーティングの塑性変形と微細破壊によるも

のであることを観察により明らかにした．また，塑性変形したコーティング内部に，基材に対

して平行方向にクラックが生じることで比較的大きな単位で摩耗したことを確認した．切削初

期の逃げ面においては，コーティングに含まれる欠陥（ドロップレット）を起点とした破壊形

態を伴う摩耗の痕跡が確認された．これらの損傷形態は，主として凝着摩耗と疲労摩耗が生じ

たことを示し，工具表面に作用した摩擦力がコーティングの高温強度を超えたことが損傷要因

であると考えられた．なお，逃げ面については被削材に含まれる(Nb,Ti)C 粒子による三元アブ

レシブ摩耗の要素が加わったことで，摩耗速度が増加したと考えられた．以上のことから，工

具の各部位における摩耗形態を分類するとともに，コーテッド工具の損傷モデルを提案した． 

第 3 章では，Alloy 718 連続切削時の工具表面温度と工具にかかる抵抗を調べ，コーティング

の高温特性と関連付けることで，コーティングに求められる特性について検討した．Alloy 718

切削時の切削温度と切削抵抗は他の比較材と比べて高く，切削速度 V = 30 m/min のときの刃先

の局所温度は 820-950 °C 程度と推定され，この温度域における工具と被削材の硬さの差が小さ

くなったことが工具損傷の原因であると考えられた．また，第 2 章で提案した工具損傷モデル

に基づき，損傷抑制効果が期待できる特性を付与した PVD コーテッド工具の切削性能を評価し
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た．加えて，成膜方法の異なる TiN コーティングの損傷形態を評価した．PVD-SP 法と CVD 法

で成膜されたコーティングはドロップレットを含まないため，応力集中による破壊が起こらず

に平滑な逃げ面摩耗形態を呈した．ドロップレットの低減は特に切削初期における摩耗抑制の

効果が大きいことがわかった．PVD 法により成膜した(Al,Cr,Si)N コーティングと CVD 法により

成膜した TiN コーティングは，切削温度域を想定した熱負荷試験後に硬さの変化が小さく，軟

化抵抗が高いことがわかった．軟化抵抗と高温硬さが高いほど定常摩耗進行速度が低く，コー

ティングの塑性変形が抑制されることを確認した．これらの結果は，第 2 章で提案した工具損

傷モデルの妥当性を示した． 

次いで，工具損傷に及ぼすコーティング特性の影響を調べるために，成膜方法の異なる TiN

コーテッド工具を準備し，熱負荷前後における特性変化の度合いを耐熱性として評価し，切削

性能との関係性について考察した．熱負荷後に生じた PVD コーティングの硬さ低下は，高温域

でのひずみの解放，原子の再配列，結晶子径の増大，柱状粒子の成長が要因と考えられた．ド

ロップレットを含まず，高温での組織安定性に優れたCVDコーテッド工具は，PVDコーテッド

工具に比べ，初期摩耗と定常摩耗進行速度がいずれも小さく，優れた切削性能を示した．高温

での耐塑性変形性を向上させるためには，組織の微細化，切削温度域で分解しない組成による

固溶強化など，金属材料と同様の強化機構が適用できると考えられる． 

以上のことから，長時間高温に曝される Ni 基超耐熱合金の連続切削加工用の工具には，コー

ティングの欠陥が少なく，高温における組織安定性が高く，軟化抵抗に優れ，微細化により硬

さを高めた CVDコーティングが適することを見出した． 

第 4章では，第 2章と同様の手法により，Ti-6Al-4V合金を PVDコーテッド工具で連続切削し

たときの工具損傷状態を調査した．観察結果を第 2 章で調べた Alloy 718 切削時の損傷状態と比

較することで，それぞれの難削性の違いについても考察した． 

Ti-6Al-4V 合金切削時のコーティングの損傷部には，平滑な摩耗形態は観察されず，脆性的な

破壊形態が確認された．コーティングの損傷速度は超硬合金のそれと比べて高かったため，コ

ーティングには延性的特性が求められることが示唆された．損傷部近傍のコーティング表面に

は 100 nm 以下に微結晶化した凝着物（-Ti）が緻密に付着しており，凝着物／コーティング界

面の一部に結晶方位関係が認められた．界面における反応層の形成や特定成分の濃化は確認さ

れなかったが，この結晶方位関係を有する凝着界面は高い付着強度を有し，凝着物とコーティ

ングは互いに拘束された状態にあると考察した．この微結晶化した凝着物は降伏応力が高く，

破断しやすい特性を有していることを考慮すると，Ti-6Al-4V 合金切削時のコーティングの破壊

は，凝着物の破断に伴い生じたクラックがコーティングに伝播することで起こったと考えられ

た．一方で，Alloy 718切削時の工具表面においても 100 nm以下に微結晶化した凝着物が付着し

ていたが，凝着物／コーティング界面に結晶方位関係は認められなかった．この凝着物は降伏

応力と破断ひずみが共に大きく，破断せずにコーティング上をしゅう動したことで，凝着界面

に高いせん断力が作用し，コーティングの軟化と塑性変形が生じたと考えられた．このように，

Ti-6Al-4V合金およびAlloy 718切削時の工具のコーティング損傷状態の観察結果を比較すること

で，コーティングの損傷は，凝着物／コーティング界面の結晶方位関係の有無による界面強度

（付着強度）と凝着物の破断強さの影響を受けると考え，それぞれの材料を切削した際のコー

ティング損傷を説明できる損傷モデルを提案した．Ti-6Al-4V 合金切削時にコーティングの損傷
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を軽減するためには，凝着物と結晶方位関係を生じない結晶構造，配向状態などを明らかにす

ることが必要であり，これが Ti 合金の切削加工用のコーティング材料を開発するための本質的な課

題であると考えられた． 

コーティングに比べ摩耗進行速度が低く，Ti 合金切削用の工具材料として適すると考えられ

た超硬合金の摩耗は，WC-Co の複合粒子の脱落によって生じたことを明らかにした．これは切

削熱による Co の軟化によって，WC 粒子を保持する力が低下したためと考えられ，耐摩耗性を

向上させるには，刃先の冷却強化が有効と考えられた． 

第 5 章と第 6 章では，エンドミルにより断続切削したときの工具損傷状態について調べ，連

続切削時（第 2章，第 3章，第 4章）の損傷形態と比較し，損傷要因の差異について検討した． 

第 5章では，Alloy 718断続切削時の PVDコーティングの損傷状態について，主に逃げ面損傷

部に着目して調査した．その結果，損傷状態は第 2 章で調べた連続切削時と同様であり，コー

ティングに塑性変形と，基材に対して平行方向にクラックが生じたことを確認したことから，

凝着摩耗および疲労摩耗が生じたと考えられた．凝着物／コーティング界面には酸素を含むア

モルファス層が観察されたが，酸化摩耗の影響は小さいと判断した．コーティング内に生じた

クラックは切削加工中の高い摩擦力が原因と推定された．第 3 章の結論に基づけば，高温下の

切削には，CVDコーティングが適すると考えられたが，エンドミルへのCVD法の適用は，工具

精度や刃先強度の観点から困難であるため，損傷対策は PVD 法により検討した．組成の異なる

PVD コーテッド工具を準備し，切削加工中の摩擦力および軟化抵抗を測定し，損傷抑制効果を

調べた．その結果，摩擦力が小さくなるほど，軟化抵抗が高いほど，損傷抑制効果が高いこと

を実験的に検証した．このことから，損傷要因は連続切削時と同様であり，高温下の高い摩擦

力であると考えられた．なお，断続切削は連続切削に比べ，切削中の熱影響は小さいので，

PVD法の選択が可能である．検討した PVD コーティングの組成の中では，推定切削温度におけ

る軟化抵抗が最も高く，切削中に低摩擦力を示すコーティング組成（高 Al 含有(Al,Ti)N）の適

用が工具損傷抑制に有効であることを確認した． 

第 6章では，Ti-6Al-4V合金断続切削時の PVDコーティングの損傷状態について，主に逃げ面

に着目して調査した．損傷状態は連続切削時と同じく破壊形態を示し，平滑な摩耗形態は観察

されなかった．コーティングに塑性変形は観察されず，基材に対して平行方向に生じたクラッ

クを起点した破壊形態が観察された．このクラックは，第 5 章の Alloy 718 断続切削時に観察さ

れたものと同様の機構，すなわち高い摩擦力によって生じたものと考えられた．なお，凝着物

／コーティング界面の一部では結晶方位関係が確認されており，凝着界面の強度は高いと考え

られた．コーティング内に生じた基材に平行なクラックは，コーティング表面に高い摩擦力が

作用し，コーティング内部においてせん断応力が最大となった位置の近傍で，ドロップレット

などの欠陥に応力集中したことが原因であり，コーティング内のドロップレット量が少ない

PVD-SP法の適用やコーティングの薄膜化によって軽減できることを確認した． 
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以下に，各章の検討結果に基づいて立案した Ni基超耐熱合金および Ti合金を切削加工するた

めの工具開発指針を示す． 

〇 Ni基超耐熱合金の切削加工用工具の開発指針（第 2章，第 3章，第 4章，第 5章） 

凝着摩耗主体：凝着は物理的，力学的なもので，凝着面は互いに結合されていない． 

 損傷形態：凝着物のしゅう動に伴う摩擦力によるコーティングの塑性変形と微細破壊． 

対策：コーティングの高温強度の向上． 

コーティング内のひずみ量が少なく，組織安定性の高い材料選定． 

工具表面形態の平滑化． 

    切削抵抗が小さくなるコーティング組成の適用． 

(1) 連続切削用工具 

・初期摩耗低減のため，コーティング内の応力集中による破壊の起点（たとえばドロップ

レット）を低減する． 

・定常摩耗速度低減のため，高温硬さの向上，組織の微細化，組織安定性の高い組成を選

定する． 

上記の特性は，CVD法の適用により実現可能である． 

(2) 断続切削用工具（エンドミルのような比較的軽切削の条件） 

・連続切削用工具の開発指針に則るが，工具形状からCVD法の適用が困難の場合，PVD法

を適用し，切削中の摩擦力が小さくなる組成を選定する． 

・コーティングの膜厚をせん断応力が最大となる深さより薄くする． 

上記特性は，PVD法による高 Al含有組成を薄く成膜することで達成可能である． 

〇 Ti合金の切削加工用工具の開発指針（第 4章，第 6章） 

凝着摩耗主体：凝着界面は結晶方位関係を伴い，凝着面は互いに拘束されたと推定． 

 損傷形態：凝着物の破断に伴うクラックがコーティングに伝播したことによる破壊． 

 対策：凝着物との結晶方位関係を生じないコーティング材料の探索． 

靱性の高い超硬合金を適用し，Co相の軟化を防ぐために刃先の冷却を強化． 

コーティング適用時は，コーティング内の応力集中による破壊の起点を低減． 

 連続切削，断続切削時に関わらず，コーティングによる摩耗抑制効果は小さい． 

 

工具損傷状態の微視的観察結果に基づき，Ni 基超耐熱合金と Ti 合金切削加工時の工具損傷機

構を明らかにした．また，それぞれの被削材についての工具開発指針をまとめた．今後，被削

材の特性向上により，ますます難削性が高まることが予想されるが，本研究で調べた Alloy 718

や Ti-6Al-4V合金と類似の特性を有する被削材に対しては，本知見を活かした工具開発や加工方

法への展開が可能であると考える． 
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