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Résumé

De nos jours, le contexte de mondialisation des marchés impose aux industriels des contrain-
tes économiques sans précédent. Afin de rester concurrentiels, ils n’ont d’autre choix que de
modifier leur façon de concevoir et d’innover. Les techniques de production sont directement
concernées avec par exemple une volonté de réduire les cycles de mise au point visant à définir
les paramètres optimaux de mise en forme. On constate alors l’immersion d’un besoin fort
en moyens de support, flexibles et prédictifs, permettant de limiter les campagnes d’essais et
de faciliter leur exploitation. La simulation numérique se présente comme un outil pouvant
répondre à ces critères.

Ce travail s’est inscrit dans une démarche d’amélioration de la modélisation et de la simu-
lation des opérations d’usinage, et à une échelle plus locale, de la modélisation de la coupe des
métaux. Il aborde donc un problème complexe, fortement couplé, faisant intervenir mécanique,
thermique, tribologie et métallurgie dans des conditions extrêmes.

Une première partie expérimentale s’est donc orientée vers une compréhension plus fine
des mécanismes de coupe mis en jeu en usinage d’un C45 normalisé et d’un 42CrMo4 trempé
revenu. Elle a notamment permis de mettre en évidence, dans les zones de déformation intense,
des affinements de grain conséquents, produits par l’activation d’un processus de recristallisa-
tion dynamique (DRX). L’inspection des zones de contact outil-matière a également montré
les fortes hétérogénéités de contact existantes à l’interface outil-copeau et révélant la formation
d’une résistance thermique de contact.

Une étude rhéologique des deux nuances s’est appuyée sur des essais de compression dyna-
mique. Menée à haute déformation, elle a permis de reproduire les évolutions microstructurales
observées en coupe et d’appréhender leur influence sur la limite d’écoulement des matériaux.
Deux modèles de comportement "à base métallurgique" ont été identifiés, présentant une re-
transcription plus fidèle que les modèles phénoménologiques standards.

Des essais tribologiques dédiés ont permis d’extraire des modèles de contact capables de
reproduire les phénomènes locaux existants à l’interface outil-matière. L’accent s’est princi-
palement porté sur la thermique de contact au travers de lois de partage variables intégrant la
notion de résistance thermique.

L’intégralité de ces modèles a enfin été implémentée dans le code de calcul Abaqus c© grâce
à des développements spécifiques. Une stratégie de modélisation a été mise en place autour d’un
modèle de coupe 2D afin de restituer les tendances majeures observées lors de la coupe d’aciers
spéciaux. L’association de modèles 2D et 3D à copeau continu, de modèles à copeau segmenté
ainsi que de simulations thermiques découplées présente un fort potentiel permettant, à terme,
de modéliser une opération d’usinage dans sa globalité.

MOTS CLÉS : Simulation, coupe, résistance thermique de contact, frottement, recristalli-
sation dynamique, modèles de comportement, modèles de contact, identification, compression.





Abstract

Nowadays, in a context of globalization, companies are submitted to unprecedented econo-
mic constraints. To remain competitive, they are forced to change their way of designing and
innovating. Manufacturing is directly concerned with in mind to reduce the development steps
necessary to define the optimal processing parameters. A need of flexible and predictive sup-
port tools is clearly rising in order to limit the experimental campaigns and make easier their
exploitation. The numerical simulation appears as a relevant tool that match these criteria.

This work is a contribution to an approach which aims at improving the modeling and si-
mulation of machining operations, and on a more local scale, the modeling of metal cutting.
It therefore addresses a complex and tightly coupled problem, involving mechanics, thermal
sciences, metallurgy and tribology in extreme conditions.

A first experimental part was thus directed towards a more sophisticated understanding of
the cutting mechanisms occuring in machining of a normalized AISI 1045 and a quenched and
tempered AISI 4140. It made possible to highlight, in the main intensive deformation zones,
drastic grain refinements produced by the activation of dynamic recrystallization (DRX). Ins-
pection of the tool-material contact areas also showed the strong heterogeneities of contact
existing at the tool-chip interface, revealing the formation of a thermal contact resistance.

A rheological study of these two grades was based on dynamic compression tests. Conduc-
ted at high strain, it reproduced the microstructural changes observed in cutting and enabled
to understand their influence on the flow stress of both materials. Two "metallurgy based" mo-
dels have been identified, leading to a better description of the material behaviour than standard
phenomenological models.

Special tribological tests have been conducted and analyzed to extract contact models able
to reproduce local phenomena existing at the tool-material interface. The study has especially
been focused on the thermal contact through heat partition models including the concept of
thermal contact resistance.

The proposed constitutive and contact models were finally implemented in a finite element
code Abaqus c© thanks to some specific developments. A modeling strategy has been developed
around a 2D cutting model in order to simulate the major trends observed during the cutting of
the mentioned steels. The combination of 2D and 3D continuous chip models, 2D segmented
models and uncoupled thermal simulations appears as promising to model the different aspects
of a machining operation.

KEYWORDS: Simulation, cutting, thermal contact resistance, friction, dynamique recrys-
tallization, constitutive models, contact models, identification, compression tests.
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Introduction
De nos jours, le contexte de mondialisation des marchés impose aux industriels des

contraintes économiques sans précédent. La compétition permanente face aux pays à bas coûts
de main d’oeuvre les oblige à reconsidérer leur production, à se spécialiser et à migrer vers
des produits innovants, de qualité et à forte valeur ajoutée tout en acceptant des coûts et des
délais de plus en plus contraignants. Afin de rester concurrentiels, ils n’ont d’autre choix que de
modifier leur façon de concevoir, d’innover mais également de produire.

Ces contraintes se traduisent également par un accroissement des exigences en termes de
performances des structures mécaniques, en particulier dans les secteurs de l’aéronautique, de
l’automobile ou des industries mécaniques (réduction des masses, résistance mécanique accrue,
tenue en fatigue, résistance à l’usure, à la corrosion. . . ). Couplées à la sévérité grandissante
des contraintes évoquées, elles nécessitent la mise en place de solutions de fabrication de plus
en plus élaborées tout en réduisant considérablement les temps de développement. Le do-
maine des techniques de production est directement concerné avec une volonté de réduire leurs
cycles de mise au point visant à définir, par exemple, les paramètres optimaux de mise en forme.

Contexte industriel de l’étude

L’innovation sur les produits manufacturés concerne bien entendu leur fonctionnalité mais
aussi leur conception et leur fabrication. Ces trois éléments passent inévitablement par une étape
cruciale : la définition du matériau constituant le composant.

Du point de vue de l’aciériste, l’innovation passe par la mise au point de matériaux perfor-
mants permettant de conserver un compris intéressant entre propriétés d’emploi (fatigue, usure
. . . ), caractéristiques mécaniques et performances d’usinage (efforts de coupe réduits, faible
usure outil, copeaux fragmentés. . . ). La société ASCOMETAL s’attache depuis plusieurs an-
nées à travailler sur les "leviers" de l’aciériste, à savoir la microstructure du matériau et les
populations inclusionnaires, afin de proposer de nouvelles nuances à ses clients. Ces "leviers"
pouvant avoir une grande marge de manoeuvre, elle se retrouve généralement confrontée aux
questions suivantes :

– Comment évaluer a priori les performances d’un couple microstructure/fond inclusion-
naire ?

– Comment déterminer les conditions de coupe optimales permettant d’exploiter au mieux
les possibilités de ce couple ?

– Serait-il même possible de "dessiner" une nuance pour une application et des conditions
opératoires données ?

On constate alors l’émergence d’un besoin fort en moyens de support, flexibles et prédictifs,
permettant de limiter les campagnes d’essais et de faciliter leur exploitation. Les intérêts sont
multiples : le développement de nouvelles nuances "sur mesure", la réduction de leur temps
de mise sur le marché ou bien, d’un point de vue "mise en forme", l’identification des
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conditions opératoires optimales pour l’application client ou l’évalution de leur influence sur
des caractéristiques du produit fini telle l’intégrité de surface.

La simulation numérique se présente comme un outil pouvant répondre à ces critères
et s’avère déjà très utilisée par la société ASCOMETAL pour de nombreuses applications :
forgeage, laminage, coulée, traitement thermique . . . Dans le domaine des procédés de fabrica-
tion, élaborer un modèle numérique à des fins prédictives n’est possible que par une maitrise
adéquate des lois de comportement mécanique des matériaux impliqués et des relations
tribologiques aux interfaces outil-matière. On comprend ainsi aisément que la connaissance de
ces éléments, souvent incomplets et/ou partiellement transposables aux conditions de travail
effectives, constitue un réel frein à son développement et à son utilisation.

Contexte scientifique

Cette étude s’inscrit dans une démarche d’amélioration de la modélisation et de la simu-
lation des opérations d’usinage, et à une échelle plus locale, de la modélisation du processus
de coupe des métaux. L’approche scientifique a pour objectif d’introduire une dimension plus
physique pour les éléments mentionnés précédemment, i.e. comportement du matériau et
intéractions tribologiques, en gardant à l’esprit les contraintes du milieu industriel.

Modéliser une opération d’usinage passe tout d’abord par l’observation et la compréhension,
à une échelle mésoscopique, des mécanismes de formation du copeau. Une configuration de
coupe élémentaire est alors nécessaire afin d’isoler le plus possible le phénomène de coupe.
Le cas de la coupe orthogonale est généralement employé à cet effet. L’arête de coupe est ici
perpendiculaire à la fois au vecteur vitesse de coupe et au vecteur vitesse d’avance. La Figure 1
reprend les principaux paramètres de cette opération d’usinage mais met surtout en évidence 3
zones de sollicitation majeures :

– La zone de cisaillement primaire (ZCP) : où la direction du flux de matière change et
induit dès lors des variations de vitesses d’écoulement, de fortes contraintes liées à des
vitesses de déformations extrêmes et une première élévation de température ;

– La zone de cisaillement secondaire (ZCS) : siège de phénomènes de frottement intenses,
l’interface outil-matière se caractérise par des déformations plastiques hors normes et une
grande quantité de chaleur dissipée. Cette dernière conduit à d’importantes élévations de
températures pouvant atteindre la fusion locale du matériau ;

– La zone de cisaillement tertiaire (ZCT) : il s’agit du lieu de frottement et glissement
entre la face de dépouille de l’outil et la surface de la pièce usinée. L’usure en dépouille,
les contraintes résiduelles et l’intégrité de surface dépendent directement des efforts de
contact et des températures générés à cette interface.

L’étude de la coupe d’un acier aborde donc un problème complexe, fortement couplé, faisant
intervenir mécanique, thermique, tribologie et métallurgie dans des conditions extrêmes. Le
comportement du matériau usiné dans chaque zone de sollicitation doit être restranscrit le plus
fidèlement possible afin d’assurer la pertinence des résultats de calculs.
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Les deux premières zones de déformation présentent des modes de sollicitation assez dif-
férents. Tandis que la première (ZCP) s’apparente à la déformation d’un volume "conséquent"
de matière (relativement à l’échelle de l’étude), la seconde concerne une zone plus confinée,
pouvant se réduire à une interface en contact glissant. Ces remarques nous orientent alors
suivant 2 axes de recherche : l’étude du comportement "volumique" du matériau en ZCP et
celle des intéractions mécanique et thermique à l’interface outil-matière.

Outil

Copeau
Pièce

Vc

Vcop

f

A

A

Face de 
coupeSurface usinée

Outil

Face de dépouille

Vc

Vcop

A-A
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a b

ZCT
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du copeau

Face de 
coupe

tmoy

FIGURE 1: Représentation d’une opération de coupe orthogonale, définition des paramètres et
illustration des zones principales de sollicitations (inspiré de Klocke (2011))

Objectifs et démarche globale

Les objectifs de l’étude consistent à développer un modèle numérique de coupe robuste, ca-
pable de restituer les tendances majeures observées lors de la coupe d’aciers spéciaux. Il s’agit
notamment d’affiner la prise en compte des phénomènes physiques en intégrant (i) des modèles
de contact capables de reproduire les phénomènes locaux existants à l’interface outil-matière
(frottement - transfert de chaleur) et (ii) des lois de comportement aptes à modéliser l’évolution
de la contrainte d’écoulement sous divers chargements thermomécaniques intenses. Ces deux
aspects passent par des moyens de caractérisation spécifiques qui devront être mis en oeuvre
afin d’assurer leur transfert en milieu industriel.

La démarche globale de l’étude est résumée en Figure 2. Elle s’appuie sur des essais de
coupe instrumentés permettant de fournir la base expérimentale nécessaire à la compréhension
des phénomènes et à la validation des modèles. Le comportement du matériau en ZCP sera
évalué à partir d’essais de compression dynamique menés sur un simulateur Gleebler. L’étude
tribologique sera conduite quant à elle sur un tribomètre fortes sollicitations et permettra d’ex-
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traire des lois de contact locales. L’ensemble de ces modèles sera finalement implémenté dans
un modèle numérique de coupe. Les résultats issus du calcul pourront dès lors être comparés
aux données expérimentales afin d’évaluer la pertinence et la robustesse du modèle.

A ce jour, la méthodologie a été mise en place sur deux aciers de référence sensiblement
différents : un acier C45 normalisé et un 42CrMo4 trempé-revenu.

Simulation d’une 
opération d’usinage

Essais de compression 
dynamique  {Gleeble® 3800}

Identification d’une loi de 
comportement

Essais de frottement {Tribomètre 

ouvert fortes sollicitations}

Loi de frottement locale 

Loi locale de transfert de chaleur

{Dépouillement 

numérique}

Efforts de coupe

Morphologie du copeau

Flux de chaleur 

Zones de contact

Changements microstructuraux
Essais de coupe instrumentés

Modèle de 
comportement

Contact -
Mécanique

Contact -
Thermique

VUINTER©VUMAT©

b c

a d

FIGURE 2: Synthèse de la démarche adoptée dans cette étude : a) réalisation d’essais de coupe
instrumentés, b) étude du comportement du matériau en ZCP par des essais de compression
dynamique, c) caractérisation de l’interface outil-matière à partir d’essais tribologiques et d)

intégration de ces modèles dans une simulation numérique de coupe

L’objectif industriel, à terme, est de disposer d’une démarche de caractérisation des
performances d’usinage capable de dissocier les effets liés à la microstructure de ceux attribués
au fond inclusionnaire. Elle pourrait idéalement constituer une méthode d’optimisation des
nuances ASCOMETAL permettant de déterminer, à partir d’essais standards, les conditions de
coupe ou la géométrie d’outil optimale pour une nuance donnée.
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Plan du manuscrit

L’étude s’articule autour de quatre chapitres correspondant aux indices a) à d) illustrés en
Figure 2.

Le premier chapitre décrira la campagne expérimentale conduite en coupe orthogonale sur
les deux nuances étudiées (Figure 2a)). Nous pourrons appréhender les variations de grandeurs
fondamentales comme les efforts de coupe, le flux de chaleur transmis à l’outil coupant ou les
spécificités des zones de contact sur une large plage de conditions de coupe. Les évolutions
microstructurales engendrées par le processus de coupe seront notamment mises en évidence.

Le second chapitre s’attaquera à l’étude de la rhéologie du matériau à partir d’essais de
compression dynamique (Figure 2b)). Après un état de l’art sur les méthodes de caractérisation
et les modèles de comportement, la démarche expérimentale sera décrite et les résultats ana-
lysés. L’identification de deux lois de comportement aux formulations différentes sera effectuée.

Un troisième chapitre abordera la partie tribologique de cette étude (Figure 2c)). Les
données provenant d’essais de frottement et de coupe seront analysées afin d’extraire des
modèles de contact mécanique et thermique locaux, proposant une réponse au manque de
connaissances dans ce domaine. L’accent sera particulièrement mis sur la modélisation des
transferts de chaleur aux interfaces avec la notion importante de résistance thermique de contact.

Le dernier chapitre présentera le résultat de la démarche en transposant les lois de com-
portement et de contact identifiées dans les précédents chapitres sur un modèle numérique de
coupe (Figure 2d)). Les résultats de simulation seront comparés à l’expérience et les limitations
de la méthode et du modèle mis au point seront finalement discutées. Des éléments de réponses
seront apportés afin de proposer une stratégie de modélisation polyvalente.

5



Introduction

6



La phrase la plus excitante à entendre en science, celle

qui annonce de nouvelles découvertes, n’est pas "Eurêka"

(j’ai trouvé !), mais plutôt "Tiens, c’est marrant..."

Isaac ASIMOV [1920 - 1992]

1
Analyse expérimentale de la coupe

Ce chapitre aborde l’étude expérimentale conduite en coupe orthogonale sur
deux nuances d’acier. Le dispositif mis en place, les matériaux étudiés et la procé-
dure d’essai sont tout d’abord présentés. Les deux sections suivantes permettent
d’appréhender l’évolution des grandeurs mesurées in situ (efforts de coupe, flux
de chaleur et températures) et a posteriori (zones de contact, morphologie du co-
peau, micrographies) sur une large plage de conditions de coupe. Les distinctions
suivant la nuance usinée sont également effectuées.
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1. Analyse expérimentale de la coupe

1 Dispositif expérimental

1.1 Matériaux étudiés

L’étude s’est orientée vers deux nuances couramment utilisées dans l’industrie mécanique et
l’automobile : un acier non allié C45 U et un acier faiblement allié 42CrMo4 U. La mention "U"
est associée à la version standard de ces aciers : aucun traitement soufre ou calcium n’a donc
été appliqué. Elle sera omise dans la suite du manuscrit et les matériaux seront respectivement
nommés C45 et 42CrMo4.

Ces deux matériaux ont l’avantage d’être très référencés dans la littérature que ce soit d’un
point de vue "coupe" (Davies et al., 2005; Iqbal et al., 2007a; Akbar et al., 2008; Arrazola et al.,
2009), tribologie (Grzesik & Nieslony, 2004; Zemzemi et al., 2009; Brocail, 2009; de Eguilaz
et al., 2010), comportement (Bacaria, 2001; Jaspers & Dautzenberg, 2002a; Kim et al., 2003;
Hor, 2011) ou simulation numérique (Pantale et al., 2004; Mabrouki & Rigal, 2006; Attanasio
et al., 2008; Ozel, 2009).

1.1.1 Acier non allié C45

Cet acier pour traitement thermique est produit et commercialisé principalement sous forme
de barres laminées rondes. Sa composition massique est précisée dans le Tableau 1.1 tandis que
sa microstructure est exposée en Figure 1.1.

Elément C Si Mn S P Ni Cr Mo Cu Al

M % 0,493 0,218 0,728 0,028 0,008 0,141 0,190 0,044 0,143 0,020

TABLEAU 1.1: Composition chimique de l’acier C45 (180 HB)

100 µm 20 µm

a b

FIGURE 1.1: Microstructure initiale de l’acier C45 (180 HB) (Nital 2 % - 10 s)
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Dispositif expérimental

Le matériau C45 est fourni à l’état normalisé et présente une dureté proche de ∼ 180-
190 HB (Rm = 696 MPa ; A% = 23 ; Z% = 45). On retrouve une structure ferrito-perlitique avec
une taille de grains comprise entre 10 et 20 µm. Quelques inclusions de MnS apparaissent éga-
lement sphériques (coupe normale au sens de laminage) avec une densité moyenne de l’ordre de
10 /mm2 pour un diamètre équivalent allant de 6 à 9 µm. La caractérisation des populations in-
clusionnaires a également révélé une faible quantité d’oxydes (densité < 0,4 /mm2) de diamètre
équivalent inférieur à 4 µm.

1.1.2 Acier faiblement allié 42CrMo4

Le 42CrMo4 est un acier faiblement allié au chrome et au molybdène (Tableau 1.2). Il
présente une structure bainito-martensitique caractéristique d’un acier trempé revenu (Figure
1.2). La taille de grain assez homogène semble proche de 15 µm. Des inclusions d’alumine
Al2O3 d’assez gros diamètres sont ponctuellement présentes. Leur densité est plus réduite que
pour le C45 ( 0,17 /mm2) contrairement aux sulfures (densité < 5 /mm2) mais le diamètre
moyen équivalent s’avère légèrement supérieur ( 5,5 µm).

La dureté a été évaluée à 290 ± 10 HB jusqu’à mi-rayon du lopin (Rm = 925 MPa ; A% =
19 ; Z% = 63).

Elément C Si Mn S P Ni Cr Mo Cu Al

M % 0,417 0,168 0,668 0,024 0,010 0,139 1,116 0,163 0,197 0,017

TABLEAU 1.2: Composition chimique de l’acier 42CrMo4 (290 HB)

100 µm

Oxydes

φ 28 µm

20 µm

a b

FIGURE 1.2: Microstructure initiale de l’acier 42CrMo4 (290 HB) (Nital 2 % - 5 s)
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1. Analyse expérimentale de la coupe

1.2 Moyens expérimentaux

Les essais de coupe instrumentés ont principalement été menés sur un tour CN SOMAB
TRANSMAB 450 (3 axes - Broche 3500 tr/min - 30 kW) grâce au montage synthétisé en
Figure 1.3 pour une configuration de coupe orthogonale (dispositif standard développé au
LTDS/ENISE (Valiorgue, 2008)).

Tour 3 axes
(TRANSMAB 450)

Efforts de coupe
(Table dynamométrique Kistler)

Flux de chaleur entrant dans l’outil
(Méthode inverse en thermique)

Mesures de température 
(Instrumentation surfacique)

Essais de coupe 
instrumentés

Plaquette TPKN 16 03 PP

Outil

Zone de contact

�

T

Copeaux collectés
(géométrie - microstructure)

Zones de contact

500 µm

In situ

A posteriori
c

a

b

Machine & Outil Thermocouple

FIGURE 1.3: Essais de coupe orthogonale instrumentés : a) machine et outil utilisés, b) mesures
effectuées en cours d’usinage et c) analyses post-mortem sur outils et copeaux

Outil

Les essais ont été réalisés avec des plaquettes de fraisage triangulaires TPKN 16 03 PP
de la société Sandvik, composées d’un substrat en carbure de tungstène avec liant cobalt
(SM30 - 14,5 % Co - 57,3 % WC - taille de grains 1/2 µm (Rech, 2002)) et d’un revêtement
TiC/Al2O3/TiN. Un porte plaquette CTFPLM 2525 M16 permet d’obtenir les angles d’outils
spécifiés en Figure 1.4. La dépouille importante (11 ◦) assure la réalisation de plongées radiales
sans risque de talonnage. La préparation d’arête consiste en un chanfrein de 0,15 mm x 15 ◦

rayonné (rβ = 50 µm) (Figure 1.4 b)).
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Dispositif expérimental

Macrogéométrie

rβ ~ 50 µm

~ 14 – 15 !
Face de 
coupe

Face de 
dépouille

βn ~ 79 !

Microgéométrie

Outil de coupe

Plaquette :
TPKN 16 03 PP
Substrat : WC SM30
Revêt. : TiN
Préparation d’arête : 
Chanfrein 0,15 x 15 °
Rayon rβ = 50 µm

Porte-plaquette :
CTFPLM 2525 M16

Angles d’outil :
γn = 0°- αn = 11°
λs = 0°- κr = 90 °Porte-plaquette

a b

c

~ 0,15 – 0,16 mm

FIGURE 1.4: Géométrie de l’outil de coupe utilisé : a) macrogéométrie de la plaquette, b)
microgéométrie (relevé profilométrique) et c) porte-plaquette associé

Pièce et opération

Les éprouvettes sont extraites de bruts φ 80 mm x 500 mm après un léger écroûtage (1 mm
au rayon). Deux géométries ont été usinées suivant la configuration de coupe orthogonale
retenue : usinage en plongée radiale sur des disques φ 78 mm ou découpe axiale de tubes
minces de même diamètre. Cette dernière opération permet d’atteindre des temps de coupe
plus élevés pour les fortes vitesses de coupe et les fortes avances. La mesure de flux de
chaleur nécessite en effet un temps de coupe d’au moins 10 s afin d’atteindre une stabilisation
thermique. L’épaisseur des disques et des tubes (profondeur de passe) a été fixée à [3 ±
0,1] mm afin de conserver un rapport épaisseur/avance par tour élevé (limiter les effets de bord
et approcher le plus possible un problème en déformation plane) tout en gardant une puissance
à la broche admissible.

Efforts de coupe

Une table dynamométrique à trois composantes KISTLER a été employée afin de mesurer
les efforts de coupe par l’intermédiaire d’un amplificateur de charge et d’une carte d’acquisition.

Flux de chaleur transmis à l’outil de coupe

Le flux de chaleur reçu par l’outil est estimé à l’aide d’une méthode inverse en thermique,
suivant le principe mis en place par Battaglia et al. (2001); Puigsegur (2002) et appliqué en usi-
nage par Rech (2002) puis Kusiak (2004). Elle s’appuie sur une mesure de température déportée
dans l’assise du porte-plaquette et sur l’identification de la fonction de transfert thermique asso-
ciée au système plaquette/porte-plaquette (Figure 1.5). Cette dernière permet de relier la valeur
moyenne du flux de chaleur entrant dans l’outil, sur une zone de contact donnée, à la tempéra-
ture mesurée en un point.
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1. Analyse expérimentale de la coupe

L’identification est déterminée expérimentalement par la société THERMICAR en imposant
un flux connu (amplitude, fréquence) sur une zone de contact définie. Cette méthode permet de
s’affranchir de la dimension du transfert de chaleur, des propriétés thermiques des composants
du système et des interfaces ainsi que du caractère intrusif de la mesure de température (taille du
capteur par rapport au milieu concerné) (Kusiak, 2004). Elle s’avère être également peu sensible
aux variations de zone de contact d’après Puigsegur (2002).

a

b

c

Thermistance 
dans l’assise du 
porte-plaquette

FIGURE 1.5: Méthode d’identification de la fonction de transfert thermique du système pla-
quette / porte-plaquette permettant l’estimation inverse du flux transmis à l’outil : a) application
d’un flux connu grâce à un microfour, b) instrumentation du porte-plaquette et c) schéma de

synthèse de la méthode (illustrations extraites de (Puigsegur, 2002))

Longueurs de contact & Morphologie des copeaux

L’analyse optique des longueurs de contact a été réalisée à l’aide d’une loupe binoculaire
Leica et d’un microscope ZEISS en examinant directement la face de coupe de l’outil. Des
observations MEB et EDX ont également été menées notamment afin d’extraire les zones de
contact stagnantes.

Les copeaux ont été soigneusement enrobés puis polis jusqu’à leur plan médian (contrôle
du volume érodé) en suivant une gamme classique s’achevant par une solution diamantée 1 µm.
Les micrographies optiques ont été obtenues avec le matériel précédemment mentionné et après
attaque au Nital 2 % ou Béchet-Beaujard à chaud (solution aqueuse d’acide picrique sursaturée
contenant une faible quantité d’agent mouillant type Teepol et quelques gouttes d’HCl). Les
études microstructurales fines ont pu être effectuées au laboratoire MATEIS de l’INSA de Lyon
à l’aide d’un microscope à double faisceau ZEISS/Suprar 55 VP (MEB-FEG) muni d’un dé-
tecteur EBSD. Les échantillons ont dans ce cas subi un polissage vibratoire de 24h dans une
émulsion de silice colloïdale.
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Mesures in situ

1.3 Procédure d’essais de coupe

Chaque essai de coupe a été conduit avec une arête de coupe neuve et répété 3 fois. Les
résultats suivants présentent la valeur moyenne de ces répétitions. Les disques n’ont été usi-
nés qu’à mi-rayon afin d’assurer une homogénéité matière, particulièrement pour le 42CrMo4
trempé revenu.

La dispersion des valeurs moyennes stabilisées relevées sur les efforts de coupe est restée
inférieure à 5 % : les barres d’erreurs peuvent de ce fait être masquées dans les graphiques
suivants. Concernant les mesures de flux, les écarts types relatifs entre les différents essais
d’identification sur un même système plaquette/porte-plaquettes atteignent au maximum 15 %.
Cette borne haute a été considérée comme l’incertitude de mesure pour toutes les mesures de
flux en coupe présentées par la suite.

L’épaisseur des disques et tubes a été vérifiée avant chaque essai et les mesures d’efforts et
de flux ramenées à une épaisseur de référence de 3 mm.

Une plage de conditions de coupe volontairement large a été sélectionnée : Vc ∈ [10 -
250 m/min] et f ∈ [0,1 - 0,4 mm/tr]. Les vitesses de coupe inférieures à 100 m/min sont large-
ment en dessous de la vitesse minimale définie dans le cadre d’un COM en tournage (AFNOR,
1997). Les vitesses usuelles pour les deux nuances étudiés avoisinent en effet 150 - 180 m/min.
Cette plage étendue a donc permis d’étudier les changements de comportement à la coupe des
deux aciers. D’un point de vue numérique, elle servira également dans la suite du manuscrit, à
tester la robustesse/fidélité du modèle numérique développé et la validité des hypothèses émises.
Nous évoquerons ces éléments plus en détails dans le Chapitre 4 traitant de la simulation numé-
rique de la coupe, en abordant notamment la stratégie de modélisation proposée.

2 Mesures in situ

2.1 Efforts d’usinage

Bien que les aciers étudiés disposent de caractéristiques mécaniques complètement diffé-
rentes, les efforts de coupe mesurés présentent une similitude assez surprenante sur toute la
plage de conditions de coupe.

Sur la Figure 1.6 a), on constate l’augmentation quasi-linéaire assez commune des efforts de
coupe Fc et d’avance Ff avec l’avance par tour f (augmentation de la section découpée). L’effet
de la préparation d’arête (chanfrein 0,15 mm x 15 ◦) est perceptible aux basses avances avec un

ratio
Ff

Fc
proche de 80 % : la coupe est en effet nettement négative pour f = 0,1 mm/tr. Cette

contribution s’atténue avec l’élévation de l’avance f .
La vitesse de coupe minimale se situe entre 100 et 140 m/min d’après la Figure 1.6 b). On

distingue ainsi trois régimes de coupe :
– Vc < 40 m/min : les efforts chutent de nouveau après un plateau. L’enlèvement de matière

s’apparentent ici plus à du labourage qu’à de la coupe : l’effet température est de ce fait
très affaibli et les deux matériaux ont certainement perdu en ductilité. Les efforts sont
d’ailleurs plus intenses pour le 42CrMo4 dans cette plage. De l’arête rapportée a été
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1. Analyse expérimentale de la coupe

 0

 500

 1000

 1500

 2000

 2500

 3000

0,1 0,18 0,25 0,32 0,40

Avance par tour (mm/tr)

Opération : Coupe ortho.
Matériaux : 
C45 (180 HB)
42CrMo4 (290 HB) 
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec

Fc−C45
Ff−C45

Fc−42CrMo4
Ff−42CrMo4

Ff

Fc

a b

Vc = 175 m/min

 0

 500

 1000

 1500

 2000

 2500

 3000

10 25 40 75 100 140 175 210 250

Vitesse de coupe (m/min)

f = 0,25 mm/tr

E
ff

or
ts

 d
’u

si
na

g
e 

(N
) 

FIGURE 1.6: Efforts de coupe exercés sur l’outil en fonction des conditions de coupe (les barres
d’erreur représentent la dispersion constatée)

observée à Vc = 10 m/min pour les deux nuances ;
– 40 ≤ Vc < 140 m/min : augmentation des efforts de coupe avec un impact plus signi-

ficatif sur l’effort d’avance Ff . L’adoucissement thermique du matériau décroit avec Vc

entrainant une élévation de la contrainte d’écoulement (contribution plus importante de
l’écrouissage), une contrainte de cisaillement à l’interface nécessaire pour permettre le
glissement supérieure et de ce fait une vitesse de glissement réduite à l’interface. Ceci
se traduit par une zone de contact stagnante généralement plus importante et des phéno-
mènes d’adhésion plus marqués ;

– Vc ≥ 140 m/min : peu d’influence de la vitesse de coupe sur les composantes d’effort.
L’adoucissement thermique est certainement plus prononcé.

2.2 Flux de chaleur transmis à l’outil

Les mesures de flux reportées en Figure 1.7 confirment la faible sensibilité de l’opération
de coupe orthogonale à la nuance. Compte tenu de l’incertitude, des distinctions sont possibles
uniquement à basse vitesse de coupe (Vc < 40 m/min), suite aux remarques énoncées dans la
section précédente. Une évolution de type exponentielle apparaît clairement suivant Vc avec une
saturation du flux transmis à l’outil ϕo autour de 90 W. Il croît en revanche quasi-linéairement
en fonction de l’avance f (Figure 1.7 a)).
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Opération : Coupe ortho.
Matériaux : 
C45 (180 HB)
42CrMo4 (290 HB) 
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0° - λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec
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FIGURE 1.7: Flux de chaleur transmis à l’outil de coupe (les barres d’erreur représentent l’in-
certitude de mesure de 15 % liée à la calibration)

Il est raisonnable de penser que la majeure partie du flux de chaleur transmis à l’outil pro-
vient de l’intéraction outil-matière en face de coupe. On néglige ici implicitement les transferts
par conduction (provenant de la ZCP) et le frottement en dépouille (zone de contact extrême-
ment réduite). En considérant que l’intégralité de l’énergie dissipée à l’interface outil-copeau
est transformée en chaleur, on peut estimer la puissance thermique générée par frottement Pint .
Elle s’exprime en fonction de l’effort d’avance Ff et de la vitesse moyenne de glissement du
copeau Vcop (cette grandeur est analysée dans la section 3.1 suivante). Connaissant le flux trans-
mis à l’outil, on en déduit le ratio de partage global des flux pcop (Eq. 1.1). Il représente, à une
échelle macroscopique, la part de la chaleur générée par frottement sur la face de coupe évacuée
par le copeau (Figure 1.8).







Pint = Ff ·Vcop

pcop =
Pint −ϕo

Pint

(1.1)

A titre comparatif, on superpose l’expression 1.2 proposée par Childs et al. (2000) (Cha-
pitre 2 - "Chip Formation Fundamentals") basée sur une approche analytique via la théorie des
sources mobiles (Blok, 1938; Jaeger, 1942). Elle permet d’estimer la part pcalc de chaleur trans-
mise à l’outil sur la quantité de chaleur totale provenant des deux zones de cisaillement. s f est un
facteur de forme dépendant des proportions de la zone de contact : il varie généralement entre
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1. Analyse expérimentale de la coupe

a

Opération : Coupe ortho.
Matériaux : 
C45 (180 HB)
42CrMo4 (290 HB) 
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec
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FIGURE 1.8: Ratio global de partage des flux : part du flux transmis au copeau par rapport à la
puissance thermique dissipée par frottement

1 et 2. Les valeurs tracées sur la Figure 1.8 sont obtenues pour des conductivités thermiques
constantes de λoutil = 59 W/mK ; λcopeau = 36 W/mK, un angle de cisaillement primaire φ =
25 ◦ et un facteur de forme s f = 1,5. Les barres d’erreur correspondent à la variation de pcalc

pour s f = 1 à 2.

pcalc

[

1+
0,45

s f
· λoutil

λcopeau
·
√

aoutil

Vc · f · tan(φo)

]

≈
[

1− 1,35
s f

· λoutil

λcopeau
· 0,15 ·aoutil

Vc · f · tan(φo)

] (1.2)

Les ratios pcop issus des essais de coupe semblent en adéquation avec l’Eq. 1.2 sur toute
la plage d’avance et pour des vitesses de coupe Vc supérieures à 75 m/min. Plus Vc augmente,
plus la quantité de chaleur évacuée par le copeau est importante : celle-ci passe de ∼ 70 % pour
Vc = 25 m/min à plus de 95 % au delà de 200 m/min. On constate néanmoins que le modèle
diverge en dessous de 40 m/min, compte tenu des erreurs relatives sur Ff , Vcop et φo, angle de
cisaillement primaire.
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Analyses a posteriori

3 Analyses a posteriori

3.1 Géométrie du copeau

Pour chaque essai, les copeaux ont été collectés en prenant soin de dissocier ceux prove-
nant des premiers instants de la coupe (amorce du disque/tube et mise en place de l’avance).
La Figure 1.9 montre le changement de morphologie du copeau suivant les conditions de coupe.

Opération : Coupe ortho.
Matériaux : 
C45 (180 HB)
42CrMo4 (290 HB)
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec

Ecoulement du copeau

a

Coupe ortho.

Outil

Pièce

Vc
(m/min)

C
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42
C
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175 100 175 250 175
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b

tmintmax

FIGURE 1.9: Evolution de la morphologie du copeau en fonction des conditions de coupe pour
a) le C45 et b) le 42CrMo4

On relève un épaississement général du copeau avec l’augmentation de l’avance par tour
et, à moindre échelle, avec une réduction de la vitesse de coupe. Une pseudo segmentation
est visible sur le C45 avec une localisation plus prononcée de la déformation à f = 0,4 mm/tr.
Pour f ≤ 0,25 mm/tr, la morphologie peut encore raisonnablement être assimilée à un copeau
continu. Concernant l’acier 42CrMo4, la transition se manifeste clairement au delà de Vc =
100 m/min et f = 0,25 mm/tr : le copeau passe de continu à festonné et la déformation se
localise formant des bandes de cisaillement (Figure 1.9 b)).

L’épaisseur du copeau formé est mesurée à partir des micrographies précédentes. Les
variations de l’épaisseur moyenne tmoy relevée sont décrites en Figure 1.10. Elle est encadrée
par les valeurs moyennes min et max représentées par les barres d’erreurs.

On retrouve la notion d’épaississement du copeau lorsque f augmente et Vc diminue, en
particulier en dessous de 100 m/min. Les copeaux générés pour le C45 sont plus épais que
ceux obtenus sur le 42CrMo4 sur toute la plage d’avance (∼ +45 %) et de nouveau au delà de
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C45 (180 HB)
42CrMo4 (290 HB) 
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0° - λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec
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FIGURE 1.10: Epaisseur du copeau généré (les barres d’erreur représentent les moyennes des
épaisseurs min et max)

100 m/min (∼ +55 %). L’écart tend à se réduire pour les basses vitesses de coupe. La pseudo
segmentation est omniprésente sur le C45 tandis que le festonnage est amorcé pour le 42CrMo4
à partir de Vc = 140 m/min et sur toute la plage d’avance f .

En considérant un débit massique constant de l’entrée de la matière dans la zone de dé-
formation à l’éjection du copeau, il est possible de relier la vitesse moyenne d’évacuation du
copeau à la vitesse de coupe par la relation 1.3 1. On nomme λc le rapport de compression,
ratio de l’épaisseur moyenne du copeau formé tmoy et de l’avance par tour f . La vitesse ainsi
calculée est tracée en Figure 1.11. Elle demeure une grandeur macroscopique ne reflétant pas
les écoulements complexes existants à l’interface outil-copeau.

Vcop =
Vc

λc
avec λc =

tmoy

f
(1.3)

En lien direct avec les observations faites sur l’épaisseur du copeau, sa vitesse moyenne
Vcop est globalement supérieure pour le 42CrMo4 par rapport à celle calculée pour le C45.
Si Vcop reste relativement stable pour ce dernier, à vitesse de coupe fixée, elle oscille assez
fortement pour le 42CrMo4 du fait de la segmentation. L’accumulation d’énergie tend à
épaissir et ralentir le copeau alors que la libération soudaine provoquée par le cisaillement

1. On admet que la transformation se produit à volume constant et que les écoulements hors plan sont négli-
geables
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Analyses a posteriori

catastrophique accélère l’écoulement du matériau. Le Chapitre 3 permettra par la suite de
faire le lien cause/conséquence avec les phénomènes tribologiques siégeant à l’interface
outil-matière.
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Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
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ap = 3 mm - à sec

FIGURE 1.11: Vitesse moyenne de glissement du copeau sur la face de coupe (les barres d’er-
reur représentent les valeurs calculées à partir des épaisseurs moyennes min et max)

L’analyse des copeaux s’est jusqu’ici limitée à l’observation 2D dans le plan d’écoulement.
Si l’on mesure la largeur du copeau lg, dimension perpendiculaire à ce plan, on s’aperçoit qu’elle
est plus importante que l’épaisseur initiale de la pièce usinée (profondeur de passe - épaisseur
du disque ou du tube) (Figure 1.12). On définit alors le rapport d’élargissement re comme le
ratio entre la largeur du copeau lg et la profondeur de passe ap. La Figure 1.13 montre que
celui-ci varie de ∼ 1,15-1,20 à haute vitesse/basse avance à plus de 1,30 à basse vitesse/forte
avance, suivant la ductilité du matériau.

La matière étant contrainte seulement par la face de coupe et le frottement latéral, elle tend
à s’écouler transversalement (Trent & Wright, 2000). On remarque de plus que la section du
copeau n’est pas parfaitement rectangulaire, l’épaisseur au centre étant supérieure à celle sur
les bords. Ceci remet directement en question l’hypothèse de déformation plane communément
acceptée en coupe orthogonale et pose la question des possibles effets de bords dans ces
configurations. Ce phénomène est de même constaté expérimentalement sur un 42CrMo4 par
Llanos et al. (2009) et Pantalé (1996). Ces mêmes auteurs présentent des modèles numériques
de coupe 3D permettant de restranscrire ce comportement. Les copeaux doivent donc être polis
jusqu’au plan médian si l’on souhaite comparer ces résultats expérimentaux à ceux fournis par
des modèles 2D en déformation plane.
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Opération : Coupe ortho.
Matériaux : 
C45 (180 HB)
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
Vc = 100 m/min
f = 0,25 mm/tr 
ap = 3 mm - à sec
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FIGURE 1.12: Elargissement du copeau observé - exemple sur le C45 à basse vitesse de coupe

a

R
ap

po
rt

 d
’é

la
rg

is
se

m
en

t

lg

 1

 1.1

 1.2

 1.3

 1.4

 1.5

10 25 40 75 100 140 175 210 250

Vitesse de coupe (m/min)

Lg.−C45
Lg.−42CrMo4

 1

 1.1

 1.2

 1.3

 1.4

 1.5

0,1 0,18 0,25 0,32 0,40

Avance par tour (mm/tr)

b

Vc = 175 m/min f = 0,25 mm/tr

Opération : Coupe ortho.
Matériaux : 
C45 (180 HB)
42CrMo4 (290 HB) 
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0° - λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec

FIGURE 1.13: Rapport d’élargissement : ratio de la largeur finale du copeau par rapport à
l’épaisseur initialement découpée (ap = ∼ 3 mm)
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3.2 Zone de contact outil-copeau

Une attention particulière a été portée aux plaquettes de coupe à l’issue de chacun des essais
précédemment décrits.

D’un point de vue macroscopique, les analyses optiques (Figure 1.14 a)) montrent une
réduction de la zone de contact outil-copeau avec l’élévation de la vitesse de coupe Vc ou
une diminution de l’avance f . Cette constatation, communément référencée dans la littérature
(Trent & Wright, 2000; Astakhov, 2006; Iqbal et al., 2007a), s’applique d’ailleurs aux deux
nuances étudiées.

Opération : Coupe ortho.

Matériaux : 

C45 (180 HB)

42CrMo4 (290 HB) 

Outil : Carbure SM30

Revêtement : TiN

Arête : Chanfrein + rayon
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ap = 3 mm - à sec
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FIGURE 1.14: Zone de contact à l’interface outil-copeau : a) analyse optique - b) analyse MEB-
EDX - identification de la zone stagnante (temps d’usinage de 20 - 30 s)
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1. Analyse expérimentale de la coupe

La longueur de contact de l’ordre du chanfrein (préparation d’arête) à f = 0,1 mm/tr,
confirme les commentaires émis en section 2.1 (page 13) quant aux efforts d’usinage. Des
stries de rectification sont encore perceptibles en fin de contact notamment pour le C45 de Vc =
100 à 250 m/min. Ceci peut laisser penser que le frottement n’a pas été aussi intense que dans
la zone proche de l’arête de coupe.

Afin d’identifier la présence de dépôts à la face de coupe, des analyses EDX ont égale-
ment été effectuées. Celles-ci n’ont en revanche concerné que les cinq conditions de coupe de
référence présentées en Figure 1.14 b). Déjà utilisées avec succès par plusieurs auteurs, elles
ont notamment été employées afin de quantifier la formation de tribo-films (Mills et al., 1997;
Qi & Mills, 2003; M’Saoubi & Chandrasekaran, 2005; Wanigarathne et al., 2005) ou encore
comparer la performance de revêtements (Rech, 2006; Bouzakis et al., 2009).

Il est possible de décomposer la zone de contact en trois parties, coïncidant ainsi avec les
observations rapportées par M’Saoubi & Chandrasekaran (2005) :

– une première zone proche de l’arête de coupe (A-C) présente parfois de légères traces
d’adhésion, notamment pour le 42CrMo4. Ces dépôts sont principalement attribués à la
préparation d’arête favorisant l’accumulation de matière au niveau du chanfrein ;

– une seconde zone en retrait de l’arête apparait quasi vierge de dépôts et un contact de type
glissant est envisageable. Compte tenu des vitesses de glissements faibles de cette zone et
de la précédente, nous nommerons l’ensemble "zone stagnante" dans la suite de l’étude ;

– la présence d’adhésion s’intensifie enfin en s’approchant de la fin du contact. Les vi-
tesses de glissement étant ici plus élevées, nous nommerons cette région "zone glissante".

A : Arête de coupe
C : Chanfrein – Préparation 

d’arête

Opération : Coupe ortho.
Matériaux : 
C45 (180 HB)
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
Vc = 175 m/min
f = 0,25 mm/tr 
ap = 3 mm - à sec
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FIGURE 1.15: Analyse locale des zones de contact : extraction des longueurs de contact
moyenne et stagnante (a - b), présence d’écaillage du revêtement (c - d) et d’écoulements hors

plan (c - e)
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On soulignera que Mills et al. (1997), pour un acier inoxydable ayant subi un traitement
Ca-S-Mn, et Bittes (1993) sur des aciers de construction lient ces différentes régions à la tem-
pérature probablement atteinte et au point de fusion des éléments d’inclusions.

A partir des clichés optiques et de ces cartographies, les longueurs de contact moyenne
et stagnante ont respectivement été extraites. La démarche est illustrée sur les Figures 1.15
a-b). La longueur de contact lc correspond à la moyenne entre une longueur de contact a priori
stabilisée lstab et une plus légère semblant provenir d’un contact intermittent lalt . La zone
dite "stagnante" lstag est estimée sur les cartes EDX et délimitée par les marques soutenues
d’adhésion. L’ensemble des résultats est reporté en Figure 1.16 2.

L’élargissement du copeau observé précédemment se traduit sur la face de coupe par de
forts dépôts périphériques à la zone "principale" de contact (Figures 1.15 c-e)). L’écoulement
semble néanmoins s’effectuer majoritairement dans le sens d’évacuation du copeau sur les deux
nuances. La zone stagnante s’accompagne d’un écaillage/délaminage du revêtement de l’outil,
témoignant des fortes contraintes tangentielles certainement transmises dans cette région. Ce
phénomène est plus prononcé localement au niveau du rayon d’arête où, sur toutes les cartes
EDX, le revêtement TiN a été endommagé, révélant la sous-couche d’alumine (Figures 1.15
d)).

Remarque :

Ces grandeurs s’avèrent être les plus délicates à caractériser. La longueur de contact "totale"
est susceptible de varier au cours du temps de par (i) le caractère cyclique de l’opération,
notamment en présence de segmentation, (ii) d’éventuels contacts entre le copeau et la pièce
(Balaji et al., 1999; Mabrouki et al., 2008) voire le porte-outil ou encore (iii) la rigité du
système complet (Asad et al., 2010).
Arrazola (2003) souligne de plus que l’outil est observé après un passage par deux phases
transitoires : l’entrée en matière dans la pièce usinée avec l’amorce de la coupe puis le
retrait de l’outil, souvent accompagné d’une décélération et réduction d’avance.
Nous considérerons ici que les phénomènes se produisant lors de celles-ci sont minimes
face à ceux opérant lors de la phase stationnaire.

Les barres d’erreur significatives démontrent le caractére volatil de cette mesure. Les ten-
dances et les ordres de grandeurs demeurent cependant cohérents avec les valeurs annoncées
par Grzesik (1999) ou Iqbal et al. (2009) pour le C45 et Pujana et al. (2007) pour le 42CrMo4.

La longueur de contact moyenne lc suit globalement la même évolution que les efforts (Fi-
gure 1.16) : une augmentation linéaire avec l’avance f et une diminution exponentielle avec Vc

pour le 42CrMo4, voire une stabilisation pour le C45. De par ses propriétés mécaniques infé-
rieures, le C45 tend à générer des zones de contact plus étendues de 20 à 70 % supérieures au

2. la distinction stagnant-glissant était déjà perceptible à fort grandissement sur les relevés optiques pour Vc ≤
75 m/min, même sans analyses EDX
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FIGURE 1.16: Longueurs de contact totale et stagnante à l’interface outil-copeau (les barres
d’erreur représentent ± 2 fois l’écart type) -

42CrMo4. Néanmoins, les efforts étant relativement proches (Figure 1.6), la pression moyenne

sur la zone de contact
Fn

ap · lc
s’étale de 800 à 1300 MPa alors qu’elle reste comprise entre 650

et 800 MPa pour le C45.
La part stagnante lstag représente globalement ∼ 30 % de la longueur de contact moyenne

lc : elle décroît avec une élévation de Vc ou une réduction de f . Il semble que cette proportion
augmente de nouveau pour la plus haute vitesse de coupe et dépasse 50 % compte tenu de la
méthode d’extraction choisie.

L’ensemble des éléments abordés ici sera repris plus en détail d’un point de vue tribologique
dans le Chapitre 3 et notamment dans les sections 2.2.3 page 145 et 3.3.2 page 156.

3.3 Aspects microstructuraux

La compréhension des mécanismes de coupe doit passer par une analyse métallurgique afin
d’observer l’historique des sollicitations imposées au matériau.

La Figure 1.17 a) montre une microstructure typique d’un copeau continu provenant
d’un matériau ductile et s’approche fortement de celles observées par Jaspers & Dautzenberg
(2002b) en essais brusquement interrompus (dits "Quick-Stop") sur un C45 (Figure 9 dans
la référence mentionnée). La matière est déformée de façon relativement homogène sans
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réelle zone de localisation, même si une légère bande de cisaillement est perceptible. On
retrouve en effet une pseudo segmentation dont la période correspond presque à l’avance par
tour f avec un angle de cisaillement d’environ 24-26 ◦. Le copeau collecté sur le 42CrMo4
(Figure 1.18 a)) s’apparente plus à ceux obtenus en tournage dur. La période de segmentation
apparaît de nouveau clairement égale à l’avance f comme énoncé dans les travaux de Pou-
lachon (1999) sur un acier à roulement. L’angle de cisaillement est ici plus important (28 - 36 ◦).

Opération : Coupe ortho.

Matériaux : 

C45 (180 HB)

Outil : Carbure SM30

Revêtement : TiN

Arête : Chanfrein + rayon
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FIGURE 1.17: Micrographies des copeaux collectées pour le C45 (Nital 2 % - 10 s) : b-c)
observation des structures sévèrement déformées en ZCP - ZCS et d) présence de grains fins

équiaxiaux

Observons plus en détails les deux zones principales de déformation. Dans la Zone de
Cisaillement Primaire (ZCP), les grains de ferrite sur le C45 se montrent très allongés (Figure
1.17 b)). Les zones cerclées dans la "bande de cisaillement" laissent entrevoir des subdivisions
à l’intérieur des grains très écrouis mais les analyses optiques ne permettent pas d’appuyer fer-
mement ces constats. La perlite semble quant à elle complètement déstructurée à cette échelle
d’observation. La Figure 1.18 b) illustre le comportement assez différent du 42CrMo4 : il est
possible de dissocier un segment beaucoup moins déformé, encadré par deux régions sièges
d’un cisaillement intense localisé. Le mode de formation du copeau peut ainsi être assimilé à
celui proposé par de nombreux auteurs dans le cadre du tournage dur comme les travaux de
Komanduri, également sur un 42CrMo4 (Komanduri et al., 1982; Hou & Komanduri, 1995),
ou Poulachon & Moisan (1998) sur un 100Cr6. On dénote d’ailleurs la présence d’oxydes non
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1. Analyse expérimentale de la coupe

déformés hors de la zone fortement cisaillée alors qu’ils sont plutôt étirés à l’intérieur. Si les
grains du segment peu déformé s’avèrent assez similaires à ceux de la microstructure initiale,
il est optiquement impossible de discerner la moindre organisation structurale dans la bande de
cisaillement.

Opération : Coupe ortho.

Matériaux : 

42CrMo4 (290 HB)

Outil : Carbure SM30

Revêtement : TiN

Arête : Chanfrein + rayon

γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
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FIGURE 1.18: Micrographies des copeaux collectées pour le 42CrMo4 ("Béchet-Beaujard" -
70 ◦C - 2 min et Nital 2 % - 5 s) : b-d) observation des structures non déformées et sévèrement

déformées en ZCP - ZCS et c) présence de couches "blanches"

La Zone de Cisaillement Secondaire (ZCS) ressort assez distinctement sur les Figures 1.17
c-d) et 1.18 c-d). Elle se caractérise par des déformations extrêmes engendrées par les char-
gements thermomécaniques intenses existant à l’interface outil-copeau. Si l’on se penche sur
les Figures 1.17 c) et 1.18 c), on s’aperçoit que la surface en contact avec l’outil comporte, en
extrême peau, une couche étonnamment uniforme. Pour les deux nuances, le niveau de défor-
mation y est tel qu’il est aussi impossible d’identifier sa microstructure, même à fort grandis-
sement. Son épaisseur varie de 10 à 30 µm suivant les conditions de coupe. Elle apparait par
ailleurs blanche sur le 42CrMo4 après une attaque au Nital (Figure 1.18 c)).

En reprenant le schéma proposé par Rigney & Hirth (1979) (Figure 1.19 b)), la "ZCS"
peut ainsi être scindée en deux parties : un domaine sévèrement déformé (région A) où la
microstructure paraît homogène (amorphe ?) suivi en sous-couche d’une zone modérément
déformée en région B ("modérément" à l’échelle du procédé) où l’on différencie précisément
les lignes d’écoulement. La région C correspondrait au matériau brut dans un contact glissant
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"classique" mais celui-ci est déjà passé ici par la ZCP. Délimiter ou définir la ZCS reste de ce
fait assez flou selon que l’on considère la couche sévèrement déformée (région A - ∼ 20 µm)
ou l’ensemble A+B (∼ 100 µm).

A : Couche 
sévèrement 
déformée

B : Couche 
modérément 
déformée

C : Matériau 
brut

Vcop

100 µm

Matériau : C45 (180 HB)
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN

Vc = 250 m/min
f = 0,25 mm/tr 
ap = 3 mm - à sec

x

z

Θ � 34 °

Θ � 64 °

Θ � 80 °

ΘΘΘΘ ε � 1,2

ε � 0,4

ZCS

Θ � 88 °
ε � 16,5

ε � 3,3

a b

FIGURE 1.19: Morphologie de la ZCS : évaluation des déformations a) et comparaison avec un
contact glissant sévère b) (illustration extraite de Stachowiak & Batchelor (2001))

La déformation equivalente peut être grossièrement évaluée à partir de l’angle Θ, caractéri-
sant l’écoulement de la matière par rapport à la normale à la surface (ici à la face de coupe) :

ε =
tan(Θ)√

3
(Dautzenberg & Zaat, 1973). Son amplitude atteint, suivant la profondeur Z, des

valeurs considérables, supérieures à 3 à la frontière A-B (Figure 1.19 a)). Dans la région A,
on relève même Θ = 88◦ correspondant à une déformation ε d’environ 16,5 ! D’une manière
générale, en s’approchant de la surface en contact avec l’outil, Θ → 90◦ soit ε → ∞.

Ces estimations posent le problème de l’état et du comportement de la matière sous de
telles sollicitations. Si le comportement en ZCP pourrait être plus accessible, celui en ZCS
est plus que difficile à appréhender (et de ce fait peu étudié). Considérant la quantité de
chaleur importante dissipée dans cette zone, Karagöz & Fischmeister (1996) évoquent la
présence d’une couche limite similaire à celles rencontrées en mécanique des fluides. Celle-ci
agirait comme un film lubrifiant à haute température, réduisant le frottement à l’interface.
Jaspers & Dautzenberg (2002b) et List (2004) soutiennent cette hypothèse en supposant que
le comportement de cette zone serait plus proche d’un fluide que d’un solide. List (2004)
considère en effet le matériau à la pointe de l’outil comme un fluide newtonien. Trent &
Wright (2000) n’utilisent d’ailleurs pas l’appellation "Zone de Cisaillement Secondaire" mais
dénomme cette région "flow-zone". Ils évoquent déjà cette possibilité dans leurs travaux de
1963.

Les Figures 1.17 d) et 1.18 d) exposent les particularités de la région A. Sur le 42CrMo4,
son aspect est similaire aux bandes observées en ZCP. Les joins des grains d’austénite primaire
semblent même "se perdre" dans cet ensemble fortement déformé (zone cerclée en trait fort
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sur la Figure 1.18 d)). Il devient difficile de les distinguer au delà de la zone B. La région A
observée sur le C45 en Figure 1.17 d) est constituée d’une alternance de lamelles sombres
(perlite ? concentration de carbures ? joins de grains extrêmement rapprochés ?) et claires
(ferrite ?). Ces dernières sont très visibles à la frontière entre les régions A et B : même
optiquement, il est possible de mettre en évidence des grains de très petite taille ( < 1 - 2 µm) et
a priori très équiaxes (Figure 1.17 d)).

Les analyses précédentes montrent les limites des méthodes optiques. L’observation de
particules ayant un diamètre de l’ordre du micron voire moins nécessite des moyens plus spéci-
fiques. L’imagerie en diffraction d’électrons rétrodiffusés, plus connue sous l’acronyme EBSD
(Electron BackScatter Diffraction), est un outil en plein essor permettant de mesurer locale-
ment l’orientation cristallographique d’un matériau. La reconstruction de la microstructure est
possible à partir de celles-ci et donne notamment accès à la distribution des joints de grains ou
encore aux gradients d’orientation intragranulaire. Bien que les premiers motifs diffractés aient
été observés en 1928 (Kikuchi, 1928), son utilisation en coupe des métaux reste assez récente
notamment de par les travaux avant-gardistes de To et al. (1999) puis M’Saoubi & Ryde (2005).

L’application de cette technologie à notre étude a mis en valeur les changements microstruc-
turaux opérant dans les deux zones de sollicitations sur le C45 :

– en ZCP (Figure 1.20 b)), on dénote la présence des deux constituants, ferrite et perlite.
Si cette dernière apparaît plutôt destructurée dans certaines zones (rupture des lamelles et
distribution ponctuelle dispersée), les grains de ferrite de taille initiale 10 - 20 µm se sont
considérablement "affinés" avec un diamètre compris entre 0,5 et 1 µm ;

– en ZCS (Figure 1.20 c)), le phénomène est encore plus marqué et on délimite ici nette-
ment trois régimes de déformation au travers des domaines B (modérément déformé) et
A (sévèrement déformé) évoqués précédemment. Le domaine B se décompose en une
partie B-II caractérisée par un mélange de grains fins relativement équiaxes (≤ 500 nm)
et d’autres encore assez allongés, puis d’une partie B-I comportant des grains toujours
équiaxes mais de diamètre supérieur (0,3 - 1 µm). Elle semble faire la transition entre les
régions B-II et A. Celle-ci, assez uniforme sur les clichés optiques, est formée de grains
de taille nanométrique très équiaxes ≤ 200 nm (Figure 1.20 c-d)) et ne présente pas de
direction d’écoulement privilégiée.

On confirme dès lors qu’un processus de raffinement des grains (nanostructuration ?) se met
en place sous ces chargements extrêmes et l’on converge vers les constatations de VanDijck
(1977) sur un contact pion-disque / cuivre-acier. Poursuivant les travaux de Dautzenberg &
Zaat (1973), il avait déjà prouvé à partir d’analyses MET que cette couche à la surface frottée
était bien cristalline. Les tailles de grains reportées dans son étude approchaient même 20 nm.

Il est intéressant de souligner que sur l’ensemble de la carte EBSD en Figure 1.20 b), la
désorientation intragranulaire est quasi nulle. Ceci témoigne d’un réarrangement des disloca-
tions menant la matière vers un état plus stable, essence même des mécanismes de restauration
et recristallisation des métaux. Enfin, on notera qu’il est impossible de trouver la moindre trace
de cémentite sur les Figures 1.20 c) et d). Si sa migration à la surface du copeau semble peu
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probable, on peut très bien imaginer que les carbures de fer ont pu se dissoudre grâce aux défor-
mations et températures atteintes dans cette zone. La diffusion des atomes de carbone a en effet
pu être facilitée par les perturbations engendrées par les dislocations dans le réseau cristallin.
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Pièce

Opération : Coupe ortho.
Matériau : 
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Outil : Carbure SM30
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FIGURE 1.20: Analyse MEB+EBSD des zones de déformation caractéristiques d’un copeau de
C45 : a) micrographie optique ; b) carte EBSD (angles d’Euler) de la ZCS et c) cliché MEB HD

montrant la structure recristallisée ; d) cliché MEB de la ZCP

Faute de temps et de disponibilité matérielle, ces analyses n’ont malheureusement pas pu
être conduites pour d’autres conditions de coupe, ni sur le 42CrMo4. Il serait néanmoins né-
cessaire d’observer l’évolution de la structure suivant les conditions opératoires et notamment
suivant la vitesse de coupe. Cette dernière pilotant principalement le frottement et la généra-
tion de chaleur à l’interface, elle pourrait se manifester comme un paramètre clé régissant les
mécanismes d’affinement de grains.

4 Synthèse

Ce chapitre regroupe les résultats expérimentaux qui serviront de base à la suite du
manuscrit. Des essais instrumentés de coupe orthogonale ont été réalisés à sec sur un acier C45
normalisé et un 42CrMo4 trempé revenu, caractérisés par des microstructures et des propriétés
mécaniques différentes.
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1. Analyse expérimentale de la coupe

Leur exploitation a tout d’abord permis de faire ressortir les différences de comportement à
la coupe en fonction des conditions opératoires. L’étude s’est portée sur les efforts d’usinage,
les transferts de chaleur (flux transmis à l’outil coupant) ainsi que sur l’analyse a posteriori
des copeaux et des outils coupants. Si les deux premiers se sont avérés très similaires d’un
matériau à l’autre, la distinction intervient principalement sur la morphologie du copeau
formé (épaisseur, segmentation, élargissement) et le faciès des zones de contact outil-matière.
L’ensemble de ces grandeurs constituera l’élément de comparaison avec les résultats de
simulation numérique.

Une attention particulière a été accordée aux zones de contact outil-matière. Les clichés
optiques, MEB et analyses EDX ont mis en évidence les hétérogénéités existantes à l’interface
outil-copeau et ont permis d’extraire la partie dite "stagnante" de la longueur de contact.
Un écoulement latéral de matière a aussi été observé, remettant en question l’hypothèse de
déformation plane supposée en coupe orthogonale.

L’examen métallurgique détaillé des copeaux sur les deux nuances a révélé les changements
microstructuraux opérant dans les zones de déformations intenses. Que ce soit en ZCP ou à
l’interface outil-matière (ZCS), les matériaux usinés voient leur structure sévèrement déformée
migrer vers une structure de grains très fins et équiaxes, inférieurs à 200 nm. Les cartes EBSD
relatives au C45 ont souligné la faible désorientation des grains, permettant d’attribuer cet
affinement conséquent au processus de recristallisation dynamique.

Ces constatations cadrent la suite de l’étude en nous invitant à se pencher sur deux aspects
du procédé :

– les hétérogénéités de contact recensées témoignent de la complexité des phénomènes se
produisant à l’interface outil-matière. Comment alors les retranscrire dans un modèle
numérique de coupe ? Quelles sont leurs conséquences sur les intéractions mécanique et
thermique entre le copeau et l’outil ?

– du fait des déformations extrêmes qu’il subit, le matériau usiné semble pouvoir se "réar-
ranger" et évoluer vers une autre structure de grains. Quels sont les paramètres régissant
cette évolution et comment la caractériser ? Quelle est son influence sur le comportement
mécanique du matériau sollicité ? Est-on à ce jour capable de la retranscrire au travers des
modèles de comportement couramment utilisés ?
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Ce qui est simple est toujours faux. Ce qui ne l’est pas est

inutilisable. ("Mauvaises pensées et autres" 1942)

Paul VALERY [1871 - 1945]

2
Rhéologie du matériau usiné

Cette partie de l’étude vise à comprendre et retranscrire le comportement du ma-
tériau dans un procédé aussi complexe que l’usinage. La première section pas-
sera en revue les méthodes de caractérisation et modèles généralement adoptés
avant d’aborder la méthodologie mise en place. Une évaluation des sollicitations
recontrées sera présentée ainsi que l’essai sélectionné, sa méthode de dépouille-
ment et ses hypothèses. Les résultats expérimentaux sont détaillés pour les deux
nuances et mènent enfin aux identifications des modèles de comportement rete-
nus.
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1 Etat de l’art

Les nombreux progrès effectués ces dernières décennies ont amené la simulation numérique
au rang d’outil incontournable pour le milieu industriel. Elle se présente comme un moyen in-
téressant et flexible d’étudier la faisabilité d’un procédé, d’optimiser une gamme de fabrica-
tion/mise en forme, d’anticiper la présence de défauts sur un composant ou encore de prédire la
réponse d’une structure à une sollicitation.

La validité des résultats de simulation passe naturellement par la pertinence des données
d’entrées et notamment celle des équations de comportement implémentées. Leur aptitude à
retranscrire les mécanismes de déformation conditionne en effet de manière considérable les
performances du modèle. Des essais de caractérisation mécanique sont ainsi indispensables
afin d’étudier la rhéologie du matériau et d’identifier ensuite, voire proposer, une loi de com-
portement. On se limite ici à l’étude de la plasticité. L’endommagement n’a à ce jour pas été
traité compte tenu de l’approche ALE principalement utilisée dans la suite du mémoire.

1.1 Caractérisation thermomécanique

Une caractérisation ex-situ est généralement préférable afin de s’affranchir des autres élé-
ments perturbateurs du procédé (phénomènes cycliques, frottement, géométrie d’un outil,...).
La complexité des phénomènes intervenant en usinage place néanmoins le matériau dans des
conditions de déformations, vitesses de déformation et d’échauffement extrêmes. Est-il possible
de recréer ces sollicitations dans un environnement autre que le procédé lui même ?

Les paragraphes suivants établissent une synthèse des moyens de caractérisation les plus
courants : on distinguera l’essai mécanique, régissant le mode de sollicitation, du dispositif
expérimental (actionneur de l’essai). Ils s’appuient principalement sur les références : ASM-
Handbook (2000) - Callister (2002) - François (2005) - Mantel & Vachey (2006) - Montheillet
& Desrayaud (2009).

1.1.1 Essais mécaniques

Traction

L’essai de traction est sans doute le plus pratiqué notamment afin de déterminer la limite
d’élasticité, la contrainte ou l’allongement à rupture d’un matériau. Etant purement uniaxial,
il est assez aisé de remonter à une loi de comportement uniaxiale à partir de l’allongement
de l’éprouvette (extensomètre) et de l’effort mesuré. L’apparition précoce de striction suivie
d’endommagement limite en revanche la caractérisation des phénomènes d’écrouissage à ∼
10 % de déformation plastique.

Les vitesses de déformation équivalentes de l’ordre de 10 s−1 peuvent être atteintes mais res-
tent en pratique inférieures à 0,1 s−1 (Maisonnette, 2010). Des géométries particulières d’éprou-
vettes creuses ont été développées afin d’atteindre des vitesses de déformation supérieures suite
à l’impact d’un projectile sur leur fond intérieur (Nistor, 2005) (Figure 2.1 a)-C), ou encore afin
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d’appliquer une pression interne (Tardif et al., 2011) (Figure 2.1 a)-A). Dans ce dernier cas,
l’essai n’est plus réellement uniaxial.

L’utilisation d’éprouvettes plates (Figure 2.1 a)-B) permet par ailleurs d’appliquer les
techniques de corrélation d’images numériques (DIC) et d’évaluer finement les champs de
déformations (Hild & Roux, 2006; Réthoré et al., 2007).

Compression

L’essai de compression permet d’atteindre un domaine de déformation vraie plus étendu
sans endommagement de l’échantillon. Etant réalisé sur une éprouvette généralement cylin-
drique de petite dimension (∼ 10 x 15 mm), il est également avantageux si l’on dispose d’une
quantité réduite de matière ou si l’usinage et l’amarrage d’une éprouvette de traction s’avère
délicat.

Même s’il apparaît simple au premier abord, une attention particulière doit être accordée à la
géométrie de l’éprouvette (excellent parallélisme des faces) et sa mise en place sur le dispositif
de chargement (axialité des efforts). Son principal inconvénient réside dans le fait qu’il est très
difficile de s’affranchir de l’hétérogénéité des déformations principalement due au frottement
sur les enclumes. L’écoulement radial est en effet réduit et l’éprouvette prend la forme carac-
téristique du tonneau (Figure 2.1 b)-D). Cet effet s’amplifie avec la déformation et les résultats
obtenus pour ε > 1 doivent être considérés avec prudence.

Afin de limiter les effets du frottement, des opérations peuvent être effectuées sur les faces
des éprouvettes. Siebel & Pomp suggèrent en 1927 de remplacer les enclumes planes par des
poinçons coniques (Figure 2.1 b)-E). L’angle du cône correspond à l’angle de frottement à l’in-
terface enclume-lopin. L’étude menée par Yoshizawa & Ohsawa (1997) montre que l’utilisation
d’un angle de cône appropriée permet de limiter grandement les hétérogénéités de déforma-
tion. Cette technique requiert cependant un outillage spécifique et une géométrie d’éprouvette
hors standard pouvant rendre l’essai onéreux. Les géométries illustrées en Figures 2.1 b)-F et G
ont été mises en oeuvre afin de piéger une quantité de lubrifiant à l’interface enclume-plot : la
première comporte des stries concentriques sur chacune des faces tandis que la seconde, intro-
duite par Rastegaev en 1940, est évidée sur la majeure partie de la face. Ces modifications sont
problématiques lors d’essais en température si un chauffage par effet joule est appliqué : elles
constituent une forte résistance électrique de contact et viendront perturber les lignes de flux.
Ceci se traduira par un fort gradient thermique le long de l’éprouvette.

Que ce soit en dynamique (Grolleau, 1996; Jaspers & Dautzenberg, 2002a; Hor, 2011) ou à
des vitesses de déformation plus faibles (Kim et al., 2003; Lin et al., 2008a; Quan et al., 2011;
Meysami & Mousavi, 2011), l’essai de compression reste également très populaire.
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Traction
A : Pression interne
B : Eprouvette plate
C : Traction dynamique

Compression
D : Eprouvette classique
E : Type Siebel
F : Rainurée
G : Type Rastegaev

Cisaillement
H : Eprouvette SCS
I : Cisaillement de tôle
J : Eprouvette chapeau
K : Double cisaillement

Torsion
L : Torsion dynamique

b c d

A

B

C

D

E

F

G

H

I

J

K

L

Zones de cisaillement

FIGURE 2.1: Essais mécaniques courants et éprouvettes associées : a) traction (A - Tardif et al.
(2011) ; C - Nistor (2005)) b) compression (E F G - ASM-Handbook (2000)) c) cisaillement
(H - Rittel et al. (2002) ; I - Gary & Nowacki (1994)/Klepaczko et al. (1999) ; J - Meyers
et al. (2001)/Habak (2006)/Nistor (2005) ; K - Rusinek & Klepaczko (2001)/Nistor (2005)) et

d) torsion (L - Lurdos (2008))

Cisaillement

Les essais de cisaillement sont une alternative intéressante, notamment par l’absence d’effet
Poisson parasitant les deux précédents (striction et expansion). Ce type d’essai passe majoritai-
rement par une géométrie d’éprouvette particulière.

Gary & Nowacki (1994); Klepaczko et al. (1999) réalisent des essais de double cisaillement
sur des éprouvettes plates (Figure 2.1 c)-I). Les méthodes de correlation d’images numériques
seront appliquées par Merle & Zhao (2004) sur celles-ci afin d’évaluer l’homogénéité de défor-
mation. Rusinek & Klepaczko (2001) et Nistor (2005) reprennent ce principe et l’appliquent sur
une éprouvette rectangulaire doublement entaillée, définissant ainsi plus nettement les bandes
de cisaillement (Figure 2.1 c)-K). Le dernier auteur exploite par ailleurs sa tendance à la fissu-
ration pour caractériser l’endommagement sous impact.

Meyers et al. (2001); Changeux (2001); Meyers et al. (2003); Nistor (2005); Habak
(2006); Braham-Bouchnak (2010); Hor (2011) emploient une éprouvette dite "chapeau"
(Figure 2.1 c)-J). Contrairement aux géométries précédentes, celle-ci ne nécessite pas de
montage particulier. Elle peut être chargée comme une éprouvette de compression classique et
développera alors deux zones de cisaillement localisées. Leur fabrication exige en revanche une
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grande précision afin d’assurer le parallélisme des faces, la coaxialité des différentes parties
cylindriques et la réalisation des congés de raccordement (Braham-Bouchnak, 2010). Les
différents auteurs soulignent que, suivant le matériau étudié, le phénomène de localisation puis
d’endommagement jusqu’à parfois rupture de l’éprouvette est perceptible. Dans la majorité des
cas une amorce de fissure est observée au rayon de raccordement.

a

60 µm

100Cr6

100 µm

Ti6Al4V

b

FIGURE 2.2: Amorces de fissure et endommagement rencontrés sur des éprouvettes chapeau
pour un a) 100Cr6 (Habak, 2006) et b) Ti6Al4V (Braham-Bouchnak, 2010)

Rittel et al. (2002) et Vural et al. (2003) proposent une éprouvette SCS (Shear-Compression-
Specimen) combinant un mode de chargement simple (compression) et une fabrication plus
aisée (base cylindrique) (Figure 2.1 c)-H). L’étude numérique menée montre que, en dépit
d’une sollicitation par cisaillement dominante, l’état de déformation et contrainte est plutôt
complexe et ne s’apparente pas réellement à un cisaillement pure. Des relations simples
permettent néanmoins d’extraire directement la contrainte d’écoulement jusqu’à des défor-
mations équivalentes de 0,8 - 1. Cette remarque peut-être étendue à toutes les éprouvettes de
cisaillement décrites ici pour lesquelles la mise en compression, même élastique, des parties
"inactives" est inévitable.

Torsion

L’essai de torsion, qui n’est rien d’autre qu’un essai de cisaillement simple, permet de carac-
tériser le matériau pour de très grandes déformations (1 < ε < 3) tout en éradiquant la question
du frottement aux interfaces avec l’outil. Supposant la longueur de l’éprouvette constante et la
conservation du volume, il permet, en théorie, d’imposer des déformations "infinies". Le ni-
veau de déformation effectif est généralement limité par l’autoéchauffement conduisant à une
localisation.

Malgré des vitesses de déformation non uniformes suivant la section de l’éprouvette, un
dépouillement direct est possible à partir des relations de Fields & Backofen (1957), moyennant
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quelques hypothèses. L’analyse de ces essais reste encore problématique dès lors que la partie
utile se réduit. Les effets de bord, avec notamment la déformation des rayons de raccordement,
deviennent non négligeables et demandent une simulation plus fine de l’essai (Lurdos, 2008).

Remarque :

Il est tout à fait possible d’imaginer des essais originaux menant à des sollicitations com-
binées à partir de géométries particulières d’éprouvettes. Leur complexité croissante se
traduira alors par une difficulté à déterminer précisément l’état de contrainte et de déforma-
tion, et de ce fait un dépouillement simple de l’essai. Une simulation numérique couplée est
alors incontournable afin d’extraire (i) les expressions permettant le traitement des données
(Rittel et al., 2002), (ii) la sensibilité de l’essai aux paramètres de la loi de comportement
supposée ou bien (iii) l’identification inverse d’une loi de comportement (Changeux, 2001;
Nistor, 2005).
La question est alors : est-on capable de fournir les conditions limites représentatives
de l’essai ? Peut-on se baser uniquement sur la géométrie finale de l’éprouvette ? sur un
effort et le déplacement d’une traverse ? ou doit-on migrer vers des méthodes avancées
en imposant un champ de déplacement mesuré expérimentalement (Hild & Roux, 2006;
Réthoré et al., 2007) ?

1.1.2 Dispositifs expérimentaux associés aux essais mécaniques

La section précédente a défini le type d’essai et la géométrie d’éprouvette. A présent,
il nous faut aborder la méthode d’application de la charge, qui conditionnera la vitesse de
sollicitation et le niveau de déformation maximale (contrainte max admissible par le système).
Le Tableau 2.1 donne à titre indicatif les vitesses de déformations envisageables sur un essai de
compression suivant le moyen d’essai mis en oeuvre. Ceux-ci étant relativement connus et bien
documentés, nous ne commenterons que les essais dynamiques et haute vitesse. La Figure 2.3
illustre de manière non exhaustive les principaux dispositifs employés.

Essais dynamiques - 10−1 à 102 s−1

Outre les moyens basés sur des masses en mouvement (Figure 2.3 b)), les nouvelles généra-
tions de machines servohydrauliques permettent de rentrer dans ces plages de vitesse. Elles sont
généralement équipées de vérins rapides se déplaçant de 2 à 25 m/s et pouvant transmettre des
efforts supérieurs à 200 kN tout en conservant une très bonne rigidité. Le simulateur Gleebler

3800 utilisé dans le cadre de ces travaux disposent de ces atouts et permet de réaliser des cycles
thermomécaniques complexes de façon répétable. Il sera décrit plus en détail dans la suite du
manuscrit.
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Plage de ε̇ Qualificatif Dispositif expérimental

10−5 à 10−1 s−1 Quasi-statique Electromécanique ou servohydraulique

10−1 à 102 s−1 Dynamique
Servohydraulique spéciale, masse tombante

ou plastomètre à cames

102 à 104 s−1 Haute vitesse
Propagation d’ondes élasto-plastiques

par barres type Hopkinson/Kolsky

104 à 106 s−1 Très haute vitesse Lanceur à gaz

> 106 s−1 Balistique Utilisation d’explosifs

TABLEAU 2.1: Ordres de grandeur des vitesses de déformation possibles en déformation uni-
axiale suivant le dispositif sélectionné (adapté de ASM-Handbook (2000))

Des vitesses de l’ordre de 104 s−1 peuvent être atteintes sur ce type de machines en cisaille-
ment à l’aide, par exemple, d’éprouvettes "chapeau" (Figure 2.1 c)-J)) (Braham-Bouchnak,
2010; Hor, 2011).

Essais haute et très haute vitesse - 102 à 106 s−1

Des vitesses de déformations plus élevées passent souvent par un procédé impliquant une
propagation d’ondes et l’utilisation d’un lanceur à gaz. L’éprouvette est alors sollicitée au choc
à l’aide d’un projectile ou constitue parfois elle-même le projectile (Figure 2.3 c)).

La première technique repose sur le principe énoncé par J. Hopkinson (1872) et repris par
B. Hopkinson (1914), R.M. Davies (1948) puis H. Kolsky (1949) : une onde de pression est
transmise par l’intermédiaire d’un projectile à une barre entrante qui met en charge l’échan-
tillon, réfléchissant une partie de l’onde à l’interface et transmettant le reste de la charge à une
barre sortante. Communément appelé "barres d’Hopkinson", ce dispositif est en fait l’adapta-
tion proposée par Kolsky sous le nom de Slip Hopkinson Pressure Bar (SHPB). Il est possible,
à partir d’une mesure de déformation des deux barres, de remonter aux contraintes et aux dé-
formations dans l’échantillon. Malgré les nombreux progrès de ces méthodes, elles ne sont pas
encore standardisées à cause de la complexité inhérente à l’analyse des données : acquisition très
haute fréquence, hypothèse de propagation mono-directionnelle (Yang & Shim, 2005), frotte-
ment aux interfaces projectile-barres et barres-glissières (Hartley et al., 2007; Jankowiak et al.,
2011), sensibilité à la géométrie du projectile mais surtout un chargement répété (saccadé) de
l’échantillon du au trajet de l’onde de pression. On notera que les niveaux de déformation géné-
ralement atteints en compression dépassent rarement 0,3 - 0,4 (Khan & Liang, 1999; Jaspers &
Dautzenberg, 2002a) et que la vitesse de déformation a tendance à décroître au cours de l’essai
(ASM-Handbook, 2000).

La seconde approche expérimentale consiste à projeter directement l’éprouvette sur un mas-
sif rigide. Les premiers essais expérimentés par G.I. Taylor (1948) utilisaient une éprouvette cy-
lindrique et s’assimilaient donc à un essai de compression à très grande vitesse. Ils permettent
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d’atteindre des déformations très importantes (ε > 3) et des vitesses de déformations encore
supérieures au SHPB (ε̇ > 105 s−1). L’état de contrainte et déformation est néanmoins très hété-
rogène. Des sollicitations plus complexes (traction ou traction-cisaillement) peuvent être géné-
rées à partir d’éprouvettes planes en réalisant de l’impact de plaques. Une mesure de la vitesse
surfacique est alors nécessaire. Les difficultées majeures de ce type de dispositifs concernent sa
conception, la mise en oeuvre et le dépouillement de l’essai. La réussite de l’essai dépend for-
tement de l’angle d’incidence à travers l’alignement de l’axe du projectile avec celui de la cible
et le parallélisme des faces de l’éprouvette (Nistor, 2005). Le coût de mesures in-situ sur de
tels essais limitent leur dépouillement à l’analyse post-mortem des échantillons. Une mesure de
la géométrie déformée couplée à une simulation numérique permet d’identifier les paramètres
d’une loi de comportement définie (Rohr et al., 2005; Nistor, 2005). Certains auteurs utilisent
ce dispositif comme un outil de validation des lois de comportement (Banerjee, 2007; Chen
et al., 2008).

A : Electromécanique
B : Servo-hydraulique (Gleeble®)
C : Roue inertielle
D : Tour de chute
E : Lanceur à gaz

Barre entrante Echantillon Barre sortante

Jauges de déformation

Projectile

Vp

Vp Vp
Vp

Barres d’Hopkinson

Impact

c

a b

Taylor Plaques

�

�

�

�

�

FIGURE 2.3: Illustration des différents dispositifs de mise en charge : a) machines mécaniques
à vis et servohydrauliques, b) rotation/chute de masse et c) lanceur à gaz (Illustration - LGP de

l’ENI de Tarbes)

1.1.3 Sollicitations accessibles et évaluation des essais

Comme nous l’avons détaillé auparavant, il existe de nombreux essais et dispositifs permet-
tant d’étudier la rhéologie d’un matériau. Les principaux sont regroupés en Figure 2.4 avec les
plages usuelles de déformation et vitesse de déformation correspondantes.

39



2. Rhéologie du matériau usiné

Si l’on replace ces essais dans notre contexte, on peut faire apparaître sur cette même
figure le domaine "supposé" des sollicitations rencontrées en usinage. Même si ce dernier est
réputé pour être un procédé "extrême", peu d’auteurs présentent une évaluation précise des
chargements rencontrés. On énonce traditionnellement des déformations supérieures à 1 et
des vitesses de déformation proches de 106 s−1, sans réellement dissocier la zone concernée.
Des essais "Quick-Stop", évoqués au Chapitre 1, permettent d’extraire des ordres de grandeur
moyens principalement en ZCP (Trent & Wright, 2000; Jaspers & Dautzenberg, 2002b).
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Cisaillement sur SHPB

FIGURE 2.4: Plage de déformation et vitesse de déformation accessibles avec les essais de
caractérisation les plus courants

On constate que les essais de caractérisation demeurent encore bien moins sévères que le
procédé lui-même. Si la vitesse de déformation est certes un paramètre fondamental, il ne faut
pas oublier que le matériau est simultanément sujet à de grandes déformations. Les essais de
compression SHPB, bien qu’étant intéressants d’un point de vue dynamique, se limitent à des
déformations de 0,4 - 0,5 (Changeux, 2001; Jaspers & Dautzenberg, 2002a; Chen et al., 2008).
On peut donc se demander si les effets visqueux observés à ces "faibles" déformations sont
toujours valables à des niveaux deux fois plus élevés.

Les essais de Taylor apparaîssent comme les plus pertinents mais l’expertise et les moyens
nécessaires à leur mise en place et leur traitement freinent considérablement leur emploi. Cette
démarche semble a priori difficilement transférable en milieu industriel. Les essais de cisaille-
ment dynamiques ou sur SHPB couvrent une plage intéressante mais comportent plus ou moins
les mêmes limites (géométrie d’éprouvette, dépouillement, tendance à la fissuration).

Mais qu’en est-il des aspects thermiques ? La température n’a en effet pas été mentionnée
jusqu’ici. Dans le Chapitre 1 (Contexte), nous avons précisé que les températures avoisinent
400 ◦C en ZCP et apparaîssent plus élevées 800 - 1000 ◦C en ZCS, à l’interface outil-copeau
(Davies et al., 2005; Arrazola et al., 2008a). Le matériau doit donc être caractérisé thermique-
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ment afin d’évaluer sa sensibilité à la température (phénomènes d’adoucissement). On procède
à des essais isothermes à différentes températures en couplant le dispositif choisi à un système
de chauffage par induction ou effet joule. Cette méthodologie est remise en question par plu-
sieurs équipes de recherche mettant en valeur les cinétiques thermiques extrêmement rapides.
Poulachon (1999), Rhim & Oh (2006) ou encore Burns et al. (2009) montrent que les vitesses
de chauffe peuvent dépasser 106 ◦C.s−1, 104 ◦C.s−1 au refroidissement pour un temps de main-
tien d’environ ∼ 100 µs. La représentativité des essais isothermes peut donc définitivement être
remise en question.

L’équipe du NIST (Mates et al., 2008; Burns et al., 2009, 2010) travaille actuellement sur
cet aspect en intégrant un système de chauffage rapide sur un dispositif SHPB. Les vitesses de
chauffe annoncées se situent autour de 6000 ◦C.s−1. Plus récemment, Mondelin et al. (2011) ont
conduit des essais de dilatométrie à 104 ◦C.s−1 jusqu’à 1000 ◦C qui tendent à montrer qu’aucun
changement de phase ne s’effectue à la chauffe compte tenu de la rapidité de la montée en
température. Les essais de caractérisation isothermes opérés à des températures supérieures à
l’austénitisation perdent de ce fait tout leur sens compte tenu des changements microstructuraux
du matériau.

Remarque :

L’apport des essais sous chauffe rapide permettant de respecter au mieux la cinétique
thermique du procédé est certain. L’objectif est avant tout d’évaluer la sensibilité de la
contrainte d’écoulement à une élévation de température. En revanche, on peut rappeler que
cette élévation en usinage est produite par la déformation elle même et par le frottement aux
interfaces. Chauffer l’échantillon, même à haute vitesse, puis le solliciter mécaniquement
pourrait être une source de disparité entre le comportement observé en essai et celui à la
coupe.

A partir de là, on peut dresser un bilan qualitatif des essais et moyens expérimentaux (Ta-
bleau 2.2). Les différents critères sont relatifs à leur cohérence par rapport au domaine de solli-
citations ci-dessus ainsi qu’à des points en lien avec une éventuelle utilisation industrielle.

L’essai "classique" de compression dynamique se démarque, malgré des vitesses de défor-
mation plutôt en retrait, par sa bonne répétabilité (Hor, 2011) et une géométrie d’éprouvette
très simple. Le dépouillement est direct sous réserve d’un frottement faible et de déformations
limitées. Ces deux aspects devront être éclaircis afin d’estimer l’amplitude de déformation à
partir de laquelle l’erreur devient non négligeable.

1.1.4 Recours aux essais de coupe

Les remarques et discussions antérieures témoignent des limites persistantes des moyens
de caractérisation actuels. Même grâce à des éprouvettes dédiées (SCS, chapeau, double ci-
saillement) et des dispositifs à grande vitesse, la restitution de chargements similaires à ceux
rencontrés en usinage est encore fastidieuse.
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Compression SHPB 8 4 ∼ ∼ 4 ∼ 8 8

Essais d’impact 4 4 8 ∼ 4 8 ∼ 8

Cisaillement dynamique 4 4 8 ∼ 8 8 ∼ ∼
Torsion dynamique 4 8 ∼ 4 ∼ ∼ 4 ∼

TABLEAU 2.2: Evaluation qualitative des essais de caractérisation existants ( 4 Positif ; ∼
Mitigé ; 8 Négatif)

Certains auteurs ont proposé des méthodes inverses permettant, à partir d’essais d’usinage,
d’identifier les paramètres d’une loi de comportement. Ces essais reposent principalement sur
trois éléments :

– une configuration de coupe simplifiée, généralement orthogonale, en tournage (Oxley,
1989; Tounsi et al., 2002; Guo, 2003; Ozel & Zeren, 2006; Pujana et al., 2007; Umbrello
et al., 2007a) ou fraisage (Shatla et al., 2001; Sartkulvanich et al., 2004) ;

– les résultats expérimentaux résultant de ces essais : efforts de coupe, géométrie du copeau
à partir d’essais brusquement interrompus (Sartkulvanich et al., 2004), voire des champs
de température (Pujana et al., 2007; Umbrello et al., 2007a) ;

– une modélisation analytique comme celle initiée par Oxley (1989) (Shatla et al., 2001;
Tounsi et al., 2002; Guo, 2003; Sartkulvanich et al., 2004; Ozel & Zeren, 2006) ou une
approche numérique (Pujana et al., 2007; Umbrello et al., 2007a).

La loi de comportement étant intégrée à la modélisation choisie, il s’agit dès lors d’appliquer
une procédure d’optimisation sur ses coefficients afin d’ajuster les résultats du calcul à ceux
issus de l’expérience. On identifie ainsi un modèle de comportement à partir d’informations
directement extraites du procédé.

Les principales limitations se résument à :
– une procédure expérimentale plus complexe lorsque des essais Quick-Stop sont requis :

préparation d’échantillons particuliers notamment en fraisage ou utilisation d’un moyen
d’éjection dédié (tournage) ;

– une analyse/mesure délicate des zones de cisaillement souvent réduites à quelques di-
zaines de micromètres. L’incertitude étant assez importante, elle affectera fortement les
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estimations analytiques des déformations et vitesses de déformations de ces régions ;
– des approximations du modèle analytique fournissant seulement des valeurs moyennes de

contrainte et de déformation dans les zones sollicitées ;
– des incertitudes intrinsèques aux modèles numériques comme la discrétisation, l’utilisa-

tion ou non d’une méthode d’accélération de calcul, de conditions limites approxima-
tives ;

– l’identification d’une loi de comportement dans un problème couplé où certains éléments
ne sont pas complètement maîtrisés (modèles de frottement aux interfaces, paramètres
thermiques de contact, propriétés thermophysiques des matériaux . . . ). Ce point sera
abordé en détail dans le chapitre suivant.

1.2 Modèles de comportement couramment utilisés

1.2.1 Généralités

La notion de loi de comportement passe tout d’abord par la définition d’un critère de plasti-
cité. Le critère de von Mises reste le plus courant si l’on considère un matériau incompressible
isotrope. On suppose que seule la partie déviatorique du tenseur des contraintes (contraintes
de cisaillement) influence le passage d’un état élastique à un état plastique, écartant ainsi toute
sensibilité à la pression hydrostatique (fait avéré pour les métaux). La contrainte équivalente au
sens de von Mises σeq s’exprime donc en fonction des composantes du déviateur si j (Eq. 2.1)
et doit vérifier à tout instant la condition σeq ≤ σy, σy étant la limite d’écoulement du matériau.

σeq =

√

3
2

si jsi j (2.1)

Ce critère permet de ramener un état de contrainte triaxial à un état de contrainte uniaxial
équivalent et apparaît donc indépendant du type de sollicitations. Il ne reste alors qu’à
quantifier l’évolution de σy en fonction des conditions de chargement par l’intermédiaire d’une
loi d’écoulement.

Idéalement, un modèle de comportement (sous-entendu dans le régime plastique) doit être
capable de décrire précisément la sensibilité de la contrainte d’écoulement à la déformation, la
vitesse de déformation, la température, le chemin de déformation ou encore les évolutions mi-
crostructurales. L’intégration de tous ces éléments dans un modèle unique est une tâche de toute
évidence plus que difficile. Des hypothèses sur leur influence doivent être faites en cohérence
avec le contexte de l’étude : procédé concerné, complexité de l’identification, répétabilité et
fréquence d’utilisation de cette méthode, moyens d’essais nécessaires. Elles tendent fréquem-
ment à découpler leurs effets, favoriser l’identification des paramètres, extrapoler des données
extraites sur d’autres domaines de sollicitation ou bien faciliter leur implémentation dans les
codes de calcul.

Ces dernières années, de nombreuses formulations ont été proposées ou modifiées en vue
d’améliorer la restitution du comportement rhéologique des métaux. Les récents travaux de Lur-
dos (2008), Hor (2011) et Lin & Chen (2011) passent en revue un certain nombre d’entre elles.
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Ils les distinguent en trois catégories : les modèles empiriques/phénoménologiques, les modèles
semi-physiques et enfin physiques. Il en ressort que ceux permettant une description fidèle sur
une large plage de sollicitations et capables d’être prédictifs hors du domaine d’identification
sont encore rares.

L’objectif ici n’est pas de refaire une liste de ces modèles. Dans les sections suivantes, nous
reviendrons dans un premier temps sur le modèle phénoménologique incontournable de John-
son & Cook (1983) et ses différentes adaptations, apparaîssant comme une solution intéressante
d’un point de vue industriel. Nous aborderons ensuite deux exemples cherchant à retranscrire
des phénomènes métallurgiques avec des expressions relativement simples 1. Le lecteur pourra
se reporter aux références mentionnées (Lurdos, 2008; Hor, 2011; Lin & Chen, 2011) ainsi
qu’aux articles de synthèse publiés par Liang & Khan (1999) et Chaboche (2008) afin d’appro-
fondir ou prendre connaissance de modèles non-abordés ici.

Remarque :

Comme le soulignent certains auteurs (Liang & Khan, 1999; Mantel & Vachey, 2006), il
semble difficile d’imaginer qu’une formulation unique puisse retranscrire le comportement
d’un matériau en petites et grandes déformations, à froid et à chaud, en quasi-statique
et dynamique ou encore sous diverses évolutions microstructurales. De plus, σy étant
communément exprimée en fonction de la déformation équivalente, on suppose qu’elle ne
dépend pas de la manière dont le chargement est appliqué (chemin de déformation).

1.2.2 Modèle de Johnson & Cook et ses adaptations

Johnson & Cook (1983) proposèrent d’exprimer la contrainte d’écoulement suivant l’Eq.
2.2 suite à une campagne expérimentale poussée, menée sur 12 matériaux (aciers bas et moyen
carbone, aluminium, titane, laiton, cuivre ou encore tungstène). Des essais de traction quasi-
statique, torsion quasi-statique et dynamique à l’ambiant (ε ≈ 1 - ε̇ < 400 s−1) et traction
dynamique sur barres d’Hopkinson (ε ≈ 0,2-0,3 - ε̇ < 600 s−1 - T < 600 ◦C) furent effectués
pour chacun d’eux.

Les auteurs observèrent les variations quasi-linéaires de la contrainte suivant la température
et le logarithme de la vitesse de déformation. Ils construisirent ainsi leur modèle autour d’une
courbe d’écrouissage "classique" émise par Ludwik en 1909 [A+B(εp)

n] transformée homo-

thétiquement par les termes
[

1+C ln
(

ε̇p
ε̇0

)]

, permettant de retranscrire les effets de viscosité,

et
[

1−
(

T−T0
Tf−T0

)m]

, reflétant une chute de contrainte suite à une élévation de température.

σy = [A+B(εp)
n]

[

1+C ln

(

ε̇p

ε̇0

)][

1−
(

T −T0

Tf −T0

)m]

(2.2)

1. Les paramètres des modèles présentés par la suite étant nombreux et parfois similaires, ils ne seront pas
inclus dans la nomenclature afin de ne pas la surcharger inutilement
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Son application fut validée en comparant sur des essais de Taylor (cf. Figure 2.3) les
géométries relevées expérimentalement à celles simulées numériquement à partir des lois
identifiées. On notera que même si ces essais induisent de fortes vitesses de déformation
(max ∼ 105 s−1), l’architecture du modèle repose sur des vitesses limitées à ∼ 600 s−1 et des
déformations vraies inférieures à 0,3 en dynamique.

Ce modèle revient de façon récurrente dans beaucoup de travaux numériques impliquant de
grandes vitesses de déformation (impacts, crashs, procédés à grande vitesse. . . ). Pourquoi est-il
justement si intensément utilisé ? Sa structure basique et découplée lui confère une simplicité
d’identification (isolement possible de chaque terme et nombre réduit d’essais) et d’implémen-
tation 2 (les 3 variables utilisées sont directement accessibles dans les codes de calcul, sans pas-
sage par des variables internes). Ces deux points ont d’une part incité de nombreux chercheurs
à identifier ses paramètres pour divers matériaux et par conséquent, encouragé son implémenta-
tion/utilisation dans de multiples travaux numériques. On enclenche alors un "cercle vertueux"
identification-utilisation.

Mais permet-il de décrire des comportements apparaîssant à plus haute vitesse de déforma-
tion ? plus haute déformation ?

Modification du durcissement dynamique

Le terme lié à la vitesse de déformation a été le premier remis en question. Follansbee et al.
(1984) montrèrent sur du cuivre que l’influence de la vitesse de déformation n’était pas une
fonction linéaire du logarithme népérien. Il apparaît que cette constatation peut être étendue
aux matériaux ductiles en général (Figure 2.5).

a

Log(Vitesse de déformation (s-1))
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FIGURE 2.5: Effets de viscosité constatés sur deux matériaux ductiles : a) acier ferrito-
perlitique (Klepaczko et al., 2008) et b) cuivre (Jankowiak et al., 2011)

2. Les auteurs évoquent cet avantage dès la seconde phrase de leur abstract
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Dès lors, la première modification fut apportée par Holmquist & Johnson (1991) en sub-
stituant le terme en logarithme par une loi puissance (Eq. 2.3) afin de renforcer l’effet de la
viscosité à haute vitesse de déformation.

σy = [A+B(εp)
n]

[

(

ε̇p

ε̇0

)C
]

[

1−
(

T −T0

Tf −T0

)m]

(2.3)

L’adaptation proposée par Rule & Jones (1998) consiste à conserver le terme f (ε̇p) de
l’équation originale en le complétant pour restranscrire l’élévation rapide de contrainte observée
au delà de 103 s−1.

σy = [A+B(εp)
n]



1+C1 ln

(

ε̇p

ε̇0

)

+C2





1

C3 − ln
(

ε̇p
ε̇0

) − 1
C3









[

1−
(

T −T0

Tf −T0

)m]

(2.4)

Kang & Huh (2000) préfèrent quant à eux une expression quadratique en ln
(

ε̇p
ε̇0

)

(Eq. 2.5).

Johnson et al. (2006) reprendront plus tard cette formulation en ajoutant un paramètre en lieu
et place de l’exposant 2.

σy = [A+B(εp)
n]

[

1+C1 ln

(

ε̇p

ε̇0

)

+C2 ln

(

ε̇p

ε̇0

)2
]

[

1−
(

T −T0

Tf −T0

)m]

(2.5)

L’impact des modifications ci-dessus est illustré en Figure 2.6 a) en comparaison à la forme
initiale du modèle. Les paramètres identifiés par les auteurs sont utilisés dans ces tracés.

Modification de l’écrouissage

Certains auteurs (Khan & Liang, 1999) ont également souhaité introduire un couplage en
intégrant l’influence de la vitesse de déformation dans le terme d’écrouissage suite aux intérac-
tions observées sur le tantale (Eq. 2.6). Elle vise principalement à adoucir l’effet de l’écrouis-
sage lorsque la vitesse de déformation augmente. Le facteur f (ε̇p) révisé par Holmquist &
Johnson (1991) avait ici déjà été adopté.

σy =

[

A+B(εp)
n0

(

1−
(

ln(ε̇p)

ln(ε̇0)

)n1
)][

(

ε̇p

ε̇0

)C
]

[

1−
(

T −T0

Tf −T0

)m]

(2.6)
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Modification de l’adoucissement thermique

Le terme d’adoucissement thermique fut aussi sujet à amélioration. Pour les aciers au car-
bone, en particulier à structure ferrito-perlitique, on constate une perte de ductilité à des tempé-
ratures voisines de 250 - 400 ◦C. Ce phénomène connu sous le nom de "fragilité au bleu" (blue
brittleness) provient de l’intéraction des dislocations en mouvement avec les atomes interstitiels
de carbone 3 (Meyers & Chawla, 2009).
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FIGURE 2.6: Modifications apportées par différents auteurs à la forme originale du modèle de
Johnson & Cook (1983) : a) terme de durcissement dynamique et b) facteur d’adoucissement

thermique

Sartkulvanich et al. (2004) ont tenté de restituer cette élévation de contrainte en modifiant
le terme d’adoucissement thermique de façon purement empirique (Eq. 2.7). La Figure 2.6 b)
montre l’évolution du facteur pour deux valeurs du paramètre a. Le terme d’écrouissage se
trouve également réduit à [B(εp)

n], diminuant ainsi à 4 le nombre paramètres.

3. Sous certaines conditions de température et vitesse de déformation, les interstitiels ont suffisamment de
mobilité pour migrer jusqu’au coeur des dislocations (vitesse des interstitiels plus importante que celle des dislo-
cations). Ces dernières alors "chargées" d’atomes ont besoin d’une quantité d’énergie supérieure pour se déplacer,
générant une augmentation de contrainte. Ceci se manifeste à plus haute température lorsque la vitesse de défor-
mation augmente.
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σy = [B(εp)
n]

[

1+C ln

(

ε̇p

ε̇0

)][(

Tf −T

Tf −T0

)

+a · exp(−5.10−5(T −700)2)

]

(2.7)

Appliqué sur un alliage de titane, Bäker (2006) modifie le facteur d’adoucissement ther-
mique en introduisant une exponentielle mais insère également cette nouvelle fonction dans le
terme d’écrouissage. Il réalise de cette façon un couplage permettant d’atténuer les effets de
la déformation avec l’élévation de température. On notera que T0 devient ici un paramètre à
identifier.

σy =






B(εp)

n·
[

exp

(

−
(

T
T0

)m)]





[

1+C ln

(

ε̇p

ε̇0

)][

exp

(

−
(

T
T0

)m)]

(2.8)

Extensions

Si chacun des termes a été remanié comme nous l’avons vu précédemment, certains auteurs
tirent parti de la forme multiplicative du modèle en le complétant avec un quatrième facteur.

Andrade et al. (1994) modélisent la chute soudaine de contrainte observée sur du cuivre à
partir d’une certaine température critique Tc en ajoutant simplement une constante dépendant
de celle-ci (Eq. 2.9). Ce changement est interprété par la formation d’une nouvelle structure de
grains faisant intervenir la notion de recristallisation. σrecryst correspond à la contrainte station-
naire observée tandis que σstart est la contrainte à l’initiation de la recristallisation. La tendance
globale du modèle de Johnson & Cook (1983) est conservée mais la contrainte est réduite pro-
portionnellement au facteur H(T ) (Figure 2.7a)).























σy = [A+B(εp)
n]

[

1+C ln

(

ε̇p

ε̇0

)][

1−
(

T −T0

Tf −T0

)m]

H(T )

H(T ≥ Tc) =
σrecryst

σstart
H(T < Tc) = 1

(2.9)

Cette chute de contrainte est en fait constatée au cours de la déformation : on parle alors de
recristallisation dynamique (Doherty et al., 1997). Calamaz et al. (2008) suggèrent, pour des al-
liages de titane, une extension du modèle original modifiant le comportement aux déformations
et températures élevées (Eq. 2.10). Le terme en tangente hyperbolique ajouté réduit progressi-
vement la contrainte à partir d’une déformation critique. L’écrouissage est en revanche préservé
en dessous de cette dernière (Figure 2.7b)). Cette approche a notamment été reprise depuis par
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Sima & Özel (2010) ou Karpat (2011) pour modéliser la coupe des alliages de titane.






















































σy =

[

A+B(εp)
n

(

1
exp(εa

p)

)]

[

1+C ln

(

ε̇p

ε̇0

)][

1−
(

T −T0

Tf −T0

)m]

f (D,S)

f (D,S) =

[

D+(1−D)tanh

(

1
(ε+S)c

)]

D = 1−
(

T
Tm

)d

S =

(

T
Tm

)b

(2.10)

Hor (2011) a finalement repris cette dernière extension et propose de la compléter en ajou-
tant un couplage en température sur la vitesse de déformation C(T ) et un paramètre supplé-
mentaire m1 au facteur d’adoucissement thermique. Suite à une étude de sensibilité, il réduit la
forme développée par Calamaz et al. (2008) et aboutit à l’expression Eq. 2.11 (Figure 2.7b)).























































σy = [A+B(εp)
n]

[

1+C ln

(

ε̇p

ε̇0

)][

1−m1

(

T −T0

Tf −T0

)m2
]

f (D,εp)

f (D,εp) =

[

D+(1−D)tanh

(

1
εp + ε0

)]

D = 1−
(

pεp

1+ pεp

)

tanh

(

T −T0

Trec −T0

)

C(T ) = C1

exp
(

C2
T
Tm

)

T
Tm

(2.11)

1.2.3 Modèles "à base métallurgique"

Les dernières références citées abordent la notion de recristallisation. De plus en plus de
questions se posent sur les modèles utilisés jusqu’ici et notamment l’impact de changements
microstructuraux sur le comportement du matériau. Les propositions précédentes sont très
intéressantes et poussent vers une volonté d’affiner la compréhension et la restitution des
mécanismes de déformation. Cependant, le fait que des équations mathématiques approchent
correctement une courbe contrainte-déformation ne signifie pas forcément qu’elles sont
capables de décrire celle-ci de manière physique.

Une approche consiste à considérer la physique des dislocations et à l’intégrer de manière
simplifiée afin de permettre une manipulation relativement aisée. Nommée "semi-physique",
elle se retrouve dans le modèle de Zerilli & Armstrong (1987), du modèle "Mechanical Thre-
shold Stress" (MTS) (Follansbee et al., 1984), MR de Molinari & Ravichandran (2005), de
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FIGURE 2.7: Extensions de la forme originale du modèle de Johnson & Cook (1983) : a) modi-
fication apportée par Andrade et al. (1994) sur un cuivre et b) comparaison de la forme originale
aux modèles proposés par Calamaz et al. (2008) et Hor (2011) (identifications conduites par Hor

(2011) sur un 42CrMo4)

Preston-Tonks-Wallace (PTW) ou encore du modèle RK de Rusinek & Klepaczko (2001). Ayant
déjà été très bien documentés, outre les travaux des auteurs eux-mêmes, ils ne feront pas l’objet
de cette partie. Le lecteur intéressé est invité à consulter les synthèses suivantes pour plus de
détails (Lurdos, 2008; Hor, 2011; Lin & Chen, 2011).

Néanmoins, suite à l’affinement de grains observé en coupe (Chapitre 1 section 3.3 page 24)
et aux possibles phénomènes de recristallisation mentionnés auparavant, il paraissait pertinent
de s’orienter vers la littérature traitant spécifiquement de ces évolutions microstructurales.

La déformation à chaud des aciers (T ≥ 800 ◦C) et à basse vitesse de déformation (ε̇ ≤
1 s−1) regroupe les conditions pour lesquelles le processus de recristallisation dynamique est
typiquement mis en évidence. Elle se traduit par une saturation caractéristique de la contrainte
à haute déformation (Figure 2.8 a)) passant par les quatre étapes représentées en Figure 2.8 b)
(Lin et al., 2008b) :

– Etape I – Ecrouissage : sous l’effet de la déformation, la densité de dislocations aug-
mente rapidement provoquant une élévation de la contrainte (WH). La pente est positive
mais décroît tandis que la restauration dynamique (DRV) (réarrangement menant à une
annihilation de dislocations) se met en place ;

– Etape II – Transition : à partir d’une déformation "critique", l’écrouissage entre en com-
pétition avec un mécanisme d’adoucissement supplémentaire : la recristallisation dyna-
mique (DRX). Celle-ci vient renforcer les effets de la restauration et ralentit le durcisse-
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FIGURE 2.8: Illustration du comportement observé en déformation à chaud : a) acier 42CrMo
à basse vitesse de déformation et différentes températures – b) schématisation des courbes ca-

ractéristiques de recristallisation (Lin et al., 2008b)

ment du matériau jusqu’à atteindre un maximum de contrainte ;
– Etape III – Adoucissement : ce pic est suivi d’une baisse soudaine de contrainte mon-

trant la prépondérance des phénomènes d’annihilation des dislocations (DRV+DRX). Ils
génèrent progressivement une nouvelle structure de grains à l’intérieur desquels ces pro-
cessus s’appliquent à nouveau ;

– Etape IV – Stabilisation : la chute se stabilise vers une contrainte seuil caractéristique
de la DRX et indépendante du niveau de déformation.

Une autre catégorie d’expressions est étudiée pour modéliser ce comportement. D’une ma-
nière générale, ces formulations s’articulent autour du nombre Z de Zener-Hollomon, du nom
des auteurs l’ayant proposé dans les années 40 (Zener & Hollomon, 1944). Ils supposent, pour
les métaux, que la déformation plastique est un mécanisme thermiquement activé (tout comme
la diffusion ou la relaxation). Z s’exprime sous la forme d’une loi d’Arrhénius faisant intervenir
une énergie d’activation apparente Q, la constante des gaz parfaits R et couplant température et
vitesse de déformation (Eq. 2.20).

Z = ε̇ · exp

(

Q
RT

)

(2.12)

La base physique de ce paramètre provient de l’analyse thermodynamique du mouvement
des dislocations. Afin de franchir les divers obstacles et permettre leurs mouvements, une cer-
taine quantité d’énergie ∆G doit être apportée au système. D’un point de vue statistique (statis-
tique de Boltzmann), la probabilité qu’une dislocation franchisse un obstacle d’énergie ∆G peut
s’écrire (Kocks et al., 1975) :

51



2. Rhéologie du matériau usiné

pr ≈ exp

(

−∆G
RT

)

(2.13)

Elle s’interprète aussi comme le ratio du nombre de franchissements réussis sur le nombre
de tentatives, exprimés en fréquence dans l’Eq. 2.14, avec υ f fréquence de franchissement des
obstacles et υr fréquence de vibration des dislocations (Kocks et al., 1975).

pr ≈
υ f

υr
(2.14)

On obtient ainsi l’Eq. 2.15, avec ∆t la période de franchissement des obstacles.

υ f = υrexp

(

−∆G
RT

)

=
1
∆t

(2.15)

Si l’on suppose que la vitesse de déformation est directement liée à l’espacement des obs-

tacles ∆l et à la période de franchissement ∆t telle que ε̇ = Kv
∆l
∆t

avec Kv une constante (Meyers

& Chawla, 2009), on révèle une expression similaire au nombre de Z (Eq. 2.16). ∆G est ici
l’énergie d’activation apparente Q et la constante du terme de gauche, le nombre de Z.























ε̇ = Kvυr∆l · exp

(

−∆G
RT

)

ou

cste = ε̇ · exp

(

∆G
RT

)

(2.16)

Les modèles présentés par la suite seront donc nommés "à base métallurgique" car, sous
leurs formes assez simples, ils permettent de décomposer l’évolution de la contrainte en
fonction de la déformation en attribuant un nom et un mécanisme physique à chaque étape.

Lurdos (2008) s’est concentré sur le comportement d’un acier inoxydable 304L dans les
procédés à grande vitesse. Souhaitant inclure les effets de la recristallisation dynamique, il
modifie la formulation de Voce (1948) en ajoutant le terme Aεn (Eq. 2.17) afin de retranscrire le
maximum de contrainte (Figure 2.8 b)).

σy = σs +
(

σ0 −σs +Aεn
p

)

exp(−rεp) (2.17)

Chacun des paramètres varie en loi puissance suivant le nombre de Zener-Hollomon.
L’auteur observe un changement de comportement à partir d’une valeur de Z correspondant à
l’amorce de la recristallisation. Il définit alors deux jeux de paramètres suivant la valeur de Z
traduisant un comportement avec et sans recristallisation.

Malgré les bonnes performances de ce modèle (Lurdos, 2008; Hor, 2011), on pourra sou-
ligner que sa structure présente une certaine contradiction avec la façon dont les processus
microstructuraux interviennent sur la contrainte. La loi de Voce (1948) est habituellement em-
ployée pour modéliser un comportement avec écrouissage où la restauration dynamique tend à

52



Etat de l’art

stabiliser la contrainte sans adoucissement à haute déformation (courbes grises sur les Figures
2.9 a) et b)). Lurdos (2008) introduit le terme Aεn afin d’augmenter la contrainte de Voce au
voisinage de εpic.

σ
σsat

σp

σc

σs

εc εpic εp

σ(WH+DRV)

σs

-�σ’s
-σDRX

Déformation plastique
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σ

εp
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b

Modèle de Lurdos – terme Aεn

σp

σs σ(WH+DRV) = σsLoi de Voce

+�σ’s

σ0
σ0

FIGURE 2.9: Comparaison entre a) la décomposition schématique des mécanismes d’adoucis-
sement ((Medina & Hernandez, 1996; Jonas et al., 2009) et b) la modification apportée par

Lurdos (2008) à la loi de Voce (1948)

Or, comme le montrent Medina & Hernandez (1996) et Jonas et al. (2009), le change-
ment microstructural provoqué par la recristallisation dynamique tendrait plutôt à faire chuter
la contrainte restaurée (courbe noire sur la Figure 2.9 a)).

Cette considération constitue la base du modèle de Medina & Hernandez (1996), repris
par Kim & Yoo (2001) sur un 304L puis Kim et al. (2003) sur un 42CrMo4 (Eq. 2.18). Les
auteurs décomposent la contrainte d’écoulement σy en un premier terme σ(WH + DRV ) lié à
l’écrouissage (WH) et à la restauration dynamique (DRV) auquel on soustrait un second terme
σ(DRX) caractéristique de la recristallisation dynamique (DRX) (Figure 2.9 a)).

σy = σ(WH +DRV )−σ(DRX) (2.18)

σ(WH + DRV ) s’exprime par une loi de Voce 4 tandis que σ(DRX) fait intervenir la no-
tion de fraction recristallisée par le paramètre XDRX . Ce dernier prend classiquement la forme
d’une loi d’Avrami (Medina & Hernandez, 1996; Kim et al., 2003; Jonas et al., 2009) (Eq.
2.19). Il dépend d’une déformation critique εc marquant le début de la recristallisation et de
ε∗, déformation à laquelle l’adoucissement maximum est franchi. εc correspond généralement
à 0,6−0,8× εpic (Kim & Yoo, 2001). Elle a été fixée de manière arbitraire à εc = 0,75× εpic.
Xεpic correspond à la fraction recristallisée à ε = εpic.

4. La loi de Voce est sensiblement modifiée pour raisonner en déformation plastique équivalente εp. σ0 est
donc la contrainte à εp = 0
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σ(WH +DRV ) = σ0 +(σp −σ0) [1− exp(−Cεp)]
m

εp < εpic, σ(DRX) = 0

εp ≥ εpic, σ(DRX) = (σp −σs)

[

XDRX −Xεpic

1−Xεpic

]

XDRX = 1− exp

[

−
(

εp − εc

ε∗

)m′]
(2.19)

Tout comme Lurdos (2008), les paramètres de ce modèle à savoir, σ0,σp,σs,εc,ε
∗,C,m,m′

sont une fonction puissance du nombre Z et renforcent le couplage entre vitesse de déformation
et température.

1.2.4 Discussion

Remarque préliminaire

L’évalution des modèles n’a pas été traitée jusqu’ici alors que l’on devra bien définir vers
quel type d’approche s’orienter et quel modèle sélectionner. Evaluer sous-entend établir des cri-
tères. Si son aptitude à restituer fidèlement le comportement du matériau est primordiale, il faut
garder en tête que des critères devront considérer des points plus "pratiques" comme le nombre
de paramètres, la méthode d’identification et sa facilité de mise en oeuvre, les moyens néces-
saires ou encore la complexité d’implémentation. Dire qu’un modèle est performant/pertinent
dépendra donc directement des critères choisis et du poids qu’il leur aura été affecté. Nous
reviendrons sur cet aspect dans les prochaines sections de ce manuscrit.

Que peut-on déjà extraire des éléments bibliographiques qui viennent d’être listés ?

Modèle de Johnson & Cook et ses adaptations

La première limite évidente du modèle original de Johnson & Cook (1983) réside dans
l’impossibilité de modéliser les effets visqueux sur une plage étendue de vitesse de déformation.
Deux possibilités s’offrent alors :

– Préférer une des modifications décrites auparavant, notamment celle de Kang & Huh
(2000) et Johnson et al. (2006) (6 ou 7 paramètres) ;

– Conserver la forme originale par morceaux et identifier plusieurs jeux de paramètres
suivant la plage de vitesse de déformation considérée, comme illustré en Figure 2.5.
Si l’on exclut les vitesses inférieures à ε̇ = 1 s−1, un changement de comportement
intervient communément, suivant le matériau étudié, entre 103 et 104 s−1, puis un second
au delà de 106 s−1.

La seconde vise plutôt l’évolution de la contrainte d’écoulement avec la déformation plas-
tique. Hors effets d’auto-échauffement et d’adiabaticité, la loi de Ludwik impose une croissance
de la contrainte avec la déformation. Ceci ne semble pas problématique puisque dans la majeure
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partie des cas, c’est ce que l’on constate lors d’essais de caractérisation classiques limités à des
déformations de 0,3 - 0,5. Cette évolution est-elle toujours valide à des déformations supé-
rieures ? et à des températures relativement élevées ? Les phénomènes microstructuraux intro-
duits en section 1.2.3 (page 49) engendrent pourtant une saturation ou encore un adoucissement
de la contrainte, en particulier aux hautes déformations.

Les extensions suggérées par Calamaz et al. (2008) et Hor (2011) permettent de les
approcher mais n’ont-elles pas tendance à complexifier l’expression du modèle lui même ainsi
que son interprétation ?

Modèles "à base métallurgique"

Les modèles "à base métallurgique", comme ceux élaborés par Lurdos (2008) ou Kim et al.
(2003), forment une alternative séduisante. Ils intègrent les variables influentes telles que vi-
tesse de déformation et température de manière couplée et disposent d’un nombre raisonnable
de paramètres (6 pour Lurdos (2008) - 8 Kim et al. (2003), chacun comportant 2 constantes).
Leur dépendance à Z en loi puissance facilite leur identification. En revanche, ces formulations
sont principalement utilisées en déformation à chaud et à basse vitesse. Même si les travaux
de Lurdos (2008) montrent que la formulation peut être étendue à une large palette de solli-
citations, permettent-elles de reproduire les mécanismes de déformation à haute vitesse ? La
question serait en fait, les bases physiques menant à la construction de ces modèles sont-elles
toujours vérifiées lorsque les grandes déformations sont combinées à des régimes fortement
dynamiques ?

Les changements de comportement perçus ont été imputés au processus de recristallisation
dynamique. Le retrouve-t-on à haute vitesse de déformation ? Que peut-on dire des affinements
de grains observés sur les copeaux issus d’essais d’usinage ?

1.3 Evolutions microstructurales sous sollicitations extrêmes

Les questions précédentes incitent à se pencher sur le comportement du matériau, et surtout
ses évolutions structurales, sous des chargements aussi intenses que ceux rencontrés en usinage.
Les bandes de cisaillement (ZCP) et les zones de contact intense (ZCS) sont deux exemples
sièges de grandes déformations où la microstructure des zones déformées est difficilement
interprétable. L’analyse de ces deux cas particuliers permet d’établir un parallèle avec la coupe
des métaux : les bandes de cisaillement sont caractéristiques de la ZCP tandis qu’un contact
extrême a lieu en ZCS à l’interface outil-matière.

1.3.1 Bandes de cisaillement adiabatiques

La déformation plastique est un processus irréversible et conduit, dans le cas des métaux, à
une génération de chaleur. Il est supposé et admis que seulement 10 % du travail plastique est
emmagasiné sous forme de défauts et contribue à l’écrouissage (Meyers & Chawla, 2009). Si la
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déformation se produit si rapidement que la quantité de chaleur générée ne peut s’évacuer par
conduction dans le matériau, l’adoucissement causé par cette élévation de température risque
d’excéder, à partir d’un certain niveau de déformation, le durcissement dû à l’écrouissage. Cet
adoucissement entraîne une localisation de la déformation, auto-entretenue et amplifiée par la
chaleur ainsi localement générée.

Les bandes de cisaillement adiabatiques (BCA) sont généralement considérées comme
des instabilités plastiques identifiées expérimentalement comme des zones étroites de fortes
déformations en cisaillement. Les niveaux de déformation atteints représentent plusieurs cen-
taines de pour-cents pour des vitesses de déformation dépassant grandement 1000 s−1 (Lesuer
et al., 2005; Meyers & Chawla, 2009). Si leur mode de formation est clairement attribué à
ce couplage mécanique-thermique à grande vitesse, plusieurs auteurs se sont intéressés à la
microstructure formée dans ces bandes.
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FIGURE 2.10: Evolutions microstructurales observées dans des bandes de cisaillement par a)
Zener & Hollomon (1944), b) Hines et al. (1998), c) Rittel et al. (2002), d) Meyers et al. (2003),

e) Lesuer et al. (2005) et f) Xu et al. (2006)

Zener & Hollomon (1944) faisaient déjà apparaître une zone de cisaillement localisée sur
des essais de poinçonnage sous la forme d’une bande blanche après attaque au Nital (Figure 2.10
a)). En estimant l’élévation de température à 1000 ◦C, ils conclurent qu’il s’agit de martensite
formée après refroidissement rapide par conduction dans la matière environnante.

Les analyses EBSD et MET menés par Meyers et al. (2001, 2003) sur un alliage de titane
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et un acier inoxydable austénitique (Figure 2.10 d)) montrent quant à eux que les bandes de
cisaillement sont constituées de grains équiaxes d’environ 0,1 - 0,2 µm avec une faible den-
sité de dislocations. Les auteurs attribuent cet état au processus de recristallisation dynamique
enclenché à haute déformation et favorisé par la chaleur générée.

Les microstructures observées par Hines et al. (1998) ou Rittel et al. (2002) (Figure 2.10
b-c)) sur des essais de cisaillement dynamique (Figure 2.1 c)) confortent cette théorie. Sur un
acier perlitique, Lesuer et al. (2005) décrivent des lamelles de perlite allongés dans le sens
du cisaillement (Figure 2.10 e)). La structure lamellaire disparaît en revanche dans la bande de
cisaillement elle-même. Les auteurs y relèvent des grains de ferrite de diamètre inférieur à 70 nm
avec de fins carbures. Selon-eux, ces modifications seraient la conséquence d’un changement
de phase lié à l’échauffement local.

Des changements de phase sont aussi mis en évidence par Xu et al. (2006) sur un alliage de
titane à l’intérieur de bandes de cisaillement. La Figure 2.10 f) illustre la structure très fine et
équiaxe obtenue. Les auteurs affirment de nouveau que seul un mécanisme de recristallisation
peut mener à de tels états microstructuraux.
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FIGURE 2.11: Evolution de la contrainte et de la température en fonction de la déformation lors
d’un essai de cisaillement sur un alliage de titane Ti6Al4V - ε̇ = 3000 s−1 : CHi = températures

mesurées et CAL = température calculée en régime adiabatique (Rittel, 2009)

Dans une synthèse de ses récents travaux, Rittel (2009) propose un point de vue intéressant
quant à la formation et l’évolution des BCA. Tout d’abord, il montre que l’auto-échauffement
reste très modeste jusqu’à une déformation d’environ 0,25 à partir de laquelle l’adoucissement
s’amorce (Figure 2.11). L’échauffement est d’ailleurs moins intense que celui usuellement cal-
culé (courbe discontinue noire). Ecartant de ce fait les origines thermiques de l’adoucissement,
l’auteur suppose que celui-ci peut être dû à une évolution microstructurale, produite par la re-
cristallisation du matériau. Il considère que l’énergie interne stockée lors de la déformation est
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la source motrice de la recristallisation dynamique, processus connu pour son effet adoucissant.
Elle serait alors à l’origine du cisaillement adiabatique et non son résultat, et favoriserait la
propagation rapide de la bande de par son extension.

1.3.2 Zones de contact intense

Ces changements microstructuraux sont abordés dans plusieurs autres domaines de la litté-
rature dont la tribologie.

Les déformations extrêmes relevées par Dautzenberg & Zaat (1973) sur un pion en cuivre
lors d’un essai de frottement (essai pion-disque) ont incité VanDijck (1977) à examiner la
structure du matériau frotté à une échelle inférieure. Les analyses MEB et MET ont permis
de déceler aux abords de la surface une zone crystalline très affinée (Figure 2.12 a)). Les
auteurs rejettent de ce fait la possibilité d’une couche amorphe et mesurent des tailles de grains
allant jusqu’à 25 nm en peau. Dautzenberg (1980) énoncèrent plus tard que la recristallisation
dynamique semble être la cause de cet affinement de grain et que des déformations élevées
permettent d’enclencher le processus à des températures plus basses que celles constatées
habituellement (∼ 500 ◦C).

Lors d’essais balistiques (≥ 3 km.s−1), Murr et al. (2002) exposent des régions fortement
recristallisées en sous-couche d’un massif impacté par une bille (Figure 2.12 c)). Ils montrent
que cette sous-couche s’étend lorsque la vitesse d’impact augmente et qu’elle est issue d’une
recristallisation dynamique. La dureté à la surface ressort par ailleurs 2 fois plus importante
que celle du matériau initial. On soulignera que les pressions dynamiques peuvent atteindre 90
GPa dans ces conditions. La question de l’influence de la pression hydrostatique se pose alors.

Une couche dite "nanostructurée" peut aussi être formée par billage ultra-sonore comme
le montrent les travaux de Lu & Lu (2004) et Lin et al. (2006) (Figure 2.12 e)). On parle ici
non plus de recristallisation dynamique mais d’"attrition de surface" par traitement mécanique
(SMAT - Surface Mechanical Attrition Treatment) ou encore MAS (Mechanically Attrited
Structures) (Kermouche et al., 2011). Contrairement au paragraphe précédent, les impacts
sont générés à des vitesses beaucoup plus faibles (plus faibles énergies) mais à des fréquences
bien plus élevées. Les grains obtenus en surface et sous-couche sont parfaitement équiaxes et
approchent les 100 nm en surface. La dureté est de nouveau de 2 à 3 fois supérieure à celle du
matériau brut.

Le terme "nanostructure" est de même employé par Zhang et al. (2006) après observation de
la surface frottée dans un contact roue-rail (Figure 2.12 f)). On retrouve la présence d’austénite
et des particules de cémentite. La taille de grain se situe entre 20 et 30 nm. Le réseau tétragonal
(distingué par DRX) et la sursaturation en carbone (> 4 %) suggèrent que la "couche blanche"
superficielle soit constituée de martensite. L’expression "martensite de contact" est d’ailleurs
généralement utilisée dans ce domaine. Sous l’effet de fortes déformations, une martensite peut
se former par décomposition complète ou partielle de la cémentite et dissolution du carbone
dans la ferrite.
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Frottement - Pion cuivre sur acier
Fn = 40 N – v = 2 m.s-1

a

Impact à haute vitesse - Fer
Billes φ 3,2 mm - uo = 3,3 km.s-1

c

Usinage – Cuivre – ZCS
Vc = 36 m/min – f = 0,3 mm/tr

d

Usinage – Acier bas carbone 
ZCS - Vc = 70 m/min

b

Acier perlitique 0,83% de carbone
Contact roue/rail – 2 ans de service

f

Billage ultra-sonore – Acier 
inoxydable austénitique

Billes φ 3 mm - uo = 1-20 m.s-1

g

Usinage contraint – Cuivre – ZCS
Vc = 0,6 m/min – f = 0,15 mm/tr

e

100 µm 500 µm
0,3 µm
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0,3 µm

0,1 µm

0,1 µm

FIGURE 2.12: Evolutions microstructurales observées dans des contacts intenses par a) VanDi-
jck (1977), b) Trent & Wright (2000), c) Murr et al. (2002), d) Ni & Alpas (2003), e) Lin et al.

(2006), f) Zhang et al. (2006) et g) Guo et al. (2011a)

Sauvage et al. (2006) ont particulièrement étudié cet aspect en tréfilage d’un acier mar-
tensitique et montrent que la décomposition des carbures débute dès les premiers stades de
déformation (ε = 0,5) pour être complètement dissous à ε > 3. Le niveau de déformation semble
jouer un rôle prépondérant.

Les "couches blanches" en usinage, typiquement rencontrées en tournage dur, présentent
ces mêmes caractéristiques : un mélange de martensite fine, de fins carbures et d’une grande
quantité d’austénite résiduelle (surtout dans le cas des aciers hyper-eutectoïdes) (Poulachon,
1999). Après observations MET, Ramesh et al. (2005) reporte des grains de diamètre inférieur
à 20 nm (5 nm pour les plus basses vitesses !). Si Poulachon (1999) attribue ces transformations
à une chauffe rapide suivie d’une trempe, Ramesh et al. (2005) soulignent que l’intensité des
déformations plastiques peut grandement y contribuer. L’aspect thermique, à travers la vitesse
de coupe, viendrait alors principalement influencer la quantité d’austénite résiduelle et la
dissolution des carbures.

Outre le cas particulier du tournage dur, des analyses plus fines ont également été conduites
dans le cadre de la coupe afin d’examiner la microstructure du matériau dans les zones de
contact outil-matière.

Dans leur ouvrage, Trent & Wright (2000) reportent le cliché présenté en Figure 2.12 b). Ils
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émettent également le constat qu’une structure si fine perçue en ZCS ne peut être que le résultat
d’une restauration ou recristallisation dynamique. Que ce soit en ZCP ou ZCS, les analyses de
Ni & Alpas (2003) confirment qu’un affinement de grain (diamètre < 200 nm), attribué à la
recristallisation dynamique selon les auteurs, a bien lieu en usinage (Figure 2.12 d)).

Les études récentes de Saldana et al. (2010) et Guo et al. (2011b) s’intéressent non plus à
l’interface outil-copeau mais à l’interface outil-surface usinée. Egalement soumise à de fortes
déformations, sa microstructure très fine est similaire à celle observée à l’interface outil-copeau.
Les dénominations microstructure "à grain ultra-fin" (UFG - Ultra-Fine-Grain) ou encore "na-
nostructuration de surface" reviennent souvent dans ces travaux notamment du fait des tailles de
grain proches de 200 nm. Les titres évocateurs de ces références laissent entrevoir une perspec-
tive prometteuse dans le contrôle de la microstructure des surfaces usinées via les paramètres
process.

1.3.3 Mécanisme d’affinement de grain

Recristallisation, nanostructuration, attrition de surface, UFG, MAS, sont autant de termes
décrivant la formation d’une microstructure nanométrique dans des conditions de déformations
intenses. Outre le nom de cette manifestation, les questions pertinentes à notre échelle portent
surtout sur le principe de sa formation, sur les paramètres influents et son incidence sur le
comportement plastique du matériau.

A en croire les différentes appellations, les mécanismes à l’origine de cette "nanostructura-
tion" font encore l’objet de nombreux débats, mais peuvent être pour les aciers interprétés en
terme de restauration (DRV) et recristallisation dynamique (DRX).

Processus de restauration/recristallisation dynamique

La Figure 2.13 schématise le mécanisme menant une structure déformée à une structure de
grains fins équiaxes. Elle reprend les modes de formation proposés par Nesterenko et al. (1997)
et Meyers et al. (2001) en cisaillement dynamique puis similairement par Ni & Alpas (2003) en
coupe.

Au cours de l’écrouissage, la densité de dislocations, homogène à l’état initial (Figure 2.13
a-b)1), augmente progressivement afin d’accommoder la déformation plastique du matériau. A
partir d’un certain niveau de déformation, les fortes densités de dislocations produites s’orga-
nisent sous forme de cellules à l’intérieur des grains déformés afin d’abaisser l’énergie du sys-
tème (Figure 2.13 a-b)2). Le matériau subit ici une restauration dynamique. Les grains initiaux
sont alors subdivisés en domaines faiblement désorientés et forment des sous-grains (Figure
2.13 a-b)3).

Lorsque la déformation s’intensifie, la désorientation entre ces domaines s’accroît et devient
si importante que les sous-joints s’apparentent alors à des joints de grains (Figure 2.13 a-b)4).
De nouveaux grains se forment progressivement par rotation des sous-grains formés précédem-
ment (Montheillet, 1996) et conduisent à la structure très fine couramment observée (Figure
2.13 a-b)5). Chaque nouveau grain recristallisé peut être à son tour sujet à cette transformation
entrainant un affinement progressif de la structure.
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FIGURE 2.13: Représentation de l’évolution microstructurale et de l’affinement de grain pro-
posée par a) Ni & Alpas (2003) dans le cadre de la coupe et b) par Nesterenko et al. (1997) lors

de déformation à grande vitesse

Ce mécanisme constitue la recristallisation dynamique dite continue du fait de l’évolution
relativement homogène de la structure. On l’oppose à la recristallisation dynamique disconti-
nue, plus locale, pilotée par la germination de nouveaux grains, suivie d’un grossissement ou
d’une prolifération par collier aux joints de grains (Humphreys & Hatherly, 2004).

Déformation croissante

FIGURE 2.14: Illustration du processus d’affinement de grains par recristallisation dynamique
géométrique (Humphreys & Hatherly, 2004)
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Pour les très hautes déformations (ε > 4), un autre mécanisme nommé recristallisation
dynamique géométrique (GRX) semble aboutir à un affinement également conséquent de la
taille de grain (Doherty et al., 1997). Au fur et à mesure que la déformation augmente (Figure
2.14), les grains initiaux deviennent de plus en plus déformés, voire aplatis, et leur épaisseur
s’approche de la taille des sous-grains obtenus par restauration dynamique. Il peuvent alors
subir des pincements locaux qui conduisent à leur fragmentation et forment une structure à
petits grains équiaxes (Humphreys & Hatherly, 2004).

Paramètres influents

Les exemples passés en revue dans les sections précédentes montrent que la déformation
joue un rôle primordial dans l’amorce et l’évolution des phénomènes d’affinement de grains.
Parmis les "lois de la recristallisation" 5 listées par Humphreys & Hatherly (2004), trois d’entre-
elles soulignent en effet son importance dans la recristallisation dynamique des métaux :

1. Une déformation minimum est nécessaire afin d’initier la recristallisation ;

2. La température à laquelle la recristallisation est amorcée diminue lorsque la déformation
augmente ;

3. La taille des grains recristallisés dépend principalement du niveau de déformation et dé-
croît avec son augmentation.

Bien que ce processus soit souvent étudié à basse vitesse de déformation (déformation à
chaud), nous avons vu qu’il intervenait également dans des applications beaucoup plus dyna-
miques dont la coupe des métaux (Figure 2.12 b-d-g)).

D’une manière générale, la restauration et la recristallisation dynamique sont reconnues
comme des processus thermiquement activés ayant pour force motrice l’énergie stockée dans le
matériau (Doherty et al., 1997; Humphreys & Hatherly, 2004). Suivant le premier principe de
la thermodynamique, l’énergie stockée correspond par définition à la variation d’énergie interne
entre l’état initial et l’état déformé du système. Elle s’exprime en fonction du travail mécanique
nécessaire pour effectuer la déformation et de la chaleur échangée pendant celle-ci.

Un certain niveau d’énergie doit être atteint afin d’enclencher ces mécanismes visant à
rendre le système plus stable. Elle peut donc être cumulée soit par voie mécanique (défor-
mation plastique) soit thermique par apport de chaleur. La création de dislocations (et autres
défauts ponctuels) pendant l’écrouissage constitue en fait la principale source d’énergie de dé-
formation. Elle est également favorisée, pour une déformation donnée, par l’augmentation de la
vitesse de déformation. De manière schématique, si le niveau n’est pas atteint pour une défor-
mation donnée, une élévation de température suffira pour que l’énergie emmagasinée amorce
la recristallisation (seconde "loi" citée ci-dessus). Inversement, à température plus élevée, une
déformation bien moindre sera nécessaire.

5. Observations qualitatives énoncées par Mehl (1948) et Burke & Turnbull (1952) après capitalisation de
nombreuses constatations expérimentales
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Remarque :

Comme nous venons de l’évoquer, l’accroissement de la densité de dislocations au cours
de la déformation plastique tend à rendre le système instable. Les "couches blanches" évo-
quées dans ce chapitre démontrent que des déformations intenses peuvent conduire à l’ap-
parition d’autres phénomènes. Parallèlement à un affinement de grain, elles semblent par-
ticiper à la décomposition des carbures suivie par la ségrégation des atomes de carbone au
niveau des dislocations (Sauvage & Ivanisenko, 2007). Dans les zones de contact intenses,
compte tenu de l’échauffement parfois considérable, certains auteurs suggèrent même une
dissolution des carbures dans la ferrite, formant ainsi une solution solide sur-saturée en
carbone (Taniyama et al., 2004), assimilable à de la martensite.

1.4 Bilan

Dans cette revue bibliographique, nous avons traité les différents points qui interviennent
dans l’étude de la rhéologie d’un matériau. Celle-ci passe d’abord par le choix d’un essai mé-
canique (mode de sollicitation), d’un dispositif expérimental (régime et plages de sollicitation)
puis d’un modèle capable de restituer le comportement observé. L’analyse des mécanismes de
déformation, notamment au travers des diverses évolutions structurales, semble essentiel afin
de donner un sens physique à sa formulation.

Essais de caractérisation et dispositifs expérimentaux associés

Malgré leur diversité, peu d’essais de caractérisation se démarquent comme étant simples à
mettre en oeuvre, simples à dépouiller et assez répétables pour être transposés dans un contexte
industriel. Ceux permettant d’approcher des chargements extrêmes en déformation et vitesse
de déformation s’avèrent extrêmement coûteux de par les moyens et le temps requis, tant à
leur réalisation qu’à leur dépouillement. Les champs de déformation étant généralement très
hétérogènes, une analyse inverse est obligatoire et ajoute ainsi à la phase expérimentale, une
étape numérique d’identification parfois lourde.

Les autres méthodes d’essais pêchent quant à elles soit par des déformations limitées
(compression SHPB) soit des vitesses de déformation bien inférieures à celles rencontrées dans
le procédé (compression dynamique). Un essai simple semble encore préférable car, même sou-
mis à une erreur d’interprétation (frottement lors d’un essai de compression, auto-échauffement
. . . ), il permet d’accéder de manière reproductible à des informations volumiques moyennes
caractéristiques du matériau. Reste alors à connaître l’erreur d’identification induite par les
conditions d’essais et à la minimiser du mieux possible.
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Modèles de comportement

L’étude d’une rhéologie passe par la réalisation d’essais puis, après observation du com-
portement du matériau, à la sélection d’un modèle approprié. A contrario, la tendance actuelle
consiste souvent à essayer d’identifier une loi de comportement définie a priori.

Certains modèles phénoménologiques reviennent alors de manière récurrente du fait de leur
simplicité d’expression et d’identification. Le risque est ici de chercher à caler "à tout prix"
sur des résultats expérimentaux, une expression mathématique structurellement incapable de
reproduire les évolutions constatées.

L’introduction de bases métallurgiques devient inévitable si l’on souhaite, à terme, aboutir
à une simulation physique des procédés de fabrication, en l’occurence ici de l’usinage.

L’analyse métallurgique des copeaux a révélé, dans les deux zones de déformation (ZCP -
ZCS), des changements microstructuraux considérables avec une taille de grain 100 fois infé-
rieure à celle du matériau brut. Les exemples tirés de la littérature montrent que ces affinements
de grains, conséquences d’un processus de recristallisation dynamique, peuvent se produire
même à haute vitesse de déformation.

Le cas général des bandes de cisaillement et celui des contacts intenses confirment la
présence de recristallisation lors de la coupe des métaux. Son influence sur la rhéologie du
matériau ayant été démontrée, elle doit être intégrée dans les modèles de comportement que
nous utiliserons en simulation numérique de l’usinage. La déformation, de par l’énergie stockée
dans le matériau, semble être le paramètre pilotant son déclenchement auquel vient s’ajouter la
contribution de la température.

Pour conclure, l’emploi en plein essor de méthodes inverses présente des perspectives in-
téressantes. Les moyens de mesures de plus en plus performants donnent accès à des données
pouvant être directement utilisées en conditions limites (champs de déplacement) dans des mo-
dèles numériques. Leurs limitations résident également dans le fait que la loi d’écoulement
soit supposée a priori. Des résultats numériques coïncidants aux données expérimentales n’im-
plique pas forcément que le modèle de comportement choisi puisse restranscrire la physique et
les mécanismes de déformation du matériau étudié.

2 Méthodologie adoptée

Les sections précédentes ont révélé les difficultés inhérentes à la caractérisation d’un maté-
riau sous chargements extrêmes et à la modélisation de sa rhéologie. Si des essais "exotiques"
peuvent toujours être mis en place, leur dépouillement et les modèles de comportement associés
doivent rester cohérents avec les impératifs du milieu industriel. Identifier une rhéologie dans
un délai réduit, avec un minimum d’essais et à moindre coût sont des objectifs à respecter afin
de garantir l’utilisation et la pérennité d’une telle démarche. Il est en revanche indispensable
d’être conscient de l’erreur engendrée par ces contraintes qui affecteront directement les plages
de sollicitations étudiées, le type d’essai choisi et son dépouillement.
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En accord avec la philosophie de la démarche globale, le comportement du matériau usiné
a été caractérisé ex-situ. Les méthodes inverses basées sur des essais de coupe ou les essais
exigeant un post-traitement numérique ont été volontairement écartés. Cette section décrit donc
la démarche adoptée, de la définition des sollicitations à la mise en oeuvre et au dépouillement
des essais expérimentaux. L’étude s’est portée sur un acier non allié ferrito-perlitique C45 (180
HB) puis, afin d’évaluer la transposabilité de la méthode sur une microstructure différente, sur
un acier faiblement allié 42CrMo4 (290 HB) trempé-revenu (Chapitre 1 section 1.1).

2.1 Evaluation des sollicitations en usinage

Lorsque l’on souhaite caractériser la rhéologie d’un matériau pour un procédé tel que l’usi-
nage, il convient de se demander dans quelles conditions celui-ci est-il réellement déformé.

D’un point de vue thermique, de nombreux travaux ont déjà permis de mesurer des champs
de température notamment par imagerie infra-rouge (Jaspers & Dautzenberg, 2002b; Davies
et al., 2003; M’Saoubi & Chandrasekaran, 2004; Arrazola et al., 2008a). L’évaluation des ni-
veaux de déformation et vitesses de déformation, peut-être plus délicate, est possible par deux
méthodes expérimentales :

– le suivi d’un motif déposé sur la pièce usinée (micro-grille ou motif aléatoire) comme les
premières tentatives d’Oxley (1989) et Childs (1971) à l’aide d’un microscope ou grâce
aux moyens d’acquisition actuels, in-situ par imagerie rapide (Ivester et al., 2007; Pujana
et al., 2008) ;

– l’observation métallurgique post-mortem des copeaux après essais "Quick-Stop" (Poula-
chon & Moisan, 1998; Jaspers & Dautzenberg, 2002b).

Les estimations qu’elles fournissent constituent de bons ordres de grandeur mais ne per-
mettent pas encore d’extraire des grandeurs locales pour des vitesses de coupe industriellement
acceptables. Elles dépendent par ailleurs fortement des moyens expérimentaux mis en jeu (réso-
lution du motif ou du dispositif d’acquisition, incertitudes de mesure sur l’angle de cisaillement,
largeur des bandes de cisaillement. . . ) et/ou d’un recours à une modélisation (Merchant, Ox-
ley. . . ).

Les travaux de Jaspers & Dautzenberg (2002b) et Pujana et al. (2008) montrent qu’une
estimation des sollicitations en ZCP est tout à fait envisageable avec, (i) sur un C45, des défor-
mations équivalentes proches de 1-2 et des vitesses de déformations voisines de 15-20.103 s−1

ou (ii) sur un 42CrMo4, des déformations de l’ordre de 0,5-1 et des vitesses de déformations
de 10 à 30.103 s−1. La ZCS semble en revanche totalement inaccessible. Childs (1998), dans
un article de synthèse faisant état des besoins en modélisation de la coupe, insiste d’ailleurs sur
le fait que les chargements en ZCS diffèrent grandement de ceux rencontrés en ZCP. Comme
nous l’avons vu dans la section 3.3 du Chapitre 1 (page 24), les déformations mesurées dans
ces zones de contact confinées peuvent atteindre des valeurs considérables.

L’approche numérique a été choisie dans notre étude dans le but d’affiner ces données et
extraire des informations complémentaires provenant de la ZCS (Courbon et al., 2010a). La
flexibilité du modèle numérique, si reconnu comme valide, permet d’explorer simplement plu-
sieurs conditions de coupe et d’évaluer leur impact sur des grandeurs ici locales.
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Un modèle 2D ALE de coupe orthogonale, désormais très répendu dans la communauté,
a été employé dans une configuration dite de référence pour mener cette analyse sur un acier
C45. Sa description détaillée est reportée en Annexe A 6. Une loi de comportement de Johnson
& Cook (1983) identifiée par Jaspers & Dautzenberg (2002a) (Annexe B) a été jugée apte
à restranscrire le comportement du matériau en usinage. Une loi de frottement de Coulomb
dépendante de la vitesse locale de glissement est implémentée en ce qui concerne l’interface
(Rech et al., 2009). 85 % du flux généré par frottement est transmis au copeau (Childs et al.,
2000) et la conductance thermique de contact a été fixée à h = 104 W/m2K (Bourouga et al.,
2010).

Le modèle a tout d’abord été validé en comparant les principaux résultats mécaniques et
thermiques calculés à des données expérimentales (Figure 2.15). Les écarts de 2 à 14 % consta-
tés sur les efforts d’usinage et de 10 à 30 % sur le flux de chaleur confirment que les sollicitations
extraites sont cohérentes avec le procédé et peuvent être exploitées.
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tstep : 10-8 s
Matériau : C45
Outil : Carbure
Arête : rβ = 50 µm
Loi de cpt : J-Cook
µ = f(Vsl)
h = 104 W/m².K
α = 85 % vers le copeau

FIGURE 2.15: Validation du modèle pour l’extraction des chargements thermomécaniques : a)
comparaison des efforts d’usinage - b) flux de chaleur transmis à l’outil coupant simulés aux

données expérimentales

6. Les lecteurs n’étant pas particulièrement familiés avec cette formulation sont vivement invités à consulter
l’Annexe A
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Remarque :

Ces estimations doivent également être considérées avec prudence car elles sont tributaires
des différentes données d’entrée du modèle et de la résolution de celui-ci (taille de maille,
discrétisation, temps simulé . . . )

2.1.1 Extraction et traitement

Le premier intérêt de cette approche est de pouvoir isoler précisément et de manière indépen-
dante les sollicitations dans les deux zones de déformation majeures (ZCP et ZCS). La Figure
2.16 illustre la délimitation de chacune d’elle ainsi que les noeuds auxquels ont été extraites les
déformations vraies, vitesses de déformation vraie (toutes deux sous-entendues équivalentes) et
températures.

a b

ZCP ZCS

Modèle : ALE 2D
Maillage : 20 µm
tstep : 10-8 s
Matériau : C45
Outil : Carbure
Arête : rβ = 50 µm
Loi de cpt : J-Cook
µ = f(Vsl)
h = 104 W/m².K
α = 85 % vers le copeau

FIGURE 2.16: Zones considérées pour l’extraction des grandeurs nodales en a) Zone de Ci-
saillement Primaire ZCP et b) Zone de Cisaillement secondaire ZCS

Le second intérêt transparait dans le traitement des données. La discrétisation relativement
fine du domaine permet l’obtention de ∼150 valeurs en ZCP et ∼90 en ZCS. Il est ainsi pos-
sible d’étudier leur distribution de manière statistique, d’écarter les valeurs "extrêmes" pouvant
provenir d’artefacts numériques et surtout d’établir une plage de variation pour chacune des
grandeurs.

Un exemple de traitement est décrit en Figure 2.17 pour une condition de coupe donnée. On
constate immédiatement la disparité entre les deux zones de déformation :

– presque 90 % de l’état de déformation est inférieur à 1,5 en ZCP tandis que 80 % excède
largement 3 en ZCS ;

– deux plages de température apparaissent également avec des amplitudes beaucoup plus
élevées en ZCS et dépassant pour la plupart la température d’austénitisation ;
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– les vitesses de déformation sont assez similaires même si elles semblent plus étalées en
ZCP. 60 % des vitesses extraites en ZCS restent inférieures à 7000 s−1.

Pour chaque condition de coupe, seules les données représentant 80 à 85 % de l’état de
sollicitations ont été conservées. Les graphiques tracés par la suite relient la moyenne de celles-
ci aux valeurs minimales et maximales.
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FIGURE 2.17: Analyse des grandeurs nodales extraites du modèle numérique suivant la zone de
déformation considérée : a) déformation vraie, b) vitesse de déformation vraie et c) température

(Vc = 175 m/min - f = 0,25 mm/tr - ap = 3 mm)
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2.1.2 Déformations vraies

Sur toute la plage d’avance f et de vitesse de coupe Vc, l’analyse des déformations montrent
une démarcation nette entre la ZCP et la ZCS (Figure 2.18). Si pour cette dernière leurs am-
plitudes varient de 2,5 à 7 avec une moyenne à 5, les déformations en ZCP demeurent moins
sévères avec une moyenne à 0,7 et un maximum à 1,6.

On remarquera que le niveau de déformation s’accentue lorsque la vitesse de coupe Vc di-
minue.
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FIGURE 2.18: Amplitude des déformations vraies extraites en ZCP et ZCS en fonction des
conditions de coupe

2.1.3 Vitesses de déformation vraie

La vitesse de déformation moyenne croît logiquement lorsque la vitesse de coupe augmente
ou lorsque l’avance diminue : de ∼5000 à 14000 s−1 en ZCP contre ∼3000 à 6000 s−1 en
ZCS (Figure 2.19). Même si les moyennes se situent plutôt dans les hautes vitesses, des valeurs
proches de 50-100 s−1 sont aussi recensées alors que les extrema franchissent les 30000 s−1 en
ZCP.

2.1.4 Températures

La distinction entre les deux régions est de nouveau flagrante lorsque l’on analyse les tempé-
ratures avec une limite nette au voisinage de 600 ·C. La ZCP se caractérise par une température
moyenne oscillant entre 300 et 400 ·C pour un maximum ne dépassant jamais 600 ·C. La géné-
ration de chaleur conséquente due au frottement en ZCS provoque des températures frôlant les

69



2. Rhéologie du matériau usiné

1*100

1*101

1*102

1*103

1*104

1*105

1*106

 100  150  200  250

Vitesse de coupe (m/min)

1*100

1*101

1*102

1*103

1*104

1*105

1*106

 0.1  0.2  0.3  0.4

Avance par tour (mm/tr)

a b

ZCP
ZCS

ZCP ZCS

V
ite

ss
e 

de
 d

éf
or

m
at

io
n 

vr
ai

e 
(s

-1
)

V
ite

ss
e 

de
 d

éf
or

m
at

io
n 

vr
ai

e 
(s

-1
)

Modèle : ALE 2D
Maillage : 20 µm
tstep : 10-8 s
Matériau : C45
Outil : Carbure
Arête : rβ = 50 µm
Loi de cpt : J-Cook
µ = f(Vsl)
h = 104 W/m².K
α = 85 % vers le copeau

FIGURE 2.19: Amplitude des vitesses de déformation vraie extraites en ZCP et ZCS en fonction
des conditions de coupe

1000 ·C. Sur cette plage de conditions de coupe, la température moyenne du copeau au contact
stagne autours de 800 ·C.
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FIGURE 2.20: Amplitude des températures extraites en ZCP et ZCS en fonction des conditions
de coupe
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2.1.5 Bilan

Lorsque l’on aborde la question des sollicitations en usinage, il est important de préciser à
quelle zone de déformation on fait référence. Les chargements thermomécaniques sont en effet
drastiquement différents selon que l’on se focalise sur la ZCP ou la ZCS.

Les estimations déduites de l’analyse précédente sont synthétisées dans le plan déformation
vraie - température en Figure 2.21a) et déformation vraie - vitesse de déformation vraie
en Figure 2.21b). A titre comparatif, il est intéressant de positionner les conditions les plus
sévères mises en oeuvre par différents auteurs pour étudier la rhéologie d’aciers moyen carbone.

Bien que la plage de température soit correctement balayée, il existe un certain décalage sur
les déformations et vitesses de déformation. Les caractérisations étant principalement basées
sur l’essai de compression, les auteurs ayant pu atteindre des vitesses de déformation cohérentes
ont dû se limiter à des déformations vraies de 0,3 à 0,5. D’autres ont visé des déformations
supérieures, proches de l’unité, au détriment d’une vitesse de déformation restreinte à 500-
600 s−1. La ZCP est alors partiellement étudiée tandis que la ZCS apparait véritablement isolée.
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FIGURE 2.21: Comparaison entre les plages de sollicitations extraites à partir du modèle numé-
rique et les conditions d’identification conduites dans la littérature sur des aciers moyen carbone

La ZCS ressort donc comme une zone de déformation "à part" et l’accès à des données
relatives à celle-ci semble très compromis compte tenu des niveaux de déformation atteints.
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Les fortes pressions hydrostatiques à l’interface outil-matière préviennent l’apparition d’en-
dommagement et ne peuvent être simulées dans des essais de caractérisation conventionnels.
Seules des situations de contact sévères similaires à celles perçues dans le procédé pourraient
permettre d’appréhender le comportement sous de telles sollicitations. La ZCP est quand à elle
tout à fait accessible à partir d’essais de compression dynamique.

2.2 Démarche expérimentale

2.2.1 Plage de sollicitations étudiée et hypothèses

La Figure 2.21 suffit à résumer la complexité du problème lié à la caractérisation des
matériaux dans un contexte usinage. Comme énoncé en début de section, les contraintes
industrielles imposent par ailleurs une robustesse et une simplicité d’essais.

De toutes les solutions référencées en section 1.1 (page 33), les essais de compression
dynamique présentent un bon compromis et ont de ce fait été retenus. Si un système de chauffe
est intégré, ils permettent d’investiguer la totalité des sollicitations en ZCP dans le plan défor-
mation vraie-température (Figure 2.21a)) et d’obtenir des déformations vraies bien supérieures
à 1. Ce dernier point est en fait un atout majeur car, suite aux observations effectuées en section
1.3 (page 55) concernant la recristallisation dynamique (DRX), la déformation semble être le
facteur prédominant sur ce type de processus. Les vitesses de déformation vraie sont cependant
réduites et approchent les limites inférieures de la ZCP (Figure 2.21b)).

La démarche mise en place s’articule donc autour des hypothèses suivantes :

a) Le critère de plasticité étant indépendant du chemin de déformation, le comportement en
ZCP peut être retranscrit par des essais de compression dynamique menés pour ε ∈ [0 - 1,4]
et T ∈ [25 - 600] ◦C ;

b) L’intervalle ε̇ ∈ [0,1 - 100] s−1 permet d’identifier raisonnablement la sensibilité à la vitesse
de déformation du matériau ;

c) Le comportement en ZCS est étudié au travers des essais de frottement décrits au Chapitre
3. Les contraintes transmises dans cette région sont reproduites par l’intermédiaire des
modèles de contact locaux identifiés lors de cette étude. Cette considération rejoint les
remarques de Childs (1971, 1998) précisant que l’effort de coupe est principalement
influencé par la ZCP tandis que la longueur contact ou encore l’effort d’avance dépendent
du comportement de la ZCS à l’interface, autrement dit du frottement.

La seconde hypothèse peut s’avérer préjudiciable lors de l’identification de modèles
phénoménologiques suivant la sensibilité effective du matériau à des vitesses de déformation
supérieures (Figure 2.5 page 45) et la forme du terme de viscosité adoptée (section 1.2.2 page
44).
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Les modèles dits à base "métallurgiques" sont construits autour du nombre Z de Zener-
Hollomon rappelé ci-dessous (section 1.2.3 page 49). Z regroupe sous une même variable l’effet
de la température et de la vitesse de déformation en les couplant à une énergie d’activation Q
(mécanisme thermiquement activé).

Z = ε̇ · exp

(

Q
RT

)

(2.20)

Zener & Hollomon (1944) supposent que l’effet d’une augmentation de la vitesse de défor-
mation peut être obtenu par une réduction de température. Il est ainsi possible de raisonner par
une "équivalence en Z" et non plus en dissociant vitesse de déformation et température 7.

Les sollicitations estimées en usinage correspondent à une plage de 18 ≤ log(Z) ≤ 60
(Figure 2.22a)). En positionnant celles accessibles par essais de compression dynamique, on
constante qu’une grande partie de cette plage peut être couverte. La Figure 2.22b) schématise
ceci de manière linéaire.
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par compression dynamique : correspondance des lignes iso-Z

7. On remarquera l’effet plus soutenu de la température sur Z de par la fonction exponentielle
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De par la structure des modèles "à base métallurgique", des extrapolations à haute vitesse
sont envisageables et semblent moins risquées compte tenu des bases physiques sur lesquelles
elles reposent.

On retrouve cette notion d’équivalence dans le concept de "température modifiée" proposé
par MacGregor & Fisher (1946) et repris en usinage par Oxley & Hastings (1976); Oxley (1989)
(Eq. 2.21). Dans ces derniers travaux, l’objectif était d’extrapoler les résultats obtenus pour
des vitesses de déformation faibles (500 s−1) à celles classiquement rencontrées en usinage
(∼ 105 s−1). Il s’agit notamment de réduire les effets de la température avec l’élévation de la
vitesse de déformation.

Tmod = T ·
(

1−Kmod · log

(

ε̇

ε̇0

))

(2.21)

Pour conclure, on pourra noter que les essais de cisaillement dynamique peuvent être
un bon complément dans le sens où des vitesses de déformation de l’ordre de 104 s−1

peuvent être approchées à des déformations relativement élevées (Figure 2.21b)). La précision
nécessaire à la réalisation des éprouvettes afin de ne pas transformer l’essai en essai d’en-
dommagement et les méthodes de dépouillement numériques fortement conseillées ont formé
le principal frein à leur utilisation dans cette étude (Changeux, 2001; Braham-Bouchnak, 2010).

2.2.2 Mise en oeuvre de l’essai de caractérisation retenu

Les essais de compression dynamique ont été retenus pour étudier la rhéologie du matériau.
Les paragraphes suivants passent en revue les différents points constituant la procédure
expérimentale, illustrée en Figure 2.23.

Dispositif expérimental

L’étude a tiré profit du simulateur thermomécanique Gleebler 3800 mis à disposition par
le centre de recherche de la société ASCOMETAL (CREAS). Cette machine servo-hydraulique
produite par Dynamic Systems Inc. (DSI) est capable d’exercer des efforts statiques jusqu’à 200
kN pour des vitesses de déplacement du vérin atteignant 2 m/s. Elle est équipée d’une cellule
d’effort dynamométrique et les déplacements sont fournis par un extensomètre longitudinal
(capteur LVDT) fixé sur les mors (Figure 2.23c)). La fréquence d’acquisition des signaux a été
sélectionnée entre 500 Hz et 8 kHz suivant la vitesse de déformation de l’essai.

La mise en température de l’éprouvette est réalisée par effet joule et contrôlée par un ther-
mocouple type K (Chromel-Alumel) formé de deux fils de diamètre 0,2 mm soudé à sa surface.
L’utilisation des enclumes "Iso-TTM" permet de limiter les gradients thermiques axiaux dans
l’échantillon en jouant sur la résistance thermique et électrique de l’empilement composant le
montage de compression. L’ajustement de ces résistances conditionne les pertes axiales et de ce
fait l’uniformité de température entre la partie supérieure de l’enclume en carbure de tungstène
et l’éprouvette (Gleeble, 2003).
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FIGURE 2.23: Description du dispositif de compression dynamique utilisé : a) type d’éprou-
vette, b) vue des enclumes "chaudes" et buses de refroidissement, c) mesure de déformation et

d) schéma de principe de l’essai

Des buses permettent de tremper au gaz ou à l’eau l’échantillon après le cycle de charge-
ment (Figure 2.23b)).

Eprouvette et conditions opératoires

Les éprouvettes se résument à des cylindres de diamètre initial d0 = 8 ±0,025 mm et
longueur initiale h0 = 12 ±0,025 mm. Des tolérances de 0,025 mm sur le parallélisme des faces
et 0,01 sur leur perpendicularité à l’axe de révolution ont été imposées afin d’assurer la qualité
et répétabilité des essais. Les hétérogénéités matière ont été limitées en les prélevant entre le
bord et mi-rayon des ronds bruts.

Chaque essai est effectué sous vide primaire (10−2 torr ou 1.33x10−5 bar) afin de s’affran-
chir des altérations possibles de l’oxydation et des pertes par convection.

Le frottement aux interfaces enclumes/éprouvettes est minimisé par l’emploi de feuilles de
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graphite. Une feuille de tantale, reputé pour son excellente inertie chimique, est intercalée dans
le but de prévenir toute diffusion du carbone dans l’éprouvette pendant la mise en température
(Figure 2.23d)). Une lubrification par graisse chargée en nickel a été testée mais n’a pas été
retenue compte tenu des perturbations qu’elle engendrait lors du chauffage par effet joule. Les
feuilles de graphite et tantale, outre leur aspect lubrifiant, ajoutent une autre résistance à l’in-
terface et contribue au maintien d’une température uniforme. Des essais de validation avec 3
thermocouples le long de l’éprouvette ont montré que l’écart de température entre les faces et
le centre fluctue entre 3 et 10 ◦C après 2 minutes d’homogénéisation.

La Figure 2.24 décrit les combinaisons température/vitesse de déformation sélectionnées
(a) ainsi que le cycle thermomécanique appliqué à chaque essai (b) : 5 vitesses de déformation
ainsi que 7 niveaux de température sont étudiés. Une précharge de 5 kN précède la mise en
température afin d’assurer les bonnes conditions de contact nécessaires au chauffage par effet
joule.

La répétabilité des essais a été validée sur plusieurs vitesses de déformation et températures
avant de lancer la campagne sur les deux matériaux étudiés. Des comparaisons avec des plots
de φ10 x 15 mm ont mis en avant la faible sensisibilité de l’essai à la géométrie de l’éprouvette.
Ces points ne sont volontairement pas reportés dans ce manuscrit.

ZCPZCS

a b

Compression dynamique

V
ite

ss
e 

de
 d

éf
or

m
at

io
n 

vr
ai

e 
(s

-1
)

105

104

103

102

10

1

10-1

t

Chauffe
5 °C/s

Déformation

T

Maintient (2 min)

Trempe à
l’hélium

Refroidissement 
libre

0 200 400 600 800 1000

Température (°C)

FIGURE 2.24: Conditions de déformation a) et cycle thermomécanique adopté b) pour chaque
essai de compression dynamique

2.3 Analyse de l’essai de compression

Comme évoqué en section 1.1.3 (page 39), l’essai de compression reste l’un des plus simples
mais la pertinence des données extraites peut être affectée par le frottement aux interfaces (hé-
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térogénéité de déformation) et à l’auto-échauffement (génération de chaleur provenant de la
déformation plastique).

Afin d’évaluer l’impact de ces deux phénomènes sur l’identification d’un modèle de com-
portement, une analyse numérique de l’essai de compression a été menée sur le C45.

2.3.1 Description du modèle et principe

Le modèle développé sur Abaqus/Explicit c© est présenté en Figure 2.25 dans sa configura-
tion non déformée et déformée (ε = 0,9). A partir des propriétés de symétrie et de révolution,
seul un quart du problème a été modélisé (zone hachurée en Figure 2.25). Il est maillé en
éléments quadrilatères axisymétriques, couplés température-déplacement et intégration réduite
(CAX4RT).

Les enclumes sont représentées par une surface rigide isotherme. Un déplacement est im-
posé au noeud de référence pilotant la surface afin d’exercer le mouvement de compression
à vitesse de déformation vraie constante. L’utilisation des enclumes "Iso-TTM" dans la phase
expérimentale permet de supposer que la surface rigide est à la même température Tini que
l’échantillon avant sollicitation. Aucun échange thermique avec l’environnement ou le montage
de compression n’est autorisé.

Des vitesses de déformation vraie de 1, 10, 100 et 1000 s−1 ont été simulées pour des
températures de 200 et 600 ◦C. Pour une vitesse de 1 s−1, des simulations adiabatiques et en-
tièrement couplées température-déplacement ont montré que le processus apparaît déjà comme
adiabatique. Les autres conditions n’ont donc été simulées qu’en régime adiabatique.
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FIGURE 2.25: Géométrie et conditions limites du modèle de compression uniaxiale

Pour chaque simulation, on considère que le C45 se comporte suivant une loi de Johnson &
Cook (1983) identifiée par Jaspers & Dautzenberg (2002a) (Annexe B).

Il s’agit dès lors de simuler l’essai de compression et d’extraire la déformation vraie "macro-
scopique" ε et la contrainte vraie σ, à l’instar des essais expérimentaux, à partir du déplacement
Uy des mors (négatif suivant l’axe y), de l’effort Fy exercé sur l’enclume et des caractéristiques
géométriques initiales de l’éprouvette h0 et d0 (Eq. 2.22).
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σy ≃ σ =
4Fy (h0 +Uy)

πd2
0h0

ε = −ln

(

h0 +Uy

h0

)

= εe + εp =
σ

E
+ εp

(2.22)

On notera que si ε > 0,1 alors ε≃ εp. En émettant l’hypothèse d’un état de contrainte uniaxial
et d’une vitesse de déformation uniforme, on écrira σ = σy. Connaissant la loi de comportement
effective du matériau, il est possible d’évaluer l’erreur commise par cette méthode de dépouille-
ment suivant les conditions de sollicitations et de contact à l’interface enclume-échantillon.

Le contact enclume-échantillon est régi par un frottement de Coulomb. Même si des moyens
sont mis en oeuvre pour le limiter le plus possible lors des essais expérimentaux, il est de
toute évidence impossible de s’en affranchir complètement. Les simulations permettent ainsi
d’évaluer l’impact de trois conditions de frottement : µ = 0 - 0,1 - 0,5.

2.3.2 Validité des relations contrainte-déformation extraites

La Figure 2.26 traite tout d’abord le cas ε̇p = 100 s−1. L’impact du frottement est clairement
perceptible pour les deux températures initiales et se traduit par une augmentation de la
contrainte avec la déformation plastique.
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FIGURE 2.26: Analyse des relations contrainte-déformation extraites pour ε̇p = 100 s−1 : cor-
rection des courbes isothermes et identification de la déformation limite de dépouillement direct
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Cette augmentation est plus prononcée lorsque le frottement s’intensifie et semble indépen-
dante de la température initiale de l’essai. L’écart avec une situation sans frottement s’amplifie
fortement pour ε > 0,9 (Figure 2.26b)) et un dépouillement direct par les relations 2.22 n’est
plus envisageable à partir d’une déformation limite εd

lim.
La relation contrainte-déformation extraite avec un frottement nul correspond au résultat

fourni par un essai effectué dans des conditions "idéales". On remarque que cette évolution
diverge pourtant de la loi de comportement effective, tracée dans des conditions isothermes.
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FIGURE 2.27: Influence du frottement sur a) le champ de température et b) le champ de défor-
mation plastique dans l’éprouvette (ε̇p = 100 s−1 - Tini = 200 ◦C)

La déformation plastique des métaux s’accompagne d’une élévation de température propor-
tionnelle au travail plastique par l’intermédiaire du coefficient de Quinney-Taylor βT (section
1.3.1). Dans un processus adiabatique, l’incrément de température ∆T engendré par un incré-
ment de déformation plastique ∆εp est régi par le bilan d’énergie et s’exprime comme en Eq.
2.23. Il fait intervenir ρ et Cp, respectivement la masse volumique et la chaleur spécifique du
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matériau sollicité. Pour les aciers, βT varie entre 0,6 et 0,9 suivant la vitesse de déformation et
le niveau de déformation plastique (Macdougall, 2000). Il a été fixé à 0,8 dans ces simulations.

∆T = βT · σeq ·∆εp

ρ ·Cp
(2.23)

Si l’on trace alors la loi de comportement effective en intégrant cette élévation de tem-
pérature (T = Tini + ∆T ), la relation contrainte-déformation extraite des simulations pour µ
= 0 permet de retrouver le modèle de comportement du matériau (Figure 2.26b)). Il apparait
donc nécessaire d’intégrer cette correction lors de l’identification de modèle de comportement.
Une hypothèse sur la valeur de βT doit cependant être faite et devra être cohérente avec les
simulations futures.

L’impact couplé du frottement et de l’auto-échauffement sur les champs de température et
déformation plastique est illustré respectivement en Figure 2.27a) et b). Contrairement à la par-
tie centrale de l’éprouvette (A - B), l’écoulement radial est freiné à l’interface par le frottement
(C - D). Outre la forme en "tonneau", la section de l’échantillon se compose d’une zone faible-
ment déformée en C, opposée au centre de la section à une zone B où les déformations sont ∼
1,5 fois supérieures à la déformation macroscopique.

Cette même figure témoigne du fait que les champs de température et de déformation
plastique peuvent être très homogènes si l’on parvient à s’affranchir du frottement à l’interface.

ε̇p (s−1) Temp. (◦C) εd
lim-µ = 0 εd

lim-µ = 0,1 εd
lim-µ = 0,5 εd

lim-isoT

1
200 ≥ 1,5

1,2 0,92 0,45
600 1,16 0,9 0,6

10
200 ≥ 1,5

1,12 0,9 0,45
600 1,16 0,8 0,56

100
200 ≥ 1,5

1,12 0,9 0,45
600 1,1 0,85 0,56

1000
200 ≥ 1,5

1,16 0,94 0,45
600 1,2 0,9 0,52

TABLEAU 2.3: Déformations limites de dépouillement direct menant à une erreur de ∼ 5 %
maximum sur la contrainte d’écoulement : évolution suivant le coefficient de frottement à l’in-

terface enclume-éprouvette (εd
lim-µ) ou pour un essai considéré isotherme (εd

lim-isoT)

Les constatations et analyses précédentes semblent valables quelle que soit la vitesse de
déformation (Figure 2.28). On peut alors, sur l’ensemble de ces données, extraire la déformation
limite de dépouillement direct εd

lim. Cette grandeur correspond à la déformation maximale pour
laquelle le dépouillement par les relations classiques (Eq. 2.22) permet d’identifier le modèle
de comportement effectif du matériau à ∼ 5% près, moyennant une correction adiabatique (Eq.
2.23).
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εd
lim décroît lorsque le coefficient de frottement augmente. Même dans les conditions de

frottement les plus sévères, il est toujours possible de dépouiller l’essai directement jusqu’à des
déformations de ∼ 0,9 contre ∼ 1,1 - 1,2 pour µ = 0,1 (Tableau 2.3). En revanche, si l’essai est
considéré isotherme et qu’aucune correction adiabatique n’est appliquée (auto-échauffement),
le dépouillement direct se limite à εp ≃ 0,4 voire 0,6.

Remarque :

Pour la suite de l’étude, il est important de remarquer qu’aucune des courbes contrainte-
déformation reportées en Figure 2.28 ne décrit l’évolution en "pic-plateau" de la Figure
2.9a) (section 1.2.3 page 53). On sous-entend par là que si le matériau se comporte effec-
tivement suivant un modèle de Johnson & Cook (1983), un essai de compression même
adiabatique, avec ou sans frottement, ne mènera jamais à ce type d’évolution sans change-
ments microstructuraux sous-jacents (DRV-DRX).

2.3.3 Méthode de dépouillement retenue

Lors des essais de compression expérimentaux, la déformation et la contrainte vraie sont
déterminées par les expressions 2.22 et seuls les résultats pour ε ≤ 1,2 sont conservés suite aux
constatations précédentes.















σy ≃ σ =
4Fy (h0 +Uy)

πd2
0h0

ε = −ln

(

h0 +Uy

h0

)

= εe + εp =
σ

E
+ εp

(2.22)

La déformation plastique εp est calculée en déduisant la déformation élastique εe =
σ

E
de

la déformation vraie ε. L’étude menéé par Hor (2011), également sur un dispositif Gleebler

3800, a montré que la rigidité du montage perturbe fortement l’essai notamment aux faibles
déformations.

Afin d’évaluer cette raideur, une calibration a été effectuée à l’ambiant et en température
avant chaque campagne d’essais. Les relevés présentés en Figure 2.29a) confirment cette notion
de raideur avec une variation linéaire du déplacement résiduel pour un effort donné.

A l’ambiant (compression enclume contre enclume - Figure 2.29b)), la perturbation est es-
timée à 0,003 mm/kN. Sa variation en fonction de la température nécessite la compression d’un
plot en tungstène, considéré suffisament rigide, afin de pouvoir chauffer le montage par effet
joule (Figure 2.29b)). On remarque que l’impact de la température reste faible. La raideur plus
faible constatée à 600 ◦C est probablement liée à une baisse des caractéristiques mécaniques du
plot en tungstène.
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FIGURE 2.29: Estimation de la raideur machine : compression enclume contre enclume à l’am-
biant et compression d’un plot en tungstène à 300 et 600 ◦C

Le déplacement relevé par l’extensomètre est donc corrigé d’un facteur 0,003 mm/kN avant
calcul des déformations. Nous verrons dans la section suivante que cette correction, basée
uniquement sur des observations statiques, n’est pas suffisante pour retrouver le comportement
élastique du matériau étudié.

Pour conclure et anticiper sur la phase d’identification des modèles de comportement, les
essais seront traités comme adiabatiques et la température effective au cours de l’essai sera
calculée par les relations 2.23, rappelées ci-dessous.







T = Tini +∆T

∆T = βT · σ ·∆εp

ρ ·Cp

(2.23)

3 Résultats expérimentaux

Cette section aborde les résultats des essais de compression uniaxiale conduits sur le dispo-
sitif expérimental décrit auparavant.

L’analyse numérique de l’essai, développée dans la partie précédente, a permis de valider
une méthode de dépouillement simple, entrainant une erreur plus que raisonnable à une échelle
industrielle. La contrainte et la déformation vraie sont donc extraites directement à partir de
l’effort exercé sur les mors et leur déplacement mesuré par le capteur LVDT. La vitesse de
déformation, saisie en consigne pour chaque essai, est vérifiée expérimentalement : les données
sont exploitées seulement sur l’intervalle de déformation où la vitesse demeure constante. La
température en surface de l’éprouvette est quant à elle contrôlée par thermocouple.
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Afin de simplifier leur lecture et leur interprétation, les résultats seront par la suite présen-
tés en faisant référence à la vitesse de déformation visée et la température initiale de l’essai.
Celles-ci sont vouées, de par les limites machine et l’auto-échauffement, à fluctuer au cours de
la déformation. Les variations sur la vitesse de déformation restent néanmoins limitées d’une
manière générale à ± 10 % en phase stationnaire.

Ces campagnes expérimentales visent à connaître la rhéologie des deux matériaux étudiés
dans des gammes de déformation et température similaires à celles rencontrées en ZCP. L’in-
fluence d’une éventuelle viscosité est étudiée en parcourant trois décades "basses" de vitesse de
déformation. Elles ont également pour but d’observer les changements microstructuraux appa-
raissant en cours de déformation et de faire le lien avec ceux répertoriés en coupe (section 3.3
page 24) ou plus généralement sous des sollicitations extrêmes (section 1.3 page 55).

3.1 Courbes contrainte-déformation

3.1.1 Observations préliminaires

La Figure 2.30 expose tout d’abord un exemple de résultats obtenus après un essai de
compression. La courbe σ = f (ε) représente la relation contrainte-déformation vraie extraite
de l’essais de compression après correction du déplacement par la rigidité machine.
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La Figure 2.30b) montre que cette correction ne semble pas complètement valide en dy-
namique. La partie élastique de la courbe se décompose en effet en deux phases : une par-
tie (A) correspondant à la mise en compression des interfaces de faibles rigidités (interfaces
mors-enclume-graphite-tantale-éprouvette) suivie par une seconde phase linéaire (B) liée à la
rigidité de l’empilement complet formant le montage de compression (bâti machine-traverse-
mors-enclume-éprouvette). Le module d’élasticité calculé à partir de la partie (B) est d’ailleurs
de 3 à 5 fois inférieur au module réel de l’acier.

L’obtention des courbes σ = f (εp) s’effectue en déduisant la partie élastique εe =
σ

Ea
fonction du module apparent Ea calculé sur la partie (B) de la courbe (Hor, 2011). L’étude
s’intéressant surtout aux hautes et très hautes déformations, on notera que cette correction
apparait négligeable pour ε > 0,1 (Figure 2.30a)).

Cette dernière figure illustre par ailleurs la difficulté des mesures thermiques en dynamique.
Si l’on compare la température mesurée en surface à celle calculée pour un essai adiabatique
(Eq. 2.23), on constate un certain temps de latence entre le début de la déformation et l’élévation
de température dans l’échantillon (∼ 0,033 s). Ce retard peut provenir du temps de réponse
du thermocouple lui-même, d’un effet de pompage de ce dernier affichant une température
plus faible que la température réelle (Mondelin et al., 2011), d’un effet de moyenne du fait de
l’espacement des brins ou encore du temps de diffusion de la chaleur du centre vers l’extérieur
de l’échantillon.

La température est aussi fortement perturbée pour les déformations supérieures à 0,5. Des
contacts peuvent se produire entre les brins des thermocouples créant ainsi un deuxième point
de mesure plus éloigné de la zone chauffée. Des micro-gaines céramiques ont donc été utilisées
pour les hautes températures afin de s’affranchir de ces perturbations. On remarquera également
l’aspect "saccadé" de cette mesure. La méthode de chauffage par effet joule repose sur un cou-
rant sinusoïdal dont une partie est tronquée de manière variable afin de contrôler la puissance
délivrée par le transformateur. D’après le constructeur, la mesure de température n’est possible
que dans la partie tronquée de la sinusoïde, i.e. lorsqu’aucun courant ne parcourt l’échantillon.
Cette condition limite ainsi la fréquence d’acquisition de la partie thermique à une fréquence
maxi de 100 Hz, soit 2 fois celle du réseau électrique.

3.1.2 Rhéologie du C45 normalisé

La Figure 2.31 regroupe les relations contrainte-déformation déduites des essais réalisés
sur le C45. A basse vitesse de déformation plastique, elles présentent une évolution classique
d’écrouissage quasi-linéaire (Figure 2.31a)). La contrainte croît avec la déformation plastique
et, d’une manière générale, chute avec l’élévation de température. On note cependant une
contrainte à Tini = 400-450 ◦C supérieure à celle mesurée à 200 et 300 ◦C.

On retrouve ce phénomène aux vitesses plus élevées jusqu’à εp ≃ 0,4. L’allure des courbes
change significativement au delà de ε̇p = 1 s−1 et on constate l’apparition d’une évolution en
"pic-plateau" similaire à celle décrite en Figure 2.9.

Les Figures 2.32 a)-b) montrent l’évolution de la contrainte vraie dans l’espace déformation
plastique / température. Pour chacune des vitesses de déformation, un changement de compor-
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FIGURE 2.31: Rhéologie expérimentale du C45 à différentes températures initiales pour ε̇p =
a) 0,1 s−1 ; b) 5 s−1 ; c) 20 s−1 et d) 60 s−1

tement intervient clairement à partir de Tini = 400 ◦C. On relève par ailleurs l’effet non linéaire
de la température sur la contrainte d’écoulement du matériau. Cet effet semble également varier
suivant la déformation plastique.

Trois régimes d’adoucissement peuvent être distingués si l’on s’intéresse de plus près à
l’évolution de la contrainte d’écoulement en fonction de la température (Figure 2.33) :

– Régime "I" : dans un premier temps, la contrainte chute linéairement avec la température
jusqu’à ∼ 350 ◦C (Point "A"). L’influence de la vitesse de déformation plastique étant plus
prononcée à l’ambiant, la sensibilité à la température augmente avec ε̇p sur ce tronçon ;

– Régime "II" : entre "A" et "B", la contrainte semble presque insensible à la température
et un léger durcissement est même perceptible. Ce dernier est attribué au phénomène de
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"fragilité au bleu" mentionné en section 1.2.2 (page 44). Cette phase en plateau reste
stable également quelque soit la vitesse de déformation ;

– Régime "III" : au delà ∼ 450-480 ◦C, la contrainte décroît de nouveau assez fortement.
On notera que lorsque ε̇p augmente, le point "B" tend à se décaler vers de plus hautes
températures (point "B"́). L’adoucissement thermique semble également plus faible que
pour des vitesses de déformations inférieures.
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3.1.3 Rhéologie du 42CrMo4 trempé revenu

Si les amplitudes des contraintes sont ici plus élevées, les tendances demeurent similaires
pour le 42CrMo4 (Figure 2.34). L’adoucissement avec la déformation est aussi présent pour ε̇p

> 1 s−1 et Tini ≥ 400 ◦C. La contrainte, dans ces conditions, atteint un état stationnaire généra-
lement à partir de εp ≃ 0,7−1 suivant la température et la vitesse de déformation considérée.
Cette évolution particulière ne semble pas être liée à la microstructure compte tenu des résul-
tats proches obtenus sur un C45 ferrito-perlitique (Figure 2.31) et un 42CrMo4 martensitique
(Figure 2.34).

Le tracé des surfaces d’écoulement en Figure 2.32 c)-d) montre une tendance assez
analogue au C45, avec toutefois un adoucissement thermique aux basses déformations moins
marqué à 60 s−1. On constate de nouveau un changement de comportement à partir de Tini ≥
400 ◦C.

L’analyse de la Figure 2.35 permet de comparer la sensibilité des deux matériaux étudiés
à la température. Les trois régimes d’adoucissement apparaissent également pour le 42CrMo4,
laissant ainsi penser que la microstructure ne semble pas être un paramètre régissant ces mé-
canismes (Figure 2.35 a)). Le régime "II" caractérisé par un plateau se positionne sur la même
plage de température pour les deux nuances. Le pourcentage de carbone étant relativement
proche pour ces dernières, cette observation semble cohérente avec la théorie évoquée précé-
demment (piège des atomes de carbone par les dislocations (Meyers & Chawla, 2009)).

Nous pourrons enfin noter que, pour chaque matériau, la sensibilité de la contrainte à la
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FIGURE 2.34: Rhéologie expérimentale du 42CrMo4 à différentes températures initiales pour
ε̇p = a) 0,1 s−1 ; b) 5 s−1 ; c) 20 s−1 et d) 60 s−1

température reste similaire même pour des déformations supérieures (Figure 2.35 b)). Suivant la
plage de température considérée, la vitesse de déformation modifie en revanche cette sensibilité
soulignant ainsi l’intéraction entre ces deux grandeurs.

3.2 Analyse métallurgique

3.2.1 Microduretés

L’essai de compression en présence de frottement présente des champs de déformation plas-
tique pouvant devenir très hétérogènes (Figure 2.27). Des mesures de microduretés ont été ef-
fectuées afin d’évaluer l’hétérogénéité des échantillons déformés issus de nos essais.
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FIGURE 2.35: Evolution de la contrainte d’écoulement du C45 et du 42CrMo4 en fonction de la
température pour a) εp ∈ [0,2−0,4] et b) εp ∈ [0,4−0,6] à différentes vitesses de déformation

plastique

Les plots comprimés ont été découpés suivant leur plan de symétrie avec une micro-
tronçonneuse à faible avance et sous lubrification afin d’éviter tout changement microstructural
indésiré.

La Figure 2.36 montre qu’aux incertitudes de mesure près, la dureté des deux matériaux
étudiés est assez uniforme dans la section de l’échantillon et toujours supérieure à la dureté
initiale du matériau. Pouvant être directement associés au niveau d’écrouissage, ces résultats
permettent de voir que la déformation plastique est raisonnablement homogène et confortent
l’efficacité du mode de lubrification choisi (feuilles de graphite + tantale).

Pour les deux nuances, les duretés mesurées à Tini = 400 ◦C sont proches de celles obtenues
à 200 ◦C quelque soit la vitesse de déformation. Ce fait se révèle cohérent avec les courbes
contrainte-déformation précédentes pour lesquelles la limite d’écoulement à 400 ◦C avoisine
celle extraite à 200 ◦C. La dureté décroît ensuite pour une température de 600 ◦C.
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FIGURE 2.36: Mesures de microduretés (HV1) effectuées en sens transversal et en sens long
après compression à différentes vitesses de déformation plastique et températures sur le C45

a)-b) et le 42CrMo4 c)-d) (distances normées à l’axe - ε ≃ 1,2)

3.2.2 Micrographies

Suite aux formes particulières des courbes contrainte déformation constatées, il paraissait
nécessaire d’analyser les échantillons déformés dans le but de recenser d’éventuels changements
microstructuraux.

La contrainte de saturation observée en Figures 2.31 et 2.34 au delà de 400 ◦C est caracté-
ristique des mécanismes de restauration et recristallisation dynamiques abordés dans l’état de

91



2. Rhéologie du matériau usiné

20 µm 20 µm

20 µmEssai : Compression
uniaxiale
Matériau : C45 (180 HB)
Machine : Gleeble®

Plot : φ8 x 12 mm
Lub. Graphite + Tantale
Trempe : Helium

T
in

i
=

 6
00

 °C

= 5 s-1
pε� = 60 s-1

pε�

Ferrite 
recristallisée

a b

Etat initial

ε � 1,2

Ferrite 
recristallisée

Perlite 
décomposée

FIGURE 2.37: Microstructure du C45 à l’état déformé après compression à Tini = 600 ◦C pour
a) ε̇p = 5 s−1 et b) 60 s−1 (Nital 2 % - 10 s)

l’art (Figure 2.9). En examinant les éprouvettes de C45 sollicitées à ε̇p = 5 et 60 s−1 pour Tini =
600 ◦C, conditions où l’évolution en "pic-plateau" est particulièrement marquée, il est possible
d’observer des zones "morcelées" où les grains de ferrite semblent fragmentés (Figures 2.37 a)
et b)). A fort grandissement, celles-ci apparaissent comme des régions recristallisées présentant
une taille de grain très inférieure à celle du matériau brut.

Une analyse MEB plus fine, illustrée en Figure 2.38, met en évidence des grains de ferrite
très équiaxes d’une taille de l’ordre de 300 à 600 nm pour la vitesse de déformation la plus
élevée. Leur répartition est très homogène sur la section de l’échantillon et ils peuvent être
observés non seulement au centre (déformation les plus intenses) mais aussi à la périphérie de
l’éprouvette (zone de déformation moins sévère au contact avec les enclumes de compression).
La phase perlitique fortement déformée se réduit quant à elle à des lamelles segmentées voire
décomposées en fins carbures (Figure 2.38d)).

Le processus de recristallisation s’est donc bien enclenché, menant à un raffinement
considérable de la microstructure (réduction de 20 à 100 fois par rapport à la taille de
grain initiale). La réalisation d’essais "interrompus" a permis d’observer l’évolution de cet
affinement au cours de la déformation. La Figure 2.41 montre un exemple pour Tini = 600 ◦C
et ε̇p = 5 s−1 sur le C45 et décrit les différentes étapes conduisant à une structure de grains
fine et équiaxe. Le regroupement des dislocations en sous-joints est perceptible à εp = 0,5
(Figure 2.41b)) tandis que le passage à une structure fine est clairement visible en Figure 2.41c).
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FIGURE 2.38: Microstructure du C45 à l’état déformé après compression à Tini = 600 ◦C et ε̇p

= 60 s−1 : analyse MEB a) en zone centrale et b) zone extérieure - mise en évidence de régions
recristallisées c) et d) de perlite décomposée

Si l’on compare cette dernière à la microstructure résultant d’un essai à Tini = 200 ◦C et ε̇p =
5 s−1 (Figure 2.39a)), on constate que des grains très allongés subsistent et sans aucune région
recristallisée.

En revanche, compte tenu des niveaux de déformation élevés atteints lors des essais de
compression, la structure trempée revenue du 42CrMo4 s’est avérée difficilement observable
optiquement à l’état déformée (Figure 2.40). Une attaque Béchet-Beaujard ne s’est pas avérée
pertinente probablement de par les tailles de grain très faibles et la forte concentration de joints
de grains. Des analyses type EBSD confirmeraient ou non l’existence de phénomène sur une
nuance martensitique mais n’ont malheureusement pu être réalisées à l’heure de la rédaction de
ce mémoire. Nous considérerons donc que les phénomènes de recristallisation observés sur le
C45 se produisent également pour le 42CrMo4.

3.3 Bilan

La rhéologie de deux aciers caractérisés par une microstructure initiale différente a été étu-
diée par des essais de compression dynamique menés sur un dispositif Gleebler 3800. Le dé-
pouillement simple, validé par l’étude numérique de l’essai, a permis d’estimer la contrainte
d’écoulement du matériau jusqu’à des déformations plastiques de 1 à 1,1.
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FIGURE 2.41: Evolution de la microstructure du C45 en cours de déformation à Tini = 600 ◦C
et ε̇p = 5 s−1 : arrangement des dislocations menant à une structure recristallisée

L’adoucissement et la saturation de la contrainte observés à haute déformation au delà de
400 ◦C peuvent être attribués à un affinement de grains induit par un processus de recristal-
lisation dynamique, combiné à l’autoéchauffement par dissipation plastique. Les analyses mi-
crographiques ont en effet mis en valeur une structure fine et équiaxe aux hautes températures
tandis qu’elle reste déformée et fortement allongée à 200 ◦C.

Les observations concernant la taille de grain et la décomposition de la perlite s’apparentent
grandement à celles relevées en section 3.3 (page 24) lors de l’analyse microstructural des
copeaux et notamment celles concernant la ZCP. L’essai de compression conduit jusqu’à des
déformations aussi sévères semble donc capable de reproduire les mécanismes de déformation
gouvernant la ZCP, voire par extension, à ceux existants en ZCS. La Figure 1.20, analyse EBSD
de la ZCS, avait par ailleurs fait ressortir des grains d’une taille inférieure à 300 nm pour des
déformations bien supérieures à celles rencontrées en ZCP. La stabilisation de la contrainte
semblant se produire vers εp = 0,7− 0,9, on peut raisonnablement penser qu’elle puisse être
extrapôlée à des déformations encore plus conséquentes.
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4 Identification d’un modèle de comportement en ZCP

La plage de température et déformation couverte par les essais de compression dynamique
(Figure 2.21) se montre représentative des sollicitations en ZCP 8. La campagne expérimen-
tale conduite jusqu’ici fournit des informations sur la rhéologie de deux aciers spéciaux aux
microstructures différentes. Il s’agit désormais d’identifier des modèles constitutifs visant à re-
transcrire leur comportement sur notre plage de sollicitations et d’étudier leur extrapolation aux
conditions recensées en usinage.

4.1 Modèles retenus

Au vu des tendances expérimentales obtenues sur le C45 et le 42CrMo4 (Figures 2.31 et
2.34), deux approches sont proposées afin de modéliser le comportement des deux nuances.

De la revue bibliographique traitant des modèles de comportement, on retient tout d’abord
que celui proposé par Johnson & Cook (1983) représente un compromis intéressant entre sim-
plicité de formulation et précision. A partir des remarques émises en section 2.3 (page 76) et de
la structure du modèle (Eq. 2.2), on comprend aisément que les courbes contrainte-déformation
ne pourront être restituées sur toute la plage de déformation. Les identifications conduites dans
la littérature se limitent d’ailleurs généralement à εp = 0,3−0,5.

La première approche consiste donc à considérer les données collectées seulement jusqu’à
εp = 0,6. La forme originale du modèle de Johnson & Cook (1983) est ainsi retenue afin de
conserver une expression compacte, rappelée ci-dessous.

σy = [A+B(εp)
n]

[

1+C ln

(

ε̇p

ε̇0

)][

1−
(

T −T0

Tf −T0

)m]

(2.2)

Les modèles dits "à base métallurgique" (section 1.2.3 page 49) peuvent permettre d’appré-
hender le comportement sur l’intégralité de la plage de déformation et en particulier l’évolution
en "pic-plateau" caractéristique de la DRX. Les formulations développées dans les travaux de
Lurdos (2008) (Eq. 2.17) et Kim et al. (2003) (Eq. 2.19) reposent sur le nombre de Zener-
Hollomon. Ils ont l’avantage d’instaurer un couplage entre la vitesse de déformation et la tem-
pérature au travers d’une base physique faisant intervenir une énergie d’activation Q (Eq. 2.20).

Z = ε̇ · exp

(

Q
RT

)

(2.20)

La deuxième approche vise à exploiter les particularités de ces deux modèles pour retrans-
crire le comportement complet des matériaux étudiés. Le point d’intérêt réside dans la transition
entre un comportement avec et sans recristallisation observée à partir d’un seuil de température.
Chaque paramètre de ces deux modèles s’expriment comme une fonction puissance de Z sous
la forme Ki ·Zmi , avec Ki et mi deux constantes propres au paramètre i .

8. Les vitesses de déformations étant néanmoins bien plus faibles que celles rencontrées dans le procédé
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Modèle de Lurdos (2008) :
{

σy = σs +
(

σ0 −σs +Aεn
p

)

exp(−rεp)

σs,σ0,A,n,r = f (Z)
(2.17)

Modèle de Kim et al. (2003) :


























































σy = σ(WH +DRV )−σ(DRX)

σ(WH +DRV ) = σ0 +(σp −σ0) [1− exp(−Cεp)]
m

εp < εpic, σ(DRX) = 0

εp ≥ εpic, σ(DRX) = (σp −σs)

[

XDRX −Xεpic

1−Xεpic

]

XDRX = 1− exp

[

−
(

εp − εc

ε∗

)m′]

σ0,σp,σs,C,m,m′,εc,ε
∗ = f (Z)

(2.19)

Il est important de garder à l’esprit qu’un modèle pertinent est un modèle qui répond à son
objet. Le contexte industriel de cette étude impose de choisir des expressions simples pouvant
être facilement manipulées moyennant une erreur raisonnable sur la valeur calculée. Il ne s’agit
en aucun cas de migrer vers des formulations complexes, certes plus performantes mais de toute
façon inexploitables.

Remarque :

Modéliser le comportement d’un matériau passe d’abord par une étude expérimentale
visant à connaître l’évolution de sa contrainte d’écoulement sous différents chargements
thermomécaniques. Un modèle rhéologique et sa méthode d’identification doivent ensuite
être choisis en cohérence avec les observations expérimentales et les contraintes de l’étude
afin de restituer ce comportement le plus fidèlement possible.

Pour beaucoup de travaux, modéliser le comportement d’un matériau signifie plutôt iden-
tifier, sur un jeu de données expérimentales, les paramètres d’un modèle défini a priori,
et ce quelque soit l’évolution effective de la limite d’écoulement. Ceci constitue le risque
principal des méthodes inverses pour lesquelles le modèle constitutif est dissimulé dans
un modèle global, incluant généralement d’autres paramètres et ne permettant de réaliser
l’optimisation que sur une grandeur isolée (effort, déplacement d’un noeud,...).
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4.2 Méthode d’identification

L’identification des paramètres de ces modèles passe par la minimisation d’une fonction des
moindres carrés entre la contrainte expérimentale et celle calculée. Il s’agit ici d’un problème
d’optimisation qui ne peut être résolu que par des procédures numériques itératives (Forestier,
2004). Les différences sur la structure et la philosophie des modèles retenus imposent une dé-
marche d’identification propre à chacun d’eux.

4.2.1 Modèle de Johnson & Cook

Les paramètres de cette loi de comportement peuvent être identifiés par deux méthodes,
bien documentées dans les travaux de Hor (2011).

Méthode globale

L’itération s’effectue sur l’ensemble des paramètres du modèle (A, B, n, C et m - Eq.
2.2) et l’intégralité des données expérimentales. L’algorithme retenu dans ce cas est celui de
Levenberg-Marquardt. Déjà implémenté dans les logiciels de calcul numérique type Matlab c©,
sa convergence est rapide et il apparait plus stable et moins sensible à la condition initiale que
l’algorithme de Gauss-Newton (Guillot, 2009). Il s’avère intéressant lorsque le nombre de pa-
ramètres à identifier devient conséquent.

Dans cette étude, le paramètre A, limite d’élasticité initiale à l’ambiant, a été considéré
constant (320 MPa pour le C45 et 595 MPa pour le 42CrMo4) et estimé par un essai de
traction normalisé. L’intérêt est surtout de limiter le nombre de paramètres à identifier et de
s’affranchir des erreurs d’approximations de la part de déformation élastique (Figure 2.30).
On retrouve néanmoins des valeurs proches sur les courbes contrainte-déformation issues
des essais de compression. Le modèle ne pouvant retranscrire l’évolution en "pic-plateau"
observée, on rappelle que seules les données expérimentales jusqu’à εp = 0,6 ont été utilisées
pour l’identification.

Méthode multiplicative

La seconde méthode tire parti de la forme multiplicative du modèle. Les coefficients B, n
et m sont d’abord identifiés simultanément par rapport aux données dans le plan [εp, T] pour
une vitesse de déformation de référence ε̇0 = 0,1 s−1. La constante C a été estimée ensuite par
itération sur l’espace complet [εp, ε̇p, T]. On notera que cette approche donne plus de poids
aux paramètres B, n et m 9 ainsi qu’aux données expérimentales de la vitesse de déformation
de référence. Cette procédure d’identification a été réalisée au cours de ces travaux mais n’a
pas été retenue dans ce manuscrit.

9. Une étude de sensibilité du modèle (non présentée dans ce mémoire) a mis en évidence la prédominance des
paramètres A, B et m sur la contrainte calculée
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Pour chaque méthode, les essais ont été considérés adiabatiques pour ε̇p ≥ 1 s−1. La tempé-
rature de l’essai à εp donnée est dans ce cas calculée par l’Eq. 2.23.







T = Tini +∆T

∆T = βT · σ ·∆εp

ρ ·Cp

(2.23)

Nous préciserons enfin que les identifications de ce modèle conduites par Jaspers & Daut-
zenberg (2002a) sur le C45 et Bacaria (2001) sur le 42CrMo4 ont été utilisées comme conditions
initiales de ces procédures itératives.

4.2.2 Modèles "à base métallurgique"

La démarche d’identification est ici sensiblement différente. D’une manière générale, elle
consiste pour chaque courbe expérimentale, caractérisée par un Z donné (combinaison tempé-
rature initiale - vitesse de déformation plastique), à identifier directement les paramètres des
modèles. Les jeux de paramètres obtenus pour les différentes courbes contrainte-déformation
sont ensuite tracés en fonction de log(Z) afin d’extraire les constantes Ki et mi propres à chaque
paramètre, et identifier leur évolution en fonction de Z.

Concernant le modèle de Lurdos (2008), σ0 et σs sont obtenus par lecture directe sur
la courbe contrainte-déformation traitée. Dans le cas où la courbe présente une évolution
en "pic-plateau", le paramètre r se déduit par l’expression 5/εs, où εs est la déformation
marquant le début du régime stationnaire (Lurdos, 2008). Une itération par un algorithme
de Gauss-Newton permet ensuite d’ajuster les paramètres A et n. Si cette tendance n’est pas
observée, alors A = 0 et les itérations s’effectuent par le même algorithme sur σs et r.

De même, les paramètres σ0, σp, σs ou encore εc du modèle proposé par Kim et al. (2003)
sont extraits directement de la courbe contrainte-déformation étudiée, avec εc = 0,75× εpic

(Figure 2.42). ε∗ correspond à la déformation présentant le taux d’écrouissage minimum. Elle
se déduit du tracé du taux d’écrouissage ∆σ/∆εp après interpolation polynomiale de la courbe
contrainte-déformation expérimentale afin de lisser les perturbations liées aux fréquences d’ac-
quisition élevées. C, m et m′ sont finalement identifiés de manière itérative avec l’algorithme
mentionné précédemment.

L’énergie d’activation n’a pas été utilisée comme un paramètre d’optimisation. Elle a été
fixée à 320 kJ/mol pour le C45 ferrito-perlitique en se basant sur les valeurs déterminées par
Kim et al. (2003) et Hor (2011) sur ce type de microstructure et à 400 kJ/mol pour le 42CrMo4
suite aux travaux de Lin et al. (2008a).

Cette démarche d’identification émet implicitement l’hypothèse que l’essai se déroule à tem-
pérature et vitesse de déformation constantes (détermination des paramètres pour un Z donné
sur chaque courbe contrainte-déformation). Provenant principalement de la communauté des
matériaux, elle n’est pas étonnante compte tenu des plages de vitesse de déformation et de
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FIGURE 2.42: Détermination des paramètres du modèle de Kim et al. (2003) à partir d’une
courbe contrainte-déformation et du taux d’écrouissage

température généralement concernées. Si ceci est relativement vrai pour la vitesse de sollicita-
tion, nous avons montré que la température évolue significativement au cours de la déformation
(auto-échauffement). Z n’est donc plus constant et varie également au cours de l’essai. On peut
dès lors s’interroger sur la pertinence de cette démarche pour des essais entrant dans le régime
adiabatique.

La question est désormais comment prendre en compte l’auto-échauffement dans cette
procédure ? Il s’agit en effet d’extraire un modèle pouvant être appliqué dans une simulation
numérique de coupe où cette élévation de température sera déjà intégrée.

Si cette notion n’est pas évoquée dans les travaux de Hor (2011), Lurdos (2008) propose une
"correction" des courbes expérimentales visant à compenser l’effet adoucissant de la tempéra-
ture suivant la déformation plastique. L’idée est ici de transposer les courbes adiabatiques en
courbes isothermes afin de conserver la démarche d’identification. Ce facteur de correction est

déterminé par le rapport
σy(εp, ε̇p,Tini)

σy(εp, ε̇p,T )
, où σy représente la contrainte d’écoulement calculée

par le modèle de comportement choisi et T la température adiabatique fournie par l’Eq. 2.23.

L’aspect délicat de cette manipulation est que l’on souhaite "corriger" une courbe expéri-
mentale à partir du modèle même que l’on cherche à identifier. Quels paramètres doit-on alors
employer ? Cette correction est de plus directement tributaire du modèle de comportement à
identifier : on sous-entend que la sensibilité effective du matériau à la température est identique
à celle retranscrite par ce modèle. Une correction apportée par une loi de Johnson & Cook
(1983) divergera nécessairement de celle obtenue par le modèle de Lurdos (2008).

Cette remarque soulève un verrou en lien avec l’architecture de ces modèles mais surtout
avec leur démarche d’identification pour des essais adiabatiques. Aucune méthode n’ayant pu
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être facilement mise en place à l’heure de la rédaction de ce mémoire, la correction proposée par
Lurdos (2008) a été retenue pour la suite de cette étude. La procédure d’identification décrite
en début de section est tout d’abord appliquée en considérant les essais isothermes (courbes ex-
périmentales non corrigées). Le jeu de paramètre ainsi obtenu est utilisé pour ensuite "corriger"
les courbes expérimentales et relancer l’identification sur ces mêmes courbes "corrigées". La
plage complète de déformation a été ici conservée et la méthode a été appliquée pour les deux
modèles "à base métallurgique" décrits auparavant.

Remarque :

L’identification des modèles dits "à base métallurgique" menée en considérant les données
expérimentales comme isothermes, intègre en fait de manière implicite cette notion d’auto-
échauffement. L’évolution de la contrainte suivant εp à ε̇p et Tini ( Tini température initiale
de l’essai) est fidèlement reproduite. L’élévation de température au cours de la déformation
n’est pas directement prise en compte mais l’adoucissement qu’elle engendre, associé à
celui provenant des changements microstructuraux, est bel et bien restitué. Le problème
provient surtout du fait que ces modèles seront implémentés dans des codes de calcul EF
où l’auto-échauffement doit être calculé indépendamment afin d’observer les élévations de
températures dues à la déformation plastique.

4.3 Comparaison modèle identifié / expérience

4.3.1 Modèle de Johnson & Cook

Le Tableau 2.4 synthétise les valeurs des paramètres du modèle de Johnson & Cook (1983)
identifiés pour le C45 et le 42CrMo4 suivant la méthode globale.

Acier A B n C ε̇0 m Tf T0

[MPa] [MPa] [s−1] [◦C] [◦C]

C45 320 459,6 0,1065 0.0322 0,1 1.3696 1460 20

42CrMo4 595 557,47 0,1561 0,0171 0,1 1.1516 1460 20

TABLEAU 2.4: Paramètres du modèle de Johnson & Cook (1983) pour le C45 et 42CrMo4
identifiés dans notre étude à partir des essais de compression sur Gleebler 3800 (identification

suivant une méthode globale)

Acier non allié C45

La comparaison de la contrainte calculée pour le C45 aux données issues des essais de
compression montre que, sur une gamme de déformation limitée, le modèle apparaît cohérent
jusqu’à Tini = 400 ◦C (Figure 2.43). L’adoucissement prononcé à partir de 500 ◦C est restitué de
façon moyennée et la forme de la courbe contrainte-déformation n’est pas fidèlement reproduite.
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On constate par ailleurs que pour ε̇p ≤ 20 s−1, la contrainte calculée à Tini = 400 ◦C est
toujours inférieure à celle calculée à Tini = 200 ◦C, contrairement à la tendance expérimentale.

Une représentation dans l’espace (Figure 2.44) permet d’appréhender l’évolution globale de
la contrainte d’écoulement suivant la déformation plastique et la température. L’adoucissement
général constaté avec l’élévation de température est plutôt bien retranscrit, même si le manque
de sensibilité du matériau autours de 350-450 ◦C est directement tronqué.

Acier faiblement allié 42CrMo4

L’identification réalisée sur le 42CrMo4 conduit à des résultats similaires avec une des-
cription du comportement assez fidèle jusqu’à Tini = 400 ◦C (Figure 2.45). Le modèle semble
même très satisfaisant pour la plus haute vitesse de déformation. Ceci provient principalement
de l’atténuation, sur la plage de déformation plastique considérée, de l’adoucissement et de
l’insensibilité à la température.

On retrouve cet effet sur la Figure 2.46b) où la contrainte calculée reste relativement proche
des données issues de l’expérience. Elle se révèle en revanche très sur-estimée aux plus hautes
températures à ε̇p = 5 s−1 (Figure 2.46a)).

Comparaison aux identifications de la littérature

La rhéologie des matériaux a été étudiée sur une plage réduite de vitesse de déformation par
rapport au procédé à simuler. La validité des lois identifiées et leur extrapolation à des régimes
supérieurs peut définitivement être remise en question.

La Figure 2.47 permet de comparer la contrainte calculée par le modèle de Johnson & Cook
(1983) identifié précédemment (nommé modèle Asco) à celles obtenues à partir d’identifica-
tions issues de la littérature 10. Ces dernières sont basées sur des dispositifs à haute et très
haute vitesse (SHPB ou canon à gaz) permettant de dépasser grandement 1000 s−1. Les courbes
contrainte-déformation sont tracées suivant les deux zones de cisaillement (ZCP et ZCS) en
considérant les vitesses de déformation moyennes extraites en section 2.1 (Figure 2.22 page 73)
et un régime adiabatique (auto-échauffement).

Même à haute vitesse de déformation, le comportement prédit par le modèle Asco (Courbon
(2011)) s’avère très proche des autres identifications, et ce pour les deux matériaux caractérisés.
On constate, d’une manière générale, que l’écart tend à se réduire lorsque la déformation
plastique et la température augmentent. Le Tableau 2.5 met en valeur une erreur maximum
inférieure à 11 % toute zone confondue, l’erreur moyenne variant entre 2 et 6 %.

Cette constatation plutôt surprenante renvoie à la Figure 2.5a) présentant la sensibilité d’un
acier à la vitesse de déformation. Même si par exemple Jaspers & Dautzenberg (2002a) ou
Grolleau (1996) sont entrés dans le régime des hautes vitesses, ils sont néanmoins restés dans
la gamme où la sensibilité à la vitesse de déformation est quasi-linéaire. Les premiers ont pu

10. Les paramètres correspondant aux différentes identifications sont résumés en Annexe B
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ZCP ZCS ZCP ZCS

Jaspers et al.(2002) Chen et al.(2008)

C45
|∆moy| 5,4 % 2,7 % 5,6 % 2,8 %
|∆max| 6,1 % 10,6 % 6,3 % 10,4 %

Grolleau(1996) Bacaria(2001)

42CrMo4
|∆moy| 2,8 % 2,5 % 1,8 % 4,4 %
|∆max| 3,4 % 9,2 % 7,4 % 8,8 %

TABLEAU 2.5: Erreur répertoriée entre les identifications réalisées et celles issues de la littéra-
ture pour le C45 et le 42CrMo4 : conditions en ZCP [ε̇p = 10000 s−1 ; 200 ≤ T ≤ 600 ◦C] -

conditions en ZCS [ε̇p = 5000 s−1 ; 700 ≤ T ≤ 1000 ◦C]

atteindre une vitesse de déformation maximum de 7500 s−1 sur le C45 alors que le second a
été limité 2800 s−1 sur le 42CrMo4. Le modèle confère également une infuence particulière à
la température qui gomme les effets de viscosité à mesure qu’elle augmente. La transposition
du modèle de Johnson & Cook (1983) à des vitesses de déformation élevées peut donc être
réalisée, dans le cadre des aciers, à partir d’essais menés à des vitesses plus faibles.

Remarque :

Les fortes similitudes recensées avec des identifications menées à haute vitesse de défor-
mation (< 104 s−1) démontrent que, dans le cadre des aciers, le comportement peut être
raisonnablement extrapolé à partir de vitesses d’un ordre de grandeur inférieures. Ceci ne
signifie en aucun cas que le modèle est apte à représenter le comportement effectif du ma-
tériau dans des régimes extrêmes, hors du domaine linéaire de sensibilité à la vitesse de
déformation (Figure 2.5a)).

4.3.2 Modèles "à base métallurgique"

Le modèle phénoménologique identifié dans la section précédente fourni déjà des résultats
intéressants pour εp ≤ 0,6. Comme nous l’avons constaté, il est en revanche impossible de
restituer à l’aide de celui-ci, les comportements observés à des déformations plus élevées, en
particulier l’existence d’un maximum de contrainte suivie d’une saturation.

Les modèles dits "à base métallurgique" ont donc été identifiés selon la méthode décrite au-
paravant afin d’améliorer la modélisation du comportement effectif du matériau et d’introduire
des bases physiques permettant une extrapolation plus solide aux hautes vitesses de déforma-
tion.

La Figure 2.48 présente un exemple du traitement permettant d’identifier les paramètres du
modèle de Lurdos (2008) pour le C45. On distingue suivant la valeur du Log(Z), un changement
de comportement pour Log(Z) = 23, en particulier sur σs, σp ou εpic. Lorsque Log(Z)≤ 23, les
courbes contrainte-déformation présente l’allure caractéristique du processus de recristallisation
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FIGURE 2.48: Exemple d’identification du modèle de Lurdos (2008) pour le C45 : valeurs
expérimentales et régressions linéaires des paramètres a) σ0, σs, b) r et c) σp

dynamique (DRX), un maximum de contrainte suivi d’un régime stationnaire. Cette évolution
en "pic-plateau" s’atténue lorsque Z augmente, marquant la transition entre un premier domaine
favorable aux mécanismes de DRX (équilibre en annihilation et création de dislocations) et un
second où écrouissage et restauration co-existent.

Sachant que chaque paramètre du modèle suit une loi puissance de la forme Ki ·Zmi , il est
possible d’extraire aisément, à partir des Figures 2.48, les coefficients Ki et mi suivant la plage
de Z considérée. Le Tableau 2.6 rassemble les valeurs numériques des paramètres du modèle de
Lurdos (2008) (Eq. 2.17) identifiés pour le C45 et le 42CrMo4.

La même méthode a été adoptée pour identifier les paramètres du modèle proposé par Kim
et al. (2003) (Eq. 2.19). Leur évolution suivant Z fait ressortir, pour les deux matériaux de
l’étude, un changement de comportement à des valeurs de Log(Z) proches de celles observées
pour le modèle précédent (Tableau 2.7).

Acier non allié C45

Sur toute la plage de déformation, les deux modèles identifiés pour le C45 représentent as-
sez bien le comportement du matériau (Figure 2.49). Les courbes adiabatiques incluant l’auto-
échauffement (Eq. 2.23) sont tracées sur cette figure. Pour Tini ≤ 400 ◦C, la contrainte tend
assez rapidement vers un palier correspondant à la combinaison écrouissage (WH) et restaura-
tion dynamique (DRV) évoquée dans l’état de l’art (Figure 2.9a)). Lorsque la température aug-
mente (Log(Z) ≤ 23), les mécanismes de recristallisation s’enclenchent et l’allure des courbes
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Acier log(Z) Q Kσ0 mσ0 Kσs mσs Kr

C45
≤

23 320
223,87 2,521.10−3 24,95 6,487.10−2 0,652

> 250,03 −2,928.10−4 699,84 1,940.10−3 9,931

42CrMo4
≤

29,5 400
261,82 1,442.10−2 29,11 5,208.10−2 0,815

> 571,48 2,504.10−3 997,70 1,116.10−3 5,532

Acier log(Z) Q mr KA mA Kn mn

C45
≤

23 320
5,090.10−2 2070,14 −1,343.10−2 4,682 −4,877.10−2

> 1,731.10−3 − − 0,452 −5,043.10−3

42CrMo4
≤

29,5 400
3,375.10−2 116,14 3,867.10−2 9,057.10−4 1,162.10−1

> 4,084.10−3 − − 7,709 −1,475.10−2

TABLEAU 2.6: Paramètres du modèle de Lurdos (2008) pour le C45 et 42CrMo4 identifiés à
partir des essais de compression

Acier log(Z) Kσ0 mσ0 Kσs mσs Kσp mσp

C45
≤

23,6 237,7 3,90.10−3 22,8 6,62.10−2 61,2 4,86.10−2

> 857,0 1,06.10−3 857,0 1,06.10−3

42CrMo4
≤

32 549,5 3,00.10−3 198,2 1,99.10−2 266,1 1,74.10−2

> 811,0 2,70.10−3 811,0 2,70.10−3

Acier log(Z) KC mC Km Km Km′ mm′

C45
≤

23,6
2,143.107 −2,80.10−1 228,0 −1,13.10−1 2280,3 −1,53.10−1

> 1,500 7,69.10−3 3,37.10−1 2,28.10−3 − −

42CrMo4
≤

32
4,875.104 −1,20.10−1 10,6 −3,97.10−2 1,0 4,37.10−3

> 1,702 4,98.10−3 3,46.10−1 9,86.10−4 − −
Acier log(Z) Kεc mεc Kε∗ mε∗

C45
≤

23,6
3,05.10−6 2,25.10−1 1,13.10−1 3,79.10−2

> 8,19.10−1 −2,77.10−3 5,60.10−1 2,50.10−3

42CrMo4
≤

32
1,26.10−4 1,05.10−1 2,82.10−2 4,27.10−2

> 7,23.10−1 −1,16.10−3 2,18.105 −7,49.10−2

TABLEAU 2.7: Paramètres du modèle de Kim et al. (2003) pour le C45 et 42CrMo4 identifiés
à partir des essais de compression

contrainte-déformation change en conséquence.
Tracer des courbes adiabatiques sous-entend que T varie au cours de l’essai. Pour les deux

modèles étudiés, Z change alors pendant la déformation. Suivant la température initiale Tini, le
passage d’un jeu de paramètres à l’autre peut se produire lorsque la valeur de Z de transition est
franchie. C’est le cas ici pour Tini = 400 ◦C, courbes pour lesquelles on observe un changement
de pente significatif et un adoucissement soudain.

L’impact de l’auto-échauffement sur la contrainte calculée par le modèle de Kim et al.
(2003) est illustré en Figure 2.53. La transition avec les courbes isothermes est nettemment
perceptible à partir de 400 ◦C pour une déformation comprise entre 0,3 et 0,6. Selon la
température initiale considérée, la chute de contrainte liée à l’auto-échauffement peut atteindre
200 voire 300 MPa.

114



Identification d’un modèle de comportement en ZCP

 0

 200

 400

 600

 800

 1000

 0  0.3  0.6  0.9  1.2

εp

 0

 200

 400

 600

 800

 1000

 0  0.3  0.6  0.9  1.2

εp

a b

Essai : Compression
uniaxiale
Matériau : 
C45 (180 HB)
Machine : Gleeble®

Plot : φ8 x 12 mm
Lub. Graphite + Tantale
Trempe : Non

c

= 60 s-1
pε�= 5 s-1

pε� = 20 s-1
pε�

σy

εp

),,( Tppy εεσ �

Isotherme Adiabatique

Adiab.−20 °C
Adiab.−200 °C
Adiab.−400 °C
Adiab.−500 °C
Adiab.−600 °C

Iso.−20 °C
Iso.−200 °C
Iso.−400 °C
Iso.−500 °C
Iso.−600 °C

 0

 200

 400

 600

 800

 1000

 0  0.3  0.6  0.9  1.2

C
on

tr
ai

nt
e 

vr
ai

e 
(M

P
a)

εp

FIGURE 2.53: Influence de l’auto-échauffement sur la contrainte calculée par le modèle de Kim
et al. (2003) pour le C45 à a) ε̇p = 5 s−1, b) 20 s−1 et c) 60 s−1

Acier faiblement allié 42CrMo4

Les résultats sont un peu plus dispersés quant au 42CrMo4 (Figure 2.51). La limite d’écou-
lement est plutôt sous-estimée par le modèle de Lurdos (2008) aux plus faibles températures.
Le changement de comportement en cours de déformation est beaucoup plus flagrant à Tini =
400 ◦C et s’effectue de manière plus brutale.

Le modèle de Kim et al. (2003) offre quant à lui une bonne restitution sur la quasi totalité de
la gamme de température, même si la contrainte à Tini = 400 ◦C est également sous-estimée. Il
permet par ailleurs de calculer une grandeur intéressante directement liée à la chute de contrainte
engendrée par le processus de recristallisation dynamique : la fraction recristallisée XDRX (Eq.
2.24). La Figure 2.54 montre à titre qualitatif l’évolution de cette grandeur suivant les conditions
de sollicitations.

XDRX = 1− exp

[

−
(

εp − εc

ε∗

)m′]

(2.24)
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FIGURE 2.54: Evolution de la fraction recristallisée calculée dans le modèle de Kim et al.
(2003) : a) influence de la température et de la vitesse de déformation pour le C45 et b) compa-

raison à ε̇p = 60 s−1 entre le C45 et le 42CrMo4 à différentes températures

On constate qu’une augmentation de la vitesse de déformation tend à freiner la progression
de la DRX tandis qu’une élévation de température l’accélère fortement (Figure 2.54a)). Dans
les conditions simulées, 50 % de la structure est recristallisé pour des déformations plastiques
comprises entre 0,3 et 0,6. Plus de 90 % est recristallisé si les déformations plastiques excèdent
1.

Les identifications menées sur les deux nuances montrent que l’évolution de XDRX dépend
fortement du matériau étudié (Figure 2.54b)). La recristallisation apparaît plus tôt sur l’acier
martensitique mais l’effet de la température semble moins soutenu que pour le C45. De même,
la fraction recristallisée dépasse 90 % pour des déformations plastiques proches de 0,8-0,9.
Dans le but de valider ces estimations, il aurait été intéressant de quantifier cette fraction
recristallisée à différents niveaux de déformation lors des essais de compression. Ceci n’a
malheureusement pu être traité à ce jour.

Comparaison au modèle de Johnson & Cook

La sensibilité à la température semble mieux reproduite par ces lois sur les deux matériaux
étudiés. En comparant les contraintes prédites par les modèles de Kim et al. (2003) et Johnson &
Cook (1983) (Figure 2.55), tous deux identifiés précédemment, on observe que la limite d’écou-
lement est supérieure pour le premier modèle jusqu’à 400-450 ◦C. La contrainte chute ensuite
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sensiblement, notamment pour εp ≥ 0,5 après un passage aux températures intermédiaires où
le matériau est peu sensible à la température.

Cet aspect n’avait pu être retranscrit jusqu’ici avec le modèle phénoménologique de Johnson
& Cook (1983). L’influence de la vitesse de déformation reste également mineure sur la plage
étudiée.
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FIGURE 2.55: Comparaison entre la contrainte calculée par les modèles de Johnson & Cook
(1983) et Kim et al. (2003) identifiés dans l’étude pour le C45 à a) ε̇p = 5 s−1 et b) ε̇p = 60 s−1

Transposition aux sollicitations rencontrées en usinage

Les identifications conduites dans les sections antérieures peuvent être utilisées pour antici-
per le comportement du matériau en usinage. On s’intéresse ainsi à l’évolution de la contrainte
mais aussi de la fraction recristallisée dans des conditions proches de la ZCP et ZCS (Figure
2.56). Les températures mini et maxi de chaque zone de cisaillement sont associées aux vitesses
de déformation moyennes répertoriées.

Les hautes vitesses de déformation ne semblent pas perturber l’amorçage de la DRX et celle-
ci se manifeste, quelque soit la température, à haute déformation. La Figure 2.56b) montre que
pour des sollicitations similaires à la ZCS, 100 % de la structure est recristallisée à partir de εp

= 1. Ceci conforte les observations faites après analyse des copeaux, où la ZCS, zone en contact
avec l’outil, ressortait fortement recristallisée.
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5 Synthèse

La première partie de ce chapitre s’est attachée à lister le type d’essai et les dispositifs
expérimentaux permettant d’étudier la rhéologie d’un matériau. Ceux-ci se distinguent par le
mode de sollicitation (compression, cisaillement ...) ainsi que par la gamme de déformation et
vitesse de déformation accessible.

Les différentes façons de restituer ce comportement ont été abordées en présentant le modèle
phénoménologique de Johnson & Cook (1983) et plusieurs de ses adaptations. Une attention
particulière s’est portée sur un autre type de formulations qui, au travers de bases physiques,
intègrent des phénomènes métallurgiques plus complexes comme la restauration ou la recristal-
lisation dynamique.

Ces processus, menant à des évolutions microstructurales, s’enclenchent lorsque le matériau
est sousmis à de fortes déformations comme dans les bandes de cisaillement ou les zones
de contact intense. Si la déformation apparaît comme un paramètre clé, la température et
la vitesse de déformation interviennent également dans la balance énergétique favorisant ou
retardant l’apparition de ces phénomènes. Les éléments bibliographiques issus de la littérature
spécialisée, associées aux observations effectuées au chapitre précédent sur les copeaux, ont
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conforté le fait que ces mécanismes peuvent se produire même dans des procédés à très haute
vitesse de déformation comme l’usinage.

L’étude de la rhéologie des matériaux usinés avait ainsi pour objectif de reproduire ces
changements microstructuraux afin de pouvoir les retranscrire dans des modèles de compor-
tement. Une étude préliminaire a tout d’abord permis d’évaluer les sollicitations en usinage
tout en dissociant clairement les deux zones de déformations du procédé. Compte tenu des
moyens expérimentaux disponibles, l’essai de compression est apparu comme le plus apte à
satisfaire les contraintes industrielles et scientifiques de notre étude. Les hautes déformations
accessibles par cet essai rendent possible la caractérisation du comportement en ZCP, moyen-
nant une hypothèse sur la sensibilité à la vitesse de déformation. Une analyse numérique de
l’essai a été réalisée afin de valider la méthode de dépouillement et les hypothèses sous-jacentes.

La campagne expérimentale conduite sur un simulateur Gleebler 3800 jusqu’à des
déformations vraies de 1,1 a mis en évidence, sur les deux nuances, l’apparition du pro-
cessus de recristallisation dynamique pour des températures supérieures à 400 ◦C. Dans ces
conditions, la courbe contrainte-déformation présente un maximum de contrainte suivi d’un
adoucissement menant à un régime stationnaire, caractéristique de la DRX. Des observations
optiques et sous MEB ont révélé la formation d’une structure de grains fins équiaxes, ho-
mogène sur la section des échantillons et proche de celle constatée sur les copeaux issus des
opérations de coupe orthogonale. Les tailles de grain répertoriées se situent entre 300 et 600 nm.

La dernière partie s’est focalisée sur l’identification de modèles de comportement pouvant
être implémentés dans des codes de calcul EF. Le modèle phénoménologique de Johnson &
Cook (1983) a tout d’abord été identifié pour le C45 et le 42CrMo4 à partir des essais menés
à des vitesses de déformation inférieures à 100 s−1. Le comportement global est plutôt bien
restitué pour les deux matériaux jusqu’à εp ≤ 0,4 - 0,5. La contrainte apparaît en revanche
sur-estimée aux hautes températures et l’évolution en "pic-plateau" observée aux fortes défor-
mations ne peut être simulée. La comparaison à des identifications effectuées sur des dispositifs
à grande vitesse a montré des résultats très encourageants. L’écart maximum sur la contrainte
calculée frôle en effet 10 % pour des conditions similaires à celles évaluées en ZCS. L’iden-
tification d’un modèle de Johnson & Cook (1983) obtenue à partir d’essais à des vitesses de
déformation réduites, peut donc être transposée, pour des aciers, à des vitesses de 10 à 100 fois
supérieures en conservant une erreur raisonnable sur la contrainte. La démarche a été appliquée
avec succès sur deux aciers aux propriétés et microstructures assurément différentes.

Afin de renforcer les bases physiques de notre modélisation, les lois de comportement
proposées par Lurdos (2008) et Kim et al. (2003), dites "à base métallurgique", ont enfin été
identifiées sur la plage complète de déformation. S’appuyant sur un couplage physique entre
vitesse de déformation et température par le nombre Z de Zener-Hollomon, elles ont abouti
à une retranscription plus fidèle de la rhéologie des deux matériaux aux hautes déformations
et températures. Il a par ailleurs été possible de distinguer un changement de comportement
au delà d’un Z critique, marquant la transition vers un domaine de conditions favorables au
processus de recristallisation dynamique.
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Cette démarche ayant fourni des résultats originaux, il s’agira ensuite d’intégrer ces nou-
veaux modèles de comportement dans des simulations numériques de coupe et de vérifier leur
apport sur les résultats issus du calcul. Les changements microstructuraux mis en évidence
dans les bandes de cisaillement, se retrouvent de manière encore plus soutenue à l’interface
outil-matière. Initiés par les conditions thermomécaniques extrêmes, il apparaît fondamental
de modéliser correctement et de manière physique l’intéraction tribologique entre la matière
découpée et l’outil coupant.
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Douter de tout ou tout croire sont deux solutions égale-

ment commodes, qui l’une et l’autre nous dispensent de

réfléchir.

Henri POINCARE [1854 - 1912]

3
Comportement de l’interface outil-matière

L’objet de ce chapitre est de proposer des modèles de contact locaux pouvant
être implémentés dans des simulations numériques de coupe. Un bref état de
l’art est premièrement décrit afin de recenser les choix usuels de modélisation
avant d’évoquer l’importance des paramètres de contact. La méthodologie adop-
tée dans le cadre de cette étude et ses hypothèses sont ensuite abordées. Enfin, les
modèles locaux de frottement et de transfert de chaleur caractérisant l’interface
outil-matière sont présentés ainsi que leur méthode d’identification.
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1 Etat de l’art

La notion de "tribologie en usinage" est souvent associée à l’usure des outils coupants et à
leur durée de vie. S’il est vrai que celle-ci est un critère important régissant la performance du
procédé, elle n’est que la conséquence des sollicitations complexes existantes à l’interface outil-
matière. Etudier une opération d’usinage (échelle macroscopique - lopins φ 80 mm - longueur
d’une arête de coupe 16 mm) revient finalement à se concentrer sur une surface de 1 à 3 mm2.
On comprend alors aisément que l’ensemble des phénomènes observés (efforts, état de surface,
température,...) résultent directement des interactions mécaniques et thermiques à une échelle
beaucoup plus locale.

En usinage, 25 à 60 % de l’énergie consommée par le système usinant est tout simplement
perdue (Astakhov (2006)). Ces pertes se dissipent en grande partie aux interfaces outil-copeau
et outil-pièce de par les conditions de contact agressives. La quasi-totalité de cette énergie est
dès lors transformée en chaleur et vient affecter les propriétés mécaniques de la matière usinée,
de l’outil et ainsi qu’activer des phénomènes tribologiques aux interfaces.

Aller vers une estimation (prédiction ?) des performances d’usinage d’un couple outil-
matière passe inéluctablement par une meilleure compréhension des mécanismes de coupe mis
en jeu mais aussi du comportement tribologique de l’interface. L’apport de la simulation nu-
mérique ne peut être réel que si ce comportement est correctement restitué par les modèles
interfaciaux implémentés dans les codes de calcul.

1.1 Comportement mécanique de l’interface outil-matière

1.1.1 Modélisation du frottement sec

Bien que l’étude du frottement sec ait été amorcée il y a déjà quelques siècles, commençant
avec Leonard de Vinci (XV Ieme siècle) puis Amontons (1699) et Coulomb (1785), on s’aperçoit
que sa formalisation est toujours une question d’actualité. Dans la plupart des problèmes d’in-
génierie, les effets dus au frottement aux interfaces sont retranscrits par une loi de Coulomb. Du
nom du dernier auteur, ces travaux ont permis de mettre en évidence de manière phénoménolo-
gique la proportionnalité entre la force de frottement et le poids du corps en mouvement (force
normale de contact). On retrouve alors une loi simple (Eq. 3.1) liant la contrainte tangentielle τ
à la contrainte normale σn par l’intermédiaire du coefficient de frottement µ.

{

|τ| < µ ·σn alors |Vsl| = 0

|τ| = µ ·σn si |Vsl| > 0
(3.1)

Dans les problèmes de mise en forme des matériaux, notamment les opérations de forgeage,
l’utilisation d’une loi de Coulomb apparaît limitée compte tenu des fortes pressions de contact
exercées. Les contraintes de cisaillement calculées pouvent en effet dépasser la contrainte limite
de cisaillement de l’interface.

La formulation de Tresca est alors généralement retenue (Eq. 3.2). La contrainte de cisaille-
ment ne s’exprime non plus en fonction de la contrainte normale de contact mais en fonction
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3. Comportement de l’interface outil-matière

de la limite d’écoulement en cisaillement k du matériau. Elle permet de représenter le compor-
tement de l’interface dans le domaine des fortes pressions de contact lorsque la contrainte de
frottement reste proche de la limite d’écoulement en cisaillement de l’interface.

{

|τ| < mk · k alors |Vsl| = 0

|τ| = mk · k si |Vsl| > 0
(3.2)

La loi de Coulomb-Orowan combine ces deux approches en limitant la contrainte de Cou-
lomb par la limite d’écoulement en cisaillement k (Eq. 3.3). Une tendance similaire est retrans-
crite par la loi de Shaw (Shaw (1984)) en s’affranchissant toutefois d’une singularité lors du
changement de comportement. Ce point reste intéressant lors de l’implémentation de telles re-
lations dans les codes de calcul (Wriggers, 2006). On notera que pour les équations 3.2 et 3.3,
k est généralement considérée comme constante alors qu’elle dépend directement des sollicita-
tions à l’interface (déformation, vitesse de déformation et température).

|τ| = min(µ ·σn,k) si |Vsl| > 0 (3.3)

Il convient de faire une remarque quant au modèle de Coulomb abordé précédemment. Pour
les cas de contact dits "collants", la contrainte de cisaillement à l’interface devrait être égale
à la limite d’écoulement en cisaillement du matériau k. La contrainte normale ne peut quant à
elle excéder la limite d’écoulement uniaxiale. En considérant un critère de von Mises, on peut
calculer le coefficient de frottement résultant de ces conditions (Eq. 3.4).

µs =
k

σy
=

σy/
√

3
σy

= 0,577 (3.4)

En théorie, le coefficient de frottement au sens de Coulomb ne devrait donc excéder 0,577.
Cette valeur peut être considérée comme une borne supérieure pour les lois de frottement pro-
posées par la suite.

D’autres modèles basés sur la théorie de la vague plastique considèrent une approche plus
locale en se basant sur la déformation des aspérités. Ceux-ci ne seront pas abordés ici et sont
détaillés dans Vidal-Sallé et al. (2001).

1.1.2 Application en usinage

Dans les nombreuses études traitant de la simulation numérique de la coupe, le modèle
de frottement est généralement considéré comme un paramètre de second ordre. Lorsque de
grandes vitesses de coupe sont employées (≥ 20 m/s), certains auteurs émettent même l’hy-
pothèse discutable d’un contact sans frottement (Bäker, 2006). Les champs de contraintes et
températures sur le copeau apparaissent pourtant fortement influencés par ce paramètre si l’on
se base sur les travaux précurseurs réalisés par Carroll & Strenkowski (1988). Différentes ap-
proches ont alors été discutées dans la littérature afin d’apporter une justification scientifique à
cette donnée d’entrée. Ozel (2006) et Iqbal et al. (2007b) ont listé et évalué les principaux mo-
dèles de frottement constants et variables utilisés dans les simulations par éléments finis (EF).
Ces lois sont synthétisées dans le Tableau 3.1.
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σn
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Coulomb-Orowan Tresca

Shaw

FIGURE 3.1: Lois de frottement classiquement utilisées

Le choix du modèle de frottement est en grande partie dicté par le code de calcul utilisé. Le
tableau 3.2 reprend les modèles sélectionnés dans 14 études portant sur la simulation numérique
de l’usinage du C45 avec des outils carbure.

La pratique la plus courante est de considérer un frottement de Coulomb constant (Modèle
1) le long des interfaces outil-copeau et outil-pièce. Les premières identifications de ces mo-
dèles étaient principalement basées sur des essais de coupe associés aux théories de Merchant
(1944) ou Albrecht (1960). On constate que, pour des conditions de coupe similaires, les
valeurs du coefficient de frottement saisies varient d’un auteur à l’autre (Tableau 3.2). Grzesik
et al. (2005) ont par exemple opté pour µ = 0,5 en usinage du C45 avec des outils en carbure
revêtus TiN tandis que l’étude menée par Filice et al. (2007a) souligne que µ = 0,4 semble
le plus approprié pour des outils carbure non revêtus. Un coefficient de frottement de Tresca
constant (Modèle 2) est également appliqué sur toute l’interface outil-matière comme dans les
travaux publiés par Ceretti et al. (2007), Filice et al. (2007a) ou Attanasio et al. (2008), k étant
la limite d’écoulement en cisaillement du matériau usiné (k = σy/

√
3).

Une formulation "collant-glissant" initialement appliquée en usinage par Zorev (1963)
peut-être adoptée et reprend le principe du modèle de Coulomb-Orowan (Modèle 5 avec
m = 1). Elle distingue deux comportements tribologiques différents sur la face de coupe. Dans
la zone dite "collante", où la vitesse de glissement relative entre l’outil et le copeau tend vers
0, la contrainte de cisaillement est considérée constante et égale à la limite d’écoulement en
cisaillement k du matériau usiné. Sur la partie "glissante", un coefficient de Coulomb constant
est appliqué. Le point délicat est de définir a priori la transition entre les deux zones spécifiées.
Une possibilité consiste à inspecter les traces laissées sur la face de coupe de l’outil utilisé.
Rech (2002), M’Saoubi & Chandrasekaran (2005) ou Iqbal et al. (2007a) ont évalué cette
transition à partir d’analyses EDX en inspectant particulièrement la concentration de fer. Ozel
(2006), Filice et al. (2007a) et Haglund et al. (2008) ont notamment implémenté cette approche
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Modèle n◦ Modèle de frottement Expression

1 Coulomb constant |τ| = µ ·σn

2 Tresca constant |τ| = mk · k

3 Coulomb variable |τ| = µ(P,Vg,T ) ·σn

4 Tresca variable |τ| = mk · k(1− exp(− µ·σn
mk·k))

5 Tresca constant sur une zone d’adhé-
sion
Coulomb constant dans la zone de
glissement

|τ| = mk · k,
dans la zone d’adhésion
|τ| = µ ·σn,
dans la zone de glissement

6 Tresca variable sur une zone d’adhé-
sion
Coulomb variable dans la zone de
glissement

Modèle n◦ 4,
dans la zone d’adhésion
Modèle n◦ 3,
dans la zone de glissement

TABLEAU 3.1: Principaux modèles de frottement considérés dans les simulations EF d’usinage
(d’après Iqbal et al. (2007b))

et ont montré sa forte influence sur la restitution de l’effort d’avance Ff . Les écarts relevés
sur ce dernier par rapport aux données expérimentales avoisinent néanmoins les 30 % dans
les simulations effectuées par Filice et al. (2007a) alors qu’ils excédent même 50 % sur les
résultats d’Ozel (2006). Ceux obtenus par Iqbal et al. (2007b) tendent à montrer que ce modèle
de frottement serait valide plutôt aux hautes vitesses de coupe en prédisant un effort d’avance
Ff à 2− 25 % de 400 à 879 m/min. Une combinaison des modèles de frottement variables
présentés précédemment est aussi suggérée par Ozel (2006) conduisant au Modèle 6.

D’après l’étude conduite par Ozel (2006), les frottements de Coulomb variable (Modèle 3)
ou Tresca variable (Modèle 4) fournissent les résultats les plus pertinents en termes d’efforts
d’usinage. Les coefficients de ce dernier sont identifiés à partir des travaux expérimentaux pré-
sentés par Shirakashi & Usui (1973) reprenant la technique du "split tool". L’outil coupant est
constitué de deux parties O1 et O2 séparées par une étroite rainure (Figure 3.2).

La méthodologie mise en place permet, à partir d’une mesure des efforts FNi et Ff i isolée
sur O2, de remonter aux contraintes appliquées sur la face de coupe. La position li de la
rainure permet d’étudier la distribution sur toute la surface de contact, la partie O1 assurant
des conditions de contact similaires pour chaque configuration. Les modèles 3 et 4 ont montré
une bonne corrélation entre les efforts d’avance Ff simulés et ceux relevés expérimentalement
(∼ 12− 20 %) contrairement à l’effort de coupe Fc exceptionnellement surestimé à près de
50 % (Ozel, 2006).
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Réf. Modèle Revêtement Vc f Paramètres

n◦ outil [m/min] [mm/tr] de frottement

Attanasio et al. (2008) 2 Non-revêtu 100 et 150 0,1 mk = 0,82

Autenrieth et al. (2007) 1 Non-revêtu 50–200 0,02–0,1 0 ≤ µ ≤ 0,375

Ceretti et al. (2007) 2
Non-revêtu

50–150 0,05–0,15
mk = 0,82

Revêtu TiN mk = 0,4

Davim & Maranhão (2009) 1 Revêtu TiN
300

0,3
µ = 0,69

3000 µ = 0,31

Ee et al. (2005) 1 NS 180 0,2 µ = 0,3

Filice et al. (2007b)

2

Non-revêtu 100–150 0,1–0,15

m = [0,2 ; 0,4 ;

;0,6 ; 0,8]

1 µ = [0,2 ; 0,4 ; 0,6]

5

mk = [0,4 ; 0,5 ;

0,6 ; 0,7 ; 0,82]

µ = [0,1 ; 0,2 ; 0,3]

Grzesik et al. (2005) 1 Revêtu TiN 103 0,16 µ = 0,5

Iqbal et al. (2007b) 1 Non-revêtu
198 ;399

0,1 0,6 ≤ µ ≤ 0,75
628 ;879

Ozel & Zeren (2005) 5 Non-revêtu 300 0,1
τmax ∼ 203 MPa

µ = 0,64

Ozel (2006) 4 Non-revêtu 50–250 0,1

mk = 0,818

τmax ∼ 440 MPa

µ = 1,n = 1,7

Rhim & Oh (2006) 1 HSS 600 1,5 µ = 0,5

Sartkulvanich et al. (2004) 2 Non-revêtu 200–300 0,1 mk = 0,5

Umbrello et al. (2007b) 2 Non-revêtu 50–150 0,05–0,15 mk = 0,82

Xie et al. (2005) 1 Non-revêtu 300 0,145 µ = 0,3

TABLEAU 3.2: Synthèse des modèles de frottement utilisés en simulation de l’usinage du C45
avec outils carbures
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Copeau

FNi

Ffi

li
lc Outil O2

Outil O1

Vc

Rainure

FIGURE 3.2: Principe de la méthode "split-tool"(Astakhov (2006))

En résumé, l’effort de coupe Fc est globalement bien restitué avec une erreur inférieure à
10 %. Quelque soit le modèle de frottement employé, les écarts relatifs sur l’effort d’avance par
rapport aux données expérimentales sont généralement compris entre 20 et 40 %. Ils excédent
parfois ∼ 50 % si l’on en croit Ozel (2006). La longueur de contact outil-copeau et l’épais-
seur moyenne du copeau sont grandement sous-estimées de 30 à 60 % tandis que l’angle de
cisaillement est plutôt surévalué (∼ 30 - 40 %) (Filice et al., 2007b; Ozel & Zeren, 2006).

Il est intéressant de souligner le fait que l’évaluation des performances des modèles de coupe
se résume souvent à la comparaison des efforts générés uniquement (Autenrieth et al., 2007;
Davim & Maranhão, 2009; Iqbal et al., 2008a; Sartkulvanich et al., 2004; Xie et al., 2005).
La confrontation s’intéresse parfois aux aspects thermiques (Ceretti et al., 2007; Grzesik et al.,
2005; Umbrello et al., 2007b) mais rarement à l’ensemble des sorties du modèle de coupe (i.e.
efforts, flux de chaleur, températures, longueurs de contact, épaisseur et morphologie du copeau
formé, etc.) (Filice et al., 2007b; Ozel & Zeren, 2006). Les différents travaux ne considèrent
pour la plupart qu’une plage limitée de conditions de coupe f et Vc, voire une seule.

1.2 Comportement thermique de l’interface outil-matière

1.2.1 Modélisation thermique du contact glissant

De par les perturbations qu’elle engendre dans un système glissant (adoucissement, endom-
magement, usure, etc.), la thermique de contact reste une question majeure en tribologie à en
croire les récentes publications de Laraqi et al. (2009), Bansal & Streator (2009) ou encore
Aderghal et al. (2011). Les travaux de Majcherczak (2003), Richard (2008), Guillot (2009) et
dernièrement Kaza (2010) donnent une vision claire des problématiques que suscite ce sujet.
Les paragraphes suivants présentent une synthèse des aspects bibliographiques extraits de cha-
cun d’eux.
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Du contact "parfait" ...

Les premières études sur la thermique de contact paraissent deux siècles après les constats
mécaniques d’Amontons et Coulomb. Blok (1938) puis Jaeger (1942) ont développé la théorie
des sources mobiles pour exprimer la température maximale, dite "température flash", atteinte
à la surface de deux solides semi-infinis en contact frottant. La notion de coefficient de partage
des flux (notée p) est déjà abordée et notamment sa dépendance à la vitesse de déplacement de

la source de chaleur au travers du nombre de Peclet solide Pe =
Vsl ·b

a1
, a1 étant la diffusivité

thermique du solide 1 et b une longueur caractéristique du contact (Figure 3.3). Son expression
est obtenue à partir de l’équation de la chaleur et en imposant une égalité en température des
surfaces en contact (Eq. 3.5).

p =
ϕ1

ϕ1 +ϕ2
=

λ1

λ1 +λ2 ·
√

f
(

1
Pe

)

avec Pe =
Vsl ·b

a1
(3.5)

Solide 1

Solide 2

Vsl

y

y

( ) gp ϕϕ ⋅−= 1
2

gp ϕϕ ⋅=
1

1
T

2
T

Echelle macroscopique

S1

S2

FIGURE 3.3: Illustration du partage des flux dans un contact glissant parfait

Partant de la même hypothèse, Vernotte (1961) considère la répartition des flux au sein d’un
contact statique siège d’une génération de chaleur caractérisée par un flux global ϕg. Selon
l’auteur, au contact de deux corps semi-infinis, celle-ci se partage suivant le barycentre des
effusivités ξi de chaque matériau. Le coefficient de partage des flux p s’exprime alors de la
manière suivante, indépendamment de la vitesse relative des corps en contact :

p =
ξ1

ξ1 +ξ2
avec ξi =

√

ρi ·Cpi ·λi i = 1,2 (3.6)

Guillot (2009) souligne en revanche que, pour les milieux finis, cette hypothèse ne semble
être applicable que dans les premiers instants du contact. Cette relation est valable pour les
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mises en contact brusques mais ne semble pas adaptée à l’étude de régimes permanents. Les
mécanismes de dissipation ne sont en effet pas pris compte.

... au contact "imparfait" : notion de résistance thermique de contact

Les formulations exposées précédemment reposent sur une égalité des températures des
surfaces en contact. On considère par là que le contact est "parfait", c’est à dire que l’aire réelle
de contact est égale à l’aire apparente de contact. Cette condition est difficilement acceptable
d’un point de vue microscopique. A une certaine échelle, les irrégularités des deux surfaces
limitent toujours l’aire apparente de contact à certaines zones locales (Figure 3.4). Ces variations
géométriques combinées à la mauvaise conductivité de l’espace interstitiel créent le phénomène
de constriction thermique caractérisé par :

– la concentration des lignes de flux sur ces contacts locaux solide-solide ;
– la déformation des isothermes et des lignes de flux à proximité des aspérités (volume

perturbé - Figure 3.4) ;
– la délocalisation des sites de génération de chaleur (Richard (2008)).
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y 1
T

2
T

V
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Echelle de la rugosité

Echelle de l’aspérité

sT

Echelle macroscopique S1

S2

S1

S2

Lignes de flux

FIGURE 3.4: Schématisation d’un contact imparfait à différentes échelles

En supposant le volume perturbé négligeable à une échelle macroscopique (Figure 3.4), on
peut réduire cette variation à une discontinuité thermique brusque en introduisant la notion de
résistance thermique de contact (RTC, ici statique), ou son inverse h une conductance thermique
de contact. La différence de température T2 −T1 entre les surfaces en contact s’exprime alors
en fonction de la surface de contact Ac, du flux thermique traversant l’interface ϕ et de la RTC
(Eq. 3.7).

T2 −T1 =
RTC
Ac

·ϕ =
ϕ

h ·Ac
(3.7)
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De nombreux travaux ont été menés afin d’affiner la prise en compte de ce paramètre dans les
applications statiques (ou quasi-statiques) comme la forge (Bourouga et al. (2001)) ou encore
le soudage par point (Rogeon et al. (2009)). D’autres auteurs se sont spécifiquement intéressés
au contact glissant (Bardon (1972, 1986); Laraqi (1996); Laraqi & Bairi (2002); Komanduri &
Hou (2001a); Chantrenne & Raynaud (1997, 2001); Bauzin et al. (2008)).

L’approche proposée par Bardon (1972, 1986) reste la plus utilisée et implémentée dans la
plupart des codes de calcul (Eq. 3.8). Elle repose sur l’utilisation de deux paramètres thermiques
de contact. En plus d’une résistance thermique de contact glissant RTCg, un coefficient de gé-
nération de chaleur α est introduit. Il reflète la quantité de chaleur générée par frottement à la
surface du solide 1 tandis que sa complémentaire est générée à la surface du solide 2 (Figure
3.5).







ϕ1 = α ·ϕg +Ac · T2 −T1

RTCg

ϕg = ϕ1 +ϕ2

(3.8)

En portant attention à l’Eq. 3.8, on constate que l’influence du coefficient α dépend direc-

tement de la valeur de h =
1

RTCg
. L’emploi d’une conductance de contact très élevée (contact

parfait) aura tendance à "shunter" le produit α ·ϕg (Guillot (2009)). Le transfert ne dépendra
donc plus que des résistances de constriction des solides eux mêmes, c’est à dire de leurs pro-
priétés thermiques. Une variation du coefficient α sera alors sans effet.

Les auteurs définissent à juste titre α comme étant la "part du flux de chaleur généré à

l’interface qui participe à la chute de température" en distinction au ratio p =
ϕ1

ϕg
. Dans la suite

du manuscrit, α sera nommé "coefficient de partage", sous-entendu coefficient de partage du
flux généré par frottement.
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FIGURE 3.5: Modélisation thermique macroscopique d’un contact glissant imparfait
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Les récents travaux de Guillot (2009) (LTN Nantes) ont permis d’évaluer ces paramètres
dans un contact glissant sous de fortes pressions de contact. L’auteur a en particulier instrumenté
en température un banc de compression-translation (HUST - Hot Upsetting-Sliding Test) mis au
point au LAMIH de Valenciennes (Figure 3.6). Les relevés effectués dans le massif et le frotteur
ont permis, à partir d’une méthode inverse sur chaque sous-domaine, d’identifier les paramètres
thermiques de contact α et RTCg lors d’un essai de frottement. Les températures initiales des
pièces (C45 - 500 ◦C) et des outils (acier M2 - 275 ◦C) sont imposées respectivement par
induction et par résistance électrique. Des vitesses de glissement de 0,2 et 0,4 m/s ont été
étudiées sous une pression de contact d’environ 1 GPa.

Massif

a b

Frotteur

Massif

Zone de 

contact

Frotteur

Piste de 

frottement

Montage HUST

Zone de 

contact

FIGURE 3.6: Dispositif HUST développé pour l’identification du frottement et des paramètres
thermiques de contact (Guillot, 2009; Brocail, 2009)

Les valeurs de RTCg estimées dans ces conditions sont de l’ordre de 10−4 Km2/W (Guillot,
2009; Bourouga et al., 2010). Aucune dépendance à la vitesse de glissement n’a été observée
même si la plage explorée demeure plutôt réduite (0,2 et 0,4 m/s). L’auteur conclue que l’hypo-
thèse de contact parfait dans de telles conditions de glissement peut définitivement être remise
en question.

Le coefficient de partage α (part du flux généré qui participe à la chute de température)
apparaît très proche du barycentre des effusivités pour une vitesse de 0,2 m/s mais s’en
éloigne à 0,4 m/s (α supérieure à la valeur attendue). Les auteurs pensent à une identification
faussée par un temps de contact trop court et un flux entrant dans le massif sous-estimé. α
représente la part du flux généré par frottement transmise au massif, corps mobile par rapport
à la source de chaleur. Les éléments bibliographiques sur le contact glissant tendent à montrer
que cette part augmente avec la vitesse de glissement pour atteindre quasiment 90 % à haute
vitesse (Laraqi et al., 2009). Sa dépendance à la vitesse est certaine et se doit d’être caractérisée.

Laraqi (1996) a par ailleurs montré que le coefficient de partage peut s’exprimer seule-
ment en fonction des résistances de constriction des corps en contact (influence des matériaux,
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géométrie et conditions de contact). On retrouve notamment la forte influence de la vitesse de
glissement sur ces dernières. Des approches analytiques plus détaillées ont été développées par
les mêmes auteurs (Laraqi et al. (2004)) afin d’étudier par exemple l’influence de la géométrie
du contact sur les aspects de constriction.

Alors que la génération de chaleur est jusqu’ici considérée comme surfacique, Chantrenne &
Raynaud (1997, 2001) considèrent que celle-ci a lieu dans un volume donné en sous-couche de
chaque massif en contact. Pour caractériser la distribution de la chaleur générée dans chaque so-
lide, deux fonctions sont introduites afin de répartir la dissipation suivant la profondeur concer-
née.

1.2.2 Approches thermiques en simulation numérique de l’usinage

La problématique des transferts de chaleur en usinage n’est pas récente et de nombreux au-
teurs ont déjà élaboré des modèles analytiques afin de traiter ces aspects. On pourra nommer les
travaux de Berliner & Krainov (1991); Childs et al. (2000); Trent & Wright (2000); Komanduri
& Hou (2001b); Battaglia et al. (2002); Puigsegur (2002); Grzesik & Nieslony (2003); Rech
et al. (2004). L’analyse suivante se portera seulement sur les approches choisies dans les mo-
dèles numériques pour simuler la thermique de la coupe et quelques méthodes d’identification
des paramètres.

Le Tableau 3.3 s’intéresse cette fois-ci aux modèles thermiques utilisés dans les études
répertoriées en section 1.1.2 (application C45 page 124). En considérant un modèle macro-
scopique à deux paramètres (coefficient de partage α et conductance thermique de contact h
- Eq. 3.8), il apparaît que les paramètres thermiques de contact sont réellement ignorés. Le
coefficient α correspond par la suite à la part du flux de chaleur généré par frottement transmise
à la pièce (copeau ou surface usinée).

Dans la littérature, peu d’auteurs ont en effet examiné cette particularité de l’interaction
outil-matière. Umbrello et al. (2007b) et Ceretti et al. (2007) ont focalisé leurs efforts sur
l’identification du "coefficient global de transfert de chaleur" (autrement dit, la conductance
thermique de contact h) par simulation EF. En ajustant ce paramètre thermique, Umbrello et al.
(2007b) concluent qu’une valeur proche de 106 W/m2K fournit les résultats numériques les plus
cohérents par rapport aux mesures de température effectuées sur l’outil coupant. Néanmoins, les
auteurs attirent l’attention sur le fait qu’utiliser ce paramètre comme un paramètre d’optimisa-
tion peut lui faire perdre tout sens physique compte tenu des autres limites des modèles actuels
et de la grande incertitude sur les températures mesurées. Les temps d’usinage simulés restant
relativement faibles (quelques millisecondes), il peut être un moyen artificiel d’atteindre l’équi-
libre thermique plus rapidement mais peut considérablement sous-estimer les températures des
surfaces. Les résultats de Ceretti et al. (2007) mettent en valeur sa dépendance à la pression de
contact et à la température des surfaces en contact. Le coefficient de partage α n’est pas abordé.

Iqbal et al. (2008b) ont mis en place une approche tribologique afin de quantifier la conduc-
tance thermique de contact h en usinage du C45. Des essais de frottement menés sur un tri-
bomètre pion-disque modifié (frottement d’un pion sur la paroi d’un tube) ont été exploités.
L’extraction de h est réalisée à partir d’un modèle numérique après calage de la température
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Réf. Revêtement Vc f α h

outil [m/min] [mm/tr] W/m2K

Attanasio et al. (2008) Non-revêtu 100 and 150 0,1 NS f (P,T )

Autenrieth et al. (2007) Non-revêtu 50–200 0,02–0,1 0,5 NS

Ceretti et al. (2007)
Non-revêtu

50–150 0,05–0,15
NS f (P,T )

Revêtu TiN NS f (P,T )

Davim & Maranhão (2009) Revêtu TiN
300

0,3
NS NS

3000 NS NS

Ee et al. (2005) NS 180 0,2 NS NS

Filice et al. (2007b) Non-revêtu 100–150 0,1–0,15 NS 106

Grzesik et al. (2005) Revêtu TiN 103 0,16 NS NS

Iqbal et al. (2007b) Non-revêtu
198 ;399

0,1 NS 105

628 ;879

Ozel & Zeren (2005) Non-revêtu 300 0,1
NS NS

NS NS

Ozel (2006) Non-revêtu 50–250 0,1 NS 105

Rhim & Oh (2006) HSS 600 1,5 NS NS

Sartkulvanich et al. (2004) Non-revêtu 200–300 0,1 NS NS

Umbrello et al. (2007b) Non-revêtu 50–150 0,05–0,15 NS 106

Xie et al. (2005) Non-revêtu 300 0,145 0,5 NS

TABLEAU 3.3: Synthèse des modèles thermiques utilisés en simulation de l’usinage du C45
avec outils carbures (“NS” signifiant “Non specifié”)

simulée à celle mesurée sur le dispositif par caméra IR. Les valeurs de conductance identi-
fiées pour des vitesses de frottement allant de ∼ 50 à ∼ 780 m/min restent comprises entre
[1− 3.105] W/m2K. Les auteurs ont émis l’hypothèse hautement discutable que le coefficient
de partage α était égal au barycentre des effusivités (Eq. 3.6), et ce quelque soit la vitesse de
glissement.

Akbar et al. (2008) ont préféré identifier le coefficient de partage α à partir d’essais de coupe
sur un 42CrMo4. La méthode inverse, basée sur ces derniers, consiste à caler simultanément les
températures calculées par simulation EF et celles mesurées expérimentalement (pyromètre) en
différents points de l’outil. Sur leur modèle numérique, une distribution non uniforme du flux
est appliquée sur la zone de contact observée après chaque essai de coupe. La distinction entre
zone "collante" et glissante à l’interface outil-copeau est obtenue par analyse EDX. La densité
de flux est ajustée jusqu’à calage du modèle. La dépendance du coefficient de partage α à la
vitesse de coupe, i.e. à la vitesse de glissement à l’interface outil-matière, est mise en évidence.
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La part du flux transmis à l’outil décroît exponentiellement avec l’augmentation de la vitesse
de coupe. Une tendance similaire a été observée par Zemzemi et al. (2009) lors d’essais de
frottement sur un 42CrMo4 avec des pions revêtus TiN.

Les simulations d’usinage appliquées à ce matériau intègrent pourtant habituellement un
coefficient de partage α constant et considèrent un contact parfait à l’interface outil-matière, i.e.
conductance thermique de contact très élevée (d’après Arrazola et al. (2008b) et Llanos et al.
(2009) : α = 0,5 ; h = 108 W/m2K).

1.3 Bilan

D’un point de vue simulation de la coupe, les modèles de comportement mécanique et
thermique des interfaces apparaissent, d’une manière générale, comme des paramètres de
second ordre.

Les frottements de Coulomb et Tresca restent les plus utilisés afin de retranscrire la par-
tie mécanique du contact. Dans la plupart des travaux, un coefficient de frottement constant
est appliqué sur l’intégralité de l’interface outil-matière. Sa valeur est calculée directement à
partir d’essais de coupe (efforts d’usinage) ou par itération dans un modèle numérique jusqu’à
cohérence des efforts simulés et mesurés.

On constate néanmoins une volonté (nécessité ?) de plus en plus forte de migrer vers des
modèles de frottement plus évolués, variables le long de l’interface en fonction des conditions
de contact. L’identification de ces modèles dans des conditions tribologiques proches de celles
existant à l’interface outil-matière est encore un réel défi.

La dissociation d’un contact stagnant et glissant est intéressante mais est aujourd’hui princi-
palement implémentée en supposant a priori la transition entre ces deux régions. Cette dernière
doit pourtant être un résultat du calcul, conséquence du modèle de frottement considéré.

La thermique de contact dans les simulations numériques de coupe est réellement négli-
gée. Très peu de travaux abordent l’implémentation de modèles de transfert de chaleur aux
interfaces, voire la caractérisation expérimentale de ces échanges. Le manque de données ther-
miques fiables, raisonnablement accessibles et pouvant être utilisées de manière quantitative en
est peut-être la principale cause.

Les modèles existants sont issus de la communauté thermicienne et sont rarement transpo-
sés aux procédés de fabrication. La notion de résistance thermique de contact développée dans
ces travaux est par ailleurs inexistante. Systématiquement, le contact à l’interface outil-matière
est considéré thermiquement parfait et des valeurs élevées de conductance thermique de contact
sont adoptées pour s’affranchir du problème.

Une simulation physique du processus de coupe ne peut être atteinte qu’en modélisant le
comportement effectif des interfaces de contact. Ceci passe nécessairement par une caractérisa-
tion expérimentale permettant d’appréhender les phénomènes tribologiques, l’identification de
modèles de contact et surtout leur implémentation dans les codes de calcul employés.
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2 Importance des modèles de contact en usinage

2.1 Influence du frottement sur le modèle de coupe

Le bilan dressé précédemment nous donne une vision globale de l’importance du frottement
dans les simulations de coupe. Il nous renseigne par ailleurs sur les écarts généralement mesurés
entre les résultats issus du calcul et ceux de l’expérience, en "testant" diverses formulations
de frottement dont les paramètres sont parfois fixés arbitrairement. Il est en revanche délicat
d’extraire clairement l’influence du frottement sur les sorties de ces modèles numériques compte
tenu des disparités possibles sur :

– le code de calcul et le schéma d’intégration : Abaqus/Explicit c©, Deform/Implicit c© ou
encore AdvantEdge/Explicit c© ;

– les données d’entrées : lois de comportement, propriétés thermophysiques du matériau
usiné et de l’outil ;

– les paramètres numériques : conditions limites, type et taille des éléments, méthode d’ac-
célération de calcul type "Mass Scaling" utilisée.

2.1.1 Constatations issues de la littérature

Arrazola (2003) a réalisé une étude détaillée sur la sensibilité d’un même modèle numérique
de coupe à toutes ses données d’entrée. Une formulation ALE a été développée et appliquée à
l’usinage du 42CrMo4. Les paramètres rhéologiques du matériau sont évoqués, ses proprié-
tés thermophysiques mais surtout les paramètres de contact du modèle. Récemment, Brocail
(2009) a repris cette même méthodologie en usinage d’un acier C45. Le Tableau 3.4 résume les
observations émises quant au frottement de Coulomb (Eq. 3.1).

C45 42CrMo4

Brocail (2009) Arrazola (2003)

Conditions de coupe Vc = 100 m/min Vc = 300 m/min

f = 0,1 mm/tr f = 0,2 mm/tr

Variation 0,3 - 0,6 0,2 - 0,5

Effort de coupe +30% +9%

Effort d’avance +65% +28%

Ep. moyenne du copeau +35% +5%

Lg. de contact outil-copeau +50% +24%

Température max copeau +15% +22%

Température max outil +8% −40%

TABLEAU 3.4: Sensibilité d’un modèle numérique de coupe au frottement de Coulomb

D’un point de vue général, on note une élévation de toutes les sorties du modèle avec l’inten-
sification du frottement. L’effort d’avance est particulièrement impacté avec une augmentation
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atteignant 65 % sur le C45. Des contraintes de cisaillement plus importantes tendent à freiner
l’écoulement de la matière à l’interface. La longueur de contact devient plus importante et le
copeau s’élargit (conservation du débit massique). La température maximale du copeau aug-
mente sensiblement (déformation plastique plus sévère) tandis que celle de l’outil tend à chuter
(∼ 40 %). Arrazola (2003) montre par ailleurs que le point chaud tend à se décaler vers la fin du
contact lorsque le coefficient de frottement augmente. Une forte interaction avec les paramètres
thermiques de contact (conductance thermique et coefficient de partage) a aussi été soulignée.

Même si les deux matériaux référencés sont relativement différents (microstructure, carac-
téristiques mécaniques), il apparaît que l’effet du frottement est moins soutenu à haute vitesse
de coupe (300 m/min).
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2.1.2 Compléments spécifiques à cette étude

Une étude de sensibilité similaire sur un acier C45 a été également réalisée dans le cadre de
ces travaux afin d’ajouter quelques éléments à ces références bibliographiques (Courbon et al.,
2010b). Le modèle 2D ALE décrit en Annexe A a été exploité dans sa configuration de réfé-
rence : loi de comportement de Johnson & Cook (1983) identifiée par Jaspers & Dautzenberg
(2002a) (Annexe B) - 85 % du flux généré par frottement transmis au copeau - conductance
thermique de contact h = 104 W/m2K).

Quatre conditions de frottement sont considérées (µ = [ 0,2 - 0,4 - 0,6 - 0,8]) sur une plage
de conditions de coupe. Les résultats concernant les efforts de coupe, l’épaisseur moyenne de
copeau et la longueur de contact outil-pièce sont détaillés en Annexe E.

La Figure 3.7 montre l’évolution de la vitesse relative de glissement le long de l’interface
outil-copeau (trajet de "A" vers "B"). Lorsque µ augmente, la vitesse de glissement décroît
jusqu’à tendre vers 0 sur une partie de la zone de contact pour les frottements les plus élevés.
La zone dite "collante" se réduit au rayon d’arête de l’outil pour des valeurs plus faibles de
µ. Même si cette vitesse est surfacique, son amplitude au point "B" (vitesse de sortie) nous
renseigne sur l’épaisseur du copeau formé. On retrouve la notion d’épaississement de ce dernier
par la réduction de vitesse liée au frottement.
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La vitesse de glissement conditionne directement la génération de chaleur interfaciale.
Ainsi, en amplifiant le frottement de 0,2 à 0,4, on constate que la vitesse de glissement n’est pas
drastiquement affectée tandis que les contraintes transmises seront 2 fois plus importantes. La
puissance dissipée par frottement est donc supérieure dans ces conditions, entrainant un échauf-
fement de l’outil plus soutenu. Pour les frottements plus intenses, µ = 0,6 - 0,8 , la quantité de
chaleur générée est réduite car la majorité du contact présente une vitesse de glissement proche
de 0 : les températures atteintes dans l’outil sont alors affaiblies, contrairement aux idées reçues.

Ces observations apparaissent plus explicitement si l’on s’intéresse au flux transmis à l’outil
coupant (Figure 3.8). Sur toute la plage de conditions de coupe, celui-ci décroît bien globale-
ment avec l’élévation du frottement. En accord avec les observations précédentes sur la tempé-
rature, seul le cas µ = 0,4 restitue un flux plus élevé. On constate également peu d’écart pour les
valeurs de µ les plus élevées.

On pourra souligner qu’une vitesse de glissement proche de 0 laisse penser que la contrainte
tangentielle due au frottement tend vers la limite d’écoulement en cisaillement du matériau k.
Avec une approche ALE, il n’apparaît donc pas nécessaire d’introduire une limite "artificielle"
de cisaillement à l’interface pour retranscrire un comportement "collant-glissant". Ce point a
notamment été mentionné récemment par Arrazola & Özel (2010).

2.2 Influence des paramètres thermiques de contact

L’intégration de modèles thermiques aux interfaces outil-matière n’apparaît que très rare-
ment dans la littérature. Si ces approches ont été jusqu’ici délaissées, il est important de se
questionner sur l’impact réel des paramètres thermiques de contact sur les sorties du modèle.

2.2.1 Constatations issues de la littérature

Les études de sensibilité de Brocail (2009) et Arrazola (2003) exposent des résultats par-
ticulièrement intéressants dans le cadre d’un modèle ALE (Tableau 3.5). Toujours sur deux
matériaux réellement différents, les sorties "mécaniques" des modèles numériques restent in-
sensibles aux paramètres thermiques de contact α et h. La variation de ces derniers ne semble
affecter que légèrement le champ de température du copeau et plus fortement celui de l’outil,
notamment la température maximale. La plupart des travaux numériques s’intéressant principa-
lement aux efforts de coupe simulés, cela explique le peu d’études lancées sur la caractérisation
de ces paramètres en usinage.

2.2.2 Compléments spécifiques à cette étude

Des tendances identiques sont de nouveau perceptibles dans nos simulations. Les efforts
de coupe, l’épaisseur moyenne du copeau et la longueur totale de contact s’avèrent en effet
peu sensibles aux paramètres thermiques de contact (Courbon et al., 2010b). Ces résultats ne
seront pas présentés mais sont reportés en Annexe F. L’intérêt se porte de nouveau sur la partie
thermique de contact.

Dans un premier temps, le coefficient de partage α a été maintenu constant : 85 % de la
chaleur générée par frottement sont transmis à la pièce et 15 % à l’outil. Plusieurs valeurs
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C45 42CrMo4

Brocail (2009) Arrazola (2003)

Conditions de coupe Vc = 100 m/min Vc = 300 m/min

f = 0,1 mm/tr f = 0,2 mm/tr

Variation
h [W/m2K] α h [W/m2K] α

103 −108 0,25−0,75 103 −108 0,25−0,75

Effort de coupe < 5% < 5% < 5% < 5%

Effort d’avance < 5% < 5% < 5% < 5%

Ep. moyenne du copeau < 5% < 5% < 5% < 5%

Lg. de contact outil-copeau < 5% < 5% < 5% < 5%

Température max copeau < 5% +5% +6% < 5%

Température max outil −10% −40% −58% −58%

TABLEAU 3.5: Sensibilité d’un modèle numérique de coupe aux paramètres thermiques de
contact

de conductance thermique de contact h ont été sélectionnées [10−3 ; 104 ; 106 ; 108] W/m2K.
La première correspond à un contact thermiquement isolé tandis que les quatre autres restent
cohérentes avec la littérature spécialisée sur cette thématique (Rosochowska et al., 2003).

Le flux transmis à l’outil augmente avec la valeur de h (Figure 3.9) : il est quasiment mul-
tiplié par 2,5 lorsque h passe de 104 à 108 W/m2K sur toute la plage de conditions de coupe.
Selon l’Equation 3.8, pour α fixé, une forte valeur de h tendra à équilibrer les températures des
surfaces en contact en favorisant le flux par conduction. Ce dernier, allant de la pièce à l’outil,
provient de l’échauffement différentiel lié à la répartition hétérogène de la chaleur générée par
frottement (85 % transmis au copeau). L’impact prévisible sur le champ de température outil est
présenté en Figure 3.10 avec des amplitudes beaucoup plus élevées lorsque h = 108 W/m2K.
La température du copeau semble légèrement plus faible dans ces conditions.

La notion de RTC apparaît clairement en Figure 3.10. Si l’on s’intéresse au profil de tem-
pérature de part et d’autre de l’interface (extraction suivant la ligne "A - B" , Figure 3.11), on
observe que plus h diminue, plus la discontinuité en température entre le copeau et l’outil se
creuse. On peut dès lors s’interroger sur la signification du terme "température de coupe" cou-
ramment utilisé dans la communauté de l’usinage. L’existence d’une résistance thermique de
contact à l’interface outil-matière introduirait une différence de température entre la surface du
copeau et celle de l’outil. Ceci remettrait donc en question les mesures de température obte-
nues par exemple par thermographie pour lesquelles le volume de mesure est bien supérieur à
la dimension caractéristique de ces phénomènes. L’éventuelle discontinuité pourrait ainsi être
masquée par un effet de moyenne de part et d’autre de l’interface.

Le profil de température au sein du copeau est cependant inchangé sauf en extrême surface
avec une élévation d’environ 60 ◦C de h = 108 W/m2K à h = 104 W/m2K.
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FIGURE 3.9: Influence de la conductance thermique de contact sur le flux de chaleur transmis
à l’outil
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FIGURE 3.10: Influence de la conductance thermique de contact sur le champ de température
de l’outil (temps d’usinage simulé 0,01 s)
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3. Comportement de l’interface outil-matière

Egalement mis en évidence par Arrazola (2003), le point chaud s’éloigne de l’arête de
coupe alors que h augmente (Figure 3.12). Les champs de température obtenus expérimen-
talement par imagerie (Davies et al., 2003, 2005; M’Saoubi & Chandrasekaran, 2004, 2011)
semblent valider l’hypothèse d’un contact parfait à l’interface. On soulignera néanmoins que
cette distribution pourrait être atteinte avec une conductance thermique de contact plus faible,
associée une répartition hétérogène du flux généré le long de la face de coupe.
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FIGURE 3.11: Influence de la conductance thermique de contact sur la continuité en tempéra-
ture à l’interface (Vc = 175 m/min - f = 0,25 mm/tr - temps d’usinage simulé 0,01 s)

On aperçoit dès lors l’interaction forte entre les deux paramètres thermiques de contact.
Brocail (2009) et Arrazola (2003) confirment ce point en montrant la neutralisation possible
du coefficient de partage α pour les hautes valeurs de h. Si l’on compare l’évolution du ratio

p =
ϕpiece

ϕg
, que nous nommerons "Partition effective des flux" (Figure 3.13), on constate que :

– pour les basses valeurs de h, p = α : le transfert par conduction est négligeable et la
totalité du flux entrant dans la pièce provient de la génération de chaleur par frottement ;

– pour les hautes valeurs de h, p 6= α : le transfert par conduction devient prépondérant et
rééquilibre l’échange entre la pièce et l’outil (cf. Figure 3.9).

Pour h = 104 W/m2K, l’effet du coefficient de partage α sur le flux transmis à l’outil est en
revanche clairement perceptible (Figure 3.14).
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FIGURE 3.12: Influence de la conductance thermique de contact sur la position du point chaud
à la surface de l’outil (temps d’usinage simulé 0,01 s)
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3. Comportement de l’interface outil-matière

Arrazola (2003) signale enfin une variation non négligeable (de +14 à +26 %) de la vi-
tesse de déformation à l’interface suivant les paramètres thermiques de contact choisis. Ceux-ci
affectent donc la température et la vitesse de déformation dans la zone de cisaillement secon-
daire. Pourquoi ces phénomènes ne se reflètent-ils pas sur les grandeurs mécaniques observées ?
Plusieurs hypothèses permettent d’expliquer ces points :

a) Profondeur affectée : la profondeur affectée thermiquement, parfois appelée "peau ther-

mique", e ≈ 4 · √ai · t se calcule à partir de la diffusivité ai =
λi

ρ ·Cp
du matériau, t =

b
Vsl

le temps de contact et b une longueur caractéristique du contact (demi-longueur de contact
pour une zone rectangulaire) (Stachowiak & Batchelor, 2001). Les vitesses élevées à l’inter-
face, ramenée à des zones de contact confinées engendrent des temps de contact inférieurs
à 1 ms. Considérons une vitesse moyenne de glissement Vsl = 1 m/s et la diffusivité du
C45 à 700 ◦C, a(700◦C) = 5 ·10−6m2/s. A l’échelle de la longueur de contact outil-copeau
(b = 0,5 mm), on calcule e ≃ 200 µm. Si l’on raisonne désormais à l’échelle d’une aspérité
ou à l’échelle d’une maille EF (b = 20 µm) alors e < 40 µm. La profondeur affectée étant très
faible au regard des dimensions du copeau, l’élévation de température ne vient pas modifier
le comportement global/volumique du matériau. La sensibilité du modèle de coupe pourrait
être plus soutenue si la loi de frottement était par exemple thermodépendante.

b) Sensibilité des modèles de comportement : comme nous avons pu le voir dans le Chapitre
2, les modèles de comportement implémentés restent peu sensibles vis-à-vis de la vitesse de
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FIGURE 3.14: Influence du coefficient de partage sur le flux de chaleur transmis à l’outil
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déformation. Ainsi, une élévation de 20 % de cette grandeur ne renforce la contrainte d’écou-
lement que de 0,2 % (Loi de Johnson & Cook (1983) identifiée par Jaspers & Dautzenberg
(2002a) pour le C45).

c) L’approche de modélisation choisie : la méthode ALE permet de simuler un état station-
naire de la coupe. Le copeau est continu et l’endommagement éventuel du matériau usiné
n’est pas pris en compte. L’influence des paramètres thermiques sur la formation du copeau
pourrait être renforcée si l’on cherche à simuler les aspects transitoires par une formulation
Lagrangienne. Mabrouki & Rigal (2006) ont d’ailleurs montré l’impact du coefficient de
partage α et de la conductance h sur la morphologie du copeau. Pour de faibles valeurs de
h, la chaleur générée par frottement et déformation plastique dans le copeau ne peut s’éva-
cuer vers l’outil. Le phénomène de segmentation s’accentue et le copeau formé se courbe
d’avantage.

2.2.3 Un contact "imparfait" à l’interface outil-copeau ?

La conductance thermique de contact h se manifeste comme un paramètre clé de l’interface
outil-matière. De par son interaction avec le coefficient de partage α, elle régit directement les
transferts de chaleur au contact. L’hypothèse d’un contact parfait est communément appliquée
et justifiée par les très fortes pressions existantes. Elle repose principalement sur les constats
émis pour un contact statique sous forte charge (Bourouga et al., 2001; Rosochowska et al.,
2003). Mais qu’en est-il réellement dans un contact glissant aussi complexe que l’interface
outil-matière ?

Arête primaire

Face de coupe

Zone « collante »

Zone glissante

Contact intermittent

a b

FIGURE 3.15: Spécificités de la zone de contact outil-copeau d’après a) M’Saoubi & Chandra-
sekaran (2005) et b) Astakhov (2006)

La Figure 3.15 reflète l’hétérogénéité du contact sur la face de coupe. A partir des analyses
menées en section 3.2 (page 21), renforcées par les résultats présentés par M’Saoubi & Chan-
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drasekaran (2005), nous avons vu qu’il était possible de dissocier, à l’interface outil-matière,
deux zones de frottement bien distinctes :

– Une zone "collante/stagnante" où la vitesse de glissement du matériau tend vers 0. Le
frottement est très intense mais les vitesses d’écoulement étant faibles, la quantité de
chaleur générée reste minime. Les dépôts de fer sur cette zone sont quasi-inexistants
(Figure 3.15 a)) et la température n’a très certainement pas atteint la température de fusion
du matériau usiné.

– Une zone de glissement où la vitesse locale augmente jusqu’à atteindre la vitesse
d’évacuation du copeau. La génération de chaleur est plus importante et tend à favoriser
les dépôts adhérents (Figure 3.15 a)) ainsi qu’une usure en cratère (Figure 3.15 b)).
Les conditions exactes à l’interface sont peu maitrisées mais une zone intermittente
semblent exister en fin de contact, due très certainement à la segmentation/fragmentation
du copeau et son battement sur la face de coupe.

Grzesik (2008) propose une illustration intéressante des conditions de contact possibles à
l’interface (Figure 3.16). Similairement aux observations précédentes, la zone de contact est
divisée en trois régions présentant un comportement différent :

– Zone A : près de l’arête de coupe, les pressions de contact extrêmes assurent un contact
"parfait", intime entre le copeau et l’outil. Les matériaux peuvent être considérés comme
imbriqués et les vitesses de glissement proches de 0.

– Zone A-B,B : au fur et à mesure que l’on s’éloigne de l’arête de coupe, la pression de
contact diminue. Compte tenu de l’accélération du copeau et de sa courbure, celui-ci peut
être amené à se décoller légèrement : le contact pourrait donc se réduire aux aspérités
de surfaces, et ce de manière croissante avec l’éloignement. La notion de résistance ther-
mique de contact intervient ici.

– Zone C : elle correspond au décollement du copeau de la face de coupe et d’un éventuel
contact intermittent.

Si l’existance d’une résistance thermique de contact non négligeable à l’interface outil-
matière est plausible, peu d’études ont à ce jour réellement cherché à identifier ce paramètre
dans des conditions proches de celles rencontrées en usinage (Guillot, 2009).

3 Méthodologie adoptée

La bibliographie et les études de sensibilité conduites nous montrent que les modèles de
contact mécaniques et thermiques jouent un rôle fondamental dans la simulation numérique de
la coupe. Le défi actuel consiste à les identifier de manière physique puis à les intégrer dans les
codes de calcul à disposition.

Les progrès réalisés ces dernières décennies en simulation numérique des procédés incitent
à utiliser ce type de modèle comme un outil d’ingéniérie inverse. Cependant, l’usinage s’avère
être un problème complexe où tous les phénomènes sont fortement couplés : comportement du
matériau, frottement à l’interface, génération de chaleur, propriétés thermophysiques thermo-
dépendantes, etc. . Si l’idée d’employer un modèle numérique de coupe associé à des essais
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FIGURE 3.16: Illustration des conditions de contact possibles à l’interface outil-copeau d’après
Grzesik (2008)

expérimentaux reste séduisante, dissocier chacune de ces contributions sur les sorties macro-
scopiques du modèle semble plus que délicat.

Dans la présente étude, le choix s’est donc porté de nouveau sur l’utilisation de moyens
spécifiques, en l’occurrence d’essais et d’analyses tribologiques. Nous allons voir dans cette
section quelles sont les données permettant l’extraction de modèles de contact locaux. L’ap-
plication concerne les couples formés par un carbure de tungstène WC-Co revêtu TiN et deux
aciers de référence : un acier non allié ferrito-perlitique C45 (180 HB) et un acier faiblement
allié 42CrMo4 (290 HB) à l’état martensitique.

3.1 Hypothèses et considérations tribologiques

D’un point de vue thermique, le modèle à deux paramètres introduit par Bardon (1986) per-
met de retranscrire, à une échelle macroscopique, les transferts de chaleur au sein d’un contact
glissant imparfait. La forme la plus utilisée de ce modèle (Figure 3.17 a)) a été proposée à partir
d’un schéma résistif similaire à la Figure 3.17 b).

Si l’on analyse ce contact à l’échelle des aspérités, la résistance de contact glissant RTCg se
répartit en deux résistances Rc1 et Rc2. Elles représentent la constriction induite respectivement
par les solides 1 et 2 de par leurs propriétés matériaux (conductivités) et leurs états de surface. Le
solide 1 étant mobile, Rc1 peut être affectée par la vitesse relative de glissement (Laraqi, 1996) :
Rc1(Vsl). Briot et al. (1997) décomposent cette résistance de constriction dynamique comme le
produit d’une résistance de constriction statique par une fonction d’atténuation dépendante de
la vitesse de glissement.

On peut ainsi réécrire les relations régissant le transfert de chaleur en fonction de Rc1(Vsl)
et Rc2 :
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paramètres - b) schéma résistif complet (Bardon, 1986; Laraqi, 1996)























ϕ1 = α ·ϕg +Ac · T2 −T1

RTCg

α =
Rc2

Rc1(Vsl)+Rc2
= f (Vsl)

RTCg = Rc1(Vsl)+Rc2 = g(Vsl)

(3.9)

Le coefficient de partage α s’exprime alors seulement en fonction des résistances de
constriction des solides Rc1(Vsl) et Rc2. D’après cette analyse, les deux paramètres thermiques

de contact α et h =
1

RTCg
semblent dépendre de la vitesse de glissement. Si l’on en croit les

travaux récents de Guillot (2009) et Bourouga et al. (2010) sur un C45, RTCg apparaît pourtant
insensible à ce paramètre sous de fortes pressions de contact contrairement à α. Nous émettrons
donc l’hypothèse que l’influence de la vitesse de glissement sur le transfert de chaleur à

l’interface est intégralement porté par le coefficient de partage α. Le paramètre h =
1

RTCg
ne

joue le rôle que de "pont thermique" et contrôle le flux par conduction traversant l’interface.

Le modèle interfacial proposé se résume donc à la Figure 3.18 :
– Partie mécanique : les contraintes tangentielles sont transmises suivant un frottement de

Coulomb (Eq. 3.1). Nous verrons par la suite que le coefficient de frottement µ dépendra
de grandeurs locales comme la vitesse de glissement ;

– Partie thermique : le problème thermique est volontairement découplé compte tenu des
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précédentes hypothèses. La conductance thermique de contact h n’est alors liée qu’à un
contact local entre aspérités et à la notion d’aire réelle de contact. L’identification du
modèle local se focalisera sur la dépendance du coefficient de partage α à la vitesse de
glissement.

Deux approches expérimentales sont mises en place pour identifier ces modèles locaux.
Des essais de frottement instrumentés en efforts et flux de chaleur sont effectués sur une large
plage de vitesse de glissement et des conditions proches de celles rencontrées en usinage. Ils
permettent tout d’abord d’acquérir l’évolution du coefficient de frottement apparent µapp et
du flux de chaleur ϕpion transmis au pion de frottement à partir duquel on estimera le ratio
de partage des flux p. La conductance thermique de contact h est extraite après analyse des
caractéristiques de la zone de contact outil-copeau (section 3.2 page 21). Ces deux points sont
détaillés dans les sections suivantes.

Remarque :

Dans le cadre d’un contact glissant parfait, Rc1(Vsl) et Rc2 ne dépendent que des propriétés

des matériaux : Rc1(Vsl)=
e1

λ1
· f (Vsl) et Rc2=

e2

λ2
, ei épaisseur du solide i. Etant bien supé-

rieures aux volumes dans lesquels se produisent les phénomènes de contact, on peut poser
e1 = e2 = e. On retrouve alors une expression de α (Eq. 3.10) similaire aux formulations
de Blok (1938) et Jaeger (1942) (Eq. 3.5).

α =

e2
λ2

e1
λ1
· f (Vsl)+ e2

λ2

=

1
λ2

1
λ1
· f (Vsl)+ 1

λ2

=
λ1

λ1 +λ2 · f (Vsl)
avec e1 = e2 = e

(3.10)

On soulignera également que le modèle macroscopique à deux paramètres (Figure 3.17 a))
ne permet de calculer que les températures des solides au delà de la zone perturbée soit
T1 et T2. Celles-ci correspondent aux températures extraites aux noeuds des surfaces en
contact dans un modèle EF, d’où la discontinuité perceptible. La température "réelle" de
l’interface Ts, au niveau des points de contact, ne peut être connue. On émet implicitement
l’hypothèse qu’elle n’est que peu différente des températures T1 et T2, fait intrinsèquement
faux (Richard, 2008; Rogeon et al., 2009).
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FIGURE 3.18: Modèle de contact macroscopique étudié et découplé en deux contributions sta-
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3.2 Caractérisation expérimentale du frottement

3.2.1 Brève revue bibliographique

Si certains auteurs proposent d’utiliser les essais de coupe eux-mêmes pour caractériser le
frottement (Arrazola et al., 2008b; Ozel & Zeren, 2006), de nombreux dispositifs spécifiques
ont été développés pour reproduire les conditions de sollicitations à l’interface. La figure 3.19
reprend les principaux tribomètres traitant du frottement ou/et de l’usure en usinage.

Kagnaya (2009) dresse une bonne synthèse des moyens existants et les distingue suivant
deux catégories : "Approche tribo-usinage" (d’une manière générale, les tribomètres ouverts où
le pion frotte sur une surface continuellement régénérée – figure 3.19 a-b-c-d) et "Approche
tribologique classique ou adaptée" (tribomètres fermés ou chargement et mouvement unidirec-
tionnel – figure 3.19 e-f-g). Tous ont permis aux auteurs d’extraire des coefficients de frottement
dépendants des conditions de sollicitations : pressions de contact, vitesse relative de glissement,
température.

Brocail et al. (2010) sur un C45, Zemzemi et al. (2007, 2009) sur un 42CrMo4, Bonnet et al.
(2008) sur un 316L ou encore Habak (2006) sur un 100Cr6 montrent que le coefficient µapp tend
à décroître avec l’élévation de la vitesse de glissement. Zemzemi et al. (2007, 2009) ont démon-
tré qu’il reste insensible à la pression de contact pour des valeurs supérieures à 1,5 GPa sur un
42CrMo4. Les auteurs procédant à un dépouillement numérique proposent également des lois
de frottement dépendantes de la température interfaciale. Compte tenu des observations effec-
tuées dans les sections précédentes, la définition d’une "température de contact" reste encore
quelque peu obscure. La discontinuité en température induite par la présence d’une RTC oblige
à raisonner en température moyenne et peut drastiquement sous-estimer la température réelle
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FIGURE 3.19: Exemples de systèmes développés pour caractériser l’interface outil-matière en
usinage : a) Olsson et al. (1989) ; b) Zemzemi et al. (2007) ; c) Bonnet et al. (2008) ; d) Heden-

qvist & Olsson (1991) ; e) Grzesik et al. (2002) ; f) Brocail et al. (2010) ; g) Habak (2006)

des corps en contact.
Certains utilisateurs tels Olsson et al. (1989); Hedenqvist & Olsson (1991); Grzesik et al.

(2002) exploitent également ces tribomètres afin de quantifier les taux d’usure pour un couple
de matériau donné. Kagnaya (2009) compare d’ailleurs les mécanismes d’usure des outils de
coupe en carbure en usinage d’un C45 à ceux observés lors d’essais de frottement sur un tribo-
mètre pion-disque à grande vitesse. Il montre que le volume d’usure du pion est proportionnel à
l’énergie mécanique fournie dans le contact et à l’énergie thermique consommée dans le pion.

3.2.2 Caractérisation pour les matériaux étudiés

La caractérisation expérimentale du C45 repose sur les travaux de thèse de Hamdi BenAb-
delali, récemment publiés (BenAbdelali et al., 2011). Les données de frottement concernant le
42CrMo4 sont issues de l’étude menée par Claudin et al. (2010). Dans les deux cas, les essais
de frottement ont été conduits sur la version améliorée du tribomètre développé successivement
par Zemzemi et al. (2007) puis Bonnet et al. (2008) (Figure 3.19 c)). La Figure 3.20 présente le
dispositif transposé sur un tour CN par Claudin et al. (2008, 2010).

Un pion à tête sphérique est mis en pression sur une barre par l’intermédiaire d’un vérin
hydraulique. L’effort normal est contrôlé et maintenu constant pendant tout l’essai. Le pion
décrit une trajectoire hélicoïdale par combinaison d’une forte avance (environ ∼ 1,5-2 mm/tr)
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et de la rotation de la barre. On retrouve la configuration d’un tribomètre ouvert où le pion frotte
en permanence à une vitesse macroscopique Vr sur une surface "fraîche". Entre chaque essai, la
surface est régénérée par un chariotage léger puis toilée pour s’affranchir de l’état de surface.

Dynamomètre

Pion

Barre

Efforts

Porte pion

Flux de 
chaleur

Thermistance
Pion

FIGURE 3.20: Tribomètre ouvert CN développé par Claudin et al. (2008, 2010)

L’instrumentation du tribomètre permet d’extraire (i) les efforts normaux FN et tangentiels
FT appliqués sur le pion de frottement, grâce à une table dynamométrique ; (ii) le flux de chaleur
ϕpion transmis à l’outil au moyen d’une méthode inverse basée sur une mesure de température
déportée. Le lecteur pourra se reporter aux références suivantes pour plus de détails sur cette
dernière : Battaglia et al. (2001), Rech et al. (2004). On calcule ainsi les deux grandeurs de
références de l’essai (Eq. 3.11) :

– le coefficient de frottement apparent µapp rapport des efforts mesurés expérimentalement
sur le pion ;

– le ratio p représentant la part du flux effectivement transmise au solide mobile (ici la
barre) par rapport à la quantité de chaleur totale générée par frottement. On considère
ici que l’intégralité de l’énergie dissipée par frottement est convertie en chaleur et que la
vitesse locale de glissement est homogène sur la zone de contact. Celle-ci est d’ailleurs
considérée égale à la vitesse macroscopique de rayage Vr.
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µapp =
FT

FN

p = 1− ϕpion

FT ·Vr

(3.11)
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FIGURE 3.21: Evolution du a) coefficient de frottement apparent µapp et b) ratio de partage des
flux p b) en fonction de la vitesse de frottement - C45

Les résultats expérimentaux de BenAbdelali et al. (2011) sur le C45 sont récapitulés sur la
Figure 3.21 pour un diamètre de sphère D9 mm et D17 mm et un effort normal FN de 1000
N. A titre comparatif, ceux-ci sont superposés aux données obtenus par Rech et al. (2009) sur
la version antérieure du dispositif (pion D9 mm revêtu TiN), par Brocail et al. (2010) sur le
système HUST (Figure 3.6) et Kagnaya (2009) sur un tribomètre pion-disque, tous deux avec
des frotteurs non-revêtus. On précisera que les pressions de contact annoncées sur ce dernier
restent faibles par rapport aux valeurs atteintes avec les autres tribomètres. La loi de Kagnaya
(2009) tracée en Figure 3.21 correspond à un effort normal de 60 N sur une surface de D2 mm
(soit ∼ 20 MPa), expliquant le fort écart constaté avec les autres données.

Tandis que le ratio de partage des flux p calculé par Brocail et al. (2010) et Guillot (2009)
concorde avec les présents travaux (Figure 3.21 b)), le coefficient de frottement µapp décroît
fortement même pour une faible augmentation de la vitesse de frottement. La pièce frottée est
préalablement chauffée entre 380 et 670 ◦C (cet aspect n’a pas été dissocié sur la Figure 3.21).
Cette température initiale déjà élevée couplée à la génération de chaleur due au frottement peut
rapidement abaisser les propriétés mécaniques de la pièce et favoriser de ce fait son écoulement.
On retrouve ce phénomène plus tardivement dans nos essais, à partir de ∼ 60 m/min, de par
l’échauffement plus soutenu à ces vitesses.
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FIGURE 3.22: Evolution a) du coefficient de frottement apparent µapp et b) ratio de partage des
flux p en fonction de la vitesse de frottement - 42CrMo4

Les essais de frottement de Claudin et al. (2010) sur le 42CrMo4 sont reportés Figure
3.22 pour un diamètre de sphère D17 mm revêtue TiN et un effort normal FN de 1000 N.
Les tendances µapp et p apparaissent cohérentes par rapport aux précédents travaux réalisés
par Zemzemi et al. (2009) et de Eguilaz et al. (2010). Seul p à basse vitesse semble avoir
été sous-estimé par Zemzemi et al. (2009), probablement dû au comportement peu stable du
tribomètre à basse vitesse. Les résultats obtenus par Iqbal et al. (2008b) sur un tribomètre
axial (configuration similaire à la Figure 3.19 b)) montrent un coefficient de frottement plus
élevé sur la plage de vitesse. Cette différence significative peut être imputée à une pression de
contact beaucoup plus faible (∼ 80 MPa) et un frotteur non revêtu. Le coefficient de partage
proposé par Akbar et al. (2008) est identifié à partir d’essais de coupe. Celui-ci étant exprimé
suivant la vitesse de coupe, il a été transposé en fonction de la vitesse moyenne de glissement

du copeau Vcop à l’interface en considérant un rapport de compression λc = 2 (Vcop =
Vc

λc
avec

λc =
tmoy

f
). Il apparaît de nouveau que pour des vitesses de frottement > 50 m/min, plus de

70 % de l’énergie dissipée est transmise au solide mobile.

La Figure 3.23 regroupe les données expérimentales retenues pour notre étude. Elle permet
de comparer notamment le comportement tribologique du C45 et du 42CrMo4 sur toute la plage
de vitesse de frottement. Concernant le coefficient de frottement apparent µapp, il est possible
d’observer :

– C45 : son évolution se fait suivant trois régimes. Constant jusqu’à ∼ 60 m/min (régime
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FIGURE 3.23: Comparaison a) du coefficient de frottement apparent µapp et b) du ratio de
partage des flux p pour le C45 et le 42CrMo4 en fonction de la vitesse de frottement

"I"), il décroît fortement de ∼ 0,5 à ∼ 0,25 pour Vr = 120-150 m/min (régime "II"). Il
atteint alors un palier µapp = 0,2 jusqu’à 300 m/min (régime "III").

– 42CrMo4 : 2 régimes sont ici visibles. Dès l’augmentation de la vitesse de frottement,
µapp diminue rapidement de ∼ 0,55 à ∼ 0,28 pour Vr = 90 m/min (régime "I"). Au delà
de 90 m/min (régime "II"), µapp reste peu sensible à la vitesse et avoisine 0,2.

On notera enfin que le coefficient de partage est inférieur de 8 à 15 % dans le cas du C45 par
rapport au 42CrMo4. Du fait des caractéristiques mécaniques supérieures du 42CrMo4, on peut
supposer que la vitesse locale d’écoulement autour de la sphère est plus élevée que pour le C45
dans les mêmes conditions de contact. Une plus grande partie du flux généré par frottement est
alors transmise à la pièce en mouvement.

3.3 Caractérisation expérimentale des résistances thermiques de contact

3.3.1 Mesures statiques de RTC

D’après la section 3.1 (page 147), nous avons émis l’hypothèse que la résis-
tance/conductance thermique de contact n’était dictée que par les hétérogénéités de contact. Si
l’on néglige l’aspect dynamique, cette caractéristique de l’interface peut être estimée à partir
de mesures statiques sur un dispositif dédié (Figures 3.24 a-b) ou in-situ après instrumentation
des outils comme sur une opération de forgeage (Figure 3.24 c).
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FIGURE 3.24: Dispositifs développés par a) Rogeon et al. (2008), b) Rosochowska et al. (2003)
et c) Bourouga et al. (2003) pour caractériser la RTC en contact sans glissement

Le principe des deux premières méthodes consiste à faire transiter un flux au travers d’un
empilement d’échantillons composant l’interface étudiée. Un écart de température est imposé
de part et d’autre de l’empilement au moyen de colliers chauffants fixés sur les poinçons. La
montée en température est progressive afin de conserver un régime glissant (quasi stationnaire).
La RTC est calculée à partir de la densité de flux à l’interface et de la différence de tempé-
rature des surfaces en contact. Le montage est généralement mis en place sur une machine
de traction-compression permettant de réaliser l’essai sous différentes charges. Rogeon et al.
(2008) utilisent ce même dispositif pour mesurer la Résistance Electrique de Contact (REC).

A ce jour, les pressions de contact envisageables sont limitées par la géométrie des échan-
tillons, la capacité de la machine d’essai et la tenue en température du matériau constituant les
poinçons. Sur le dispositif mis au point par Rogeon et al. (2008), Kaza (2010) a dernièrement
pu atteindre des pressions proches de ∼ 100 MPa avec des échantillons de 7×7 mm à 550 ◦C.
Rosochowska et al. (2003) ont pu mesurer l’évolution de la conductance thermique jusqu’à
420 MPa à une température de 200 ◦C. Ces données restent encore bien éloignées des pressions
(> 1 GPa) et températures (> 600 ◦C) rencontrées à l’interface outil-matière. L’influence de la
dynamique sur l’évolution des aires réelles de contact (pour une charge donnée) est également
négligée.

3.3.2 La RTC en usinage : analyse de la zone de contact outil-matière

Instrumenter un essai de coupe ou un essai de frottement sur tribomètre s’avère délicat
compte tenu des trajectoires (hélice dans le cas du frottement), de la régénération de matière (où
insérer les thermocouples ?) ou encore des vitesses de glissement (temps de réponse). L’idée est
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alors de tirer parti directement des essais de coupe en analysant plus finement les zones où le
contact outil-matière a lieu.

Les clichés optiques et MEB-EDX effectués au Chapitre 1 nous renseignent sur la morpho-
logie de la zone de contact. Comme nous l’avons vu précédemment, la zone "macroscopique"
(Figure 3.25 a)) se dissocie en trois régions suivant les conditions de glissement à l’interface,
délimitées par la présence ou non de traces d’adhésion (dépôts de fer).

Opération : Coupe ortho.
Matériau : C45 (180 HB)
Outil : Carbure 
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
Vc = 100 m/min
f = 0,25 mm/tr 
ap = 3 mm

a

Face de 
coupe

A

C

500 µm

A : Arête de coupe
C : Chanfrein – Préparation d’arête

Ecoulement du copeau
250 µm

Ac

b
d

Fin de la 
zone 

stagnante
C

10 µm

FIGURE 3.25: Morphologie de la zone de contact à l’interface outil-copeau : b) traces d’adhé-
sion en fin de contact, c) transition zone stagnante à glissante et d) dépôts de fer lissés par le

contact

Si l’on observe d’un peu plus près ces dernières, on constate premièrement que le revê-
tement TiN au voisinage d’un dépôt n’a a priori pas été sollicité (Figure 3.25 b) ). Peut-on
en déduire qu’il n’y a pas eu contact à ce niveau ? Deuxièmement, si l’on s’intérèsse à la
topologie des dépôts en Figure 3.25 d), on s’aperçoit qu’ils présentent un aspect étiré tels un
fluide relativement visqueux, et lisse laissant penser à un contact intense avec le copeau venant
s’écouler sur la face de l’outil. Si l’on suppose que le contact n’a lieu que sur ces points isolés,
on comprend aisément comment une RTC non négligeable peut exister sous des conditions de
contact aussi extrêmes.

En corrélant ces observations aux éléments bibliographiques (section 2.2.3 page 145), il est
possible de proposer un mécanisme d’apparition des RTC à l’interface outil-matière (Figure
3.26) :

– 1 : sur la zone "stagnante", les fortes pressions de contact et les vitesses de glissement
proches de 0 permettent un contact intime. La RTC est certainement très faible et l’aire
de contact réelle importante ;
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– 2 : sur la zone glissante, le contact pourrait se réduire aux aspérités de surface : l’aire réelle
de contact est alors réduite, faisant apparaître la notion de résistance thermique de contact.
La génération de chaleur étant alors concentrée sur ces contacts locaux, les températures
"flash" peuvent atteindre des valeurs critiques et entrainer la fusion des aspérités ;

– 3 : l’élévation brutale de température due aux densités de flux excessives affecte l’aspérité
sur une certaine profondeur. Ses caractéristiques mécaniques sont réduites et le cisaille-
ment se produit à la jonction entre le copeau et l’aspérité fondue ;

– 4 : le volume affecté adhère à la face de l’outil et forme un dépôt jouant le rôle d’aspérité
pour l’élément de surface suivant. La RTC est de ce fait renforcée (contacts ponctuels) et
entretenue.

Ce mécanisme est pressenti comme étant cyclique dans le sens où ces dépôts feront office de
point de contact jusqu’à être déchaussés par le copeau en mouvement. On peut imaginer que le
nombre de contacts restera sensiblement constant tandis que leur distribution variera en espace
et en temps.
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FIGURE 3.26: Mécanisme de formation des résistances thermiques de contact à l’interface
outil-matière

Ce comportement tribologique local pourrait également permettre d’expliquer la tendance
globale des courbes de frottement obtenues (Figure 3.23). Celles-ci ressemblent en effet for-
tement à celles caractéristiques d’un contact lubrifié. La courbe de Stribeck (Figure 3.27 a))
représente l’évolution du coefficient de frottement µl en fonction du nombre de Sommerfeld
η ·Vsl

σn
liant la viscosité du fluide η à Vsl la vitesse de glissement et σn la pression appliquée.

Si l’on considère une charge et une viscosité fixes, on distingue trois principaux régimes de
lubrification suivant la vitesse de glissement :
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– Limite : à basse vitesse, l’épaisseur du film de lubrifiant est négligeable par rapport à la
rugosité des surfaces. Le contact s’effectue entre aspérités et µl reste quasi constant ;

– Mixte : avec l’élévation de la vitesse de glissement, la charge du système est supportée à
la fois par le film de lubrifiant et par les aspérités de surface. Le coefficient de frottement
µl diminue rapidement mais reste "instable" : une faible variation de Vsl peut entrainer un
saut significatif sur µl ;

– Hydrodynamique (HD) : à haute vitesse, le film lubrifiant s’épaissit et transmet intégra-
lement la charge (portance hydrodynamique). Le contact est principalement régi par les
propriétés rhéologiques du fluide en particulier sa viscosité (Bhushan, 2000). Le passage
de la zone Mixte à la zone HD se fait par l’intermédiaire d’un régime Elastohydrodyna-
mique (EHD) présentant un minimum sur µl .
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FIGURE 3.27: Représentation schématique de l’évolution du coefficient de frottement en fonc-
tion de la vitesse de glissement : a) dans les contacts lubrifiés suivant les régimes de lubrification

(courbe de Stribeck (Bhushan, 2000)) ; b) analogie pour un contact sec

L’analogie avec un contact sec sous conditions extrêmes serait tout à fait réaliste en considé-
rant l’interface à cette échelle microscopique (Figure 3.27 b)). Les plus basses vitesses corres-
pondraient à un contact solide-solide entre aspérités. L’augmentation de la vitesse de glissement
peut entraîner une chute des caractéristiques mécaniques de l’aspérité voire une fusion partielle
de certains points de contact : le coefficient de frottement décroît avec la vitesse. On entre alors
dans un régime similaire au régime "mixte" lubrifié où des jonctions solide-solide et solide-
fluide visqueux se créent.
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Pour les plus hautes vitesses, l’intégralité des aspérités pourraient être affectée de par
la quantité de chaleur générée supérieure. On peut alors imaginer en usinage un contact
"quasi-lubrifié" supporté par les aspérités en fusion, voire par une couche visqueuse ayant
un comportement rhéologique proche d’un fluide. Ce dernier point pourrait expliquer les
longueurs de contact "stagnantes" plus importantes à haute vitesse de coupe, relevées dans
la section 3.2 (Figure 1.16 page 24), et délimitées en fait par la présence ou non de dépôts
à la surface de l’outil. La couche limite, pouvant se comporter comme un fluide, réduirait la
tendance à l’adhésion.

On retrouve cette notion dans les travaux menés sur le frottement à très haute vitesse (>
10 m/s) comme ceux de Okada et al. (2001), Yuan et al. (2009) ou plus récemment Sutter
& Ranc (2010). Les derniers auteurs relèvent des températures locales supérieures à 1000◦C
pour une pression de contact autour de 100 MPa sur un acier bas carbone. La formation d’une
couche "fluide" est également schématisée par Stachowiak & Batchelor (2001) sur la Figure
3.28. Pour les températures excédant la température de fusion, Yuan et al. (2009) modélise
même le comportement du matériau étudié comme un fluide purement Newtonien.

Local temperature

Melting point of the
least refractory
material

Ambient temperature

Sliding direction
Thin layer of

molten material

Thickness of molten layer
determined by concentration
of frictional heat at the
surface of the sliding bodies

FIGURE 3.28: Schéma illustrant la formation d’une couche fondue à l’interface (Stachowiak &
Batchelor, 2001)

3.3.3 Evaluation de la RTC en usinage

Sur la zone glissante, le contact ne semble se faire que ponctuellement. En émettant l’hy-
pothèse que chaque dépôt de fer perçu (Figure 3.25 d)) correspond à un point de contact, il est
possible d’extraire l’aire réelle de contact Ar. La méthode est décrite par la suite sur le C45
uniquement mais a été appliquée sur les deux aciers de référence.

Les cartes EDX permettent de faire ressortir clairement les zones d’adhésion. Celles-ci étant
représentées en rouge (Figure 3.29 b)), il est possible de ne travailler que sur cette composante
RGB (Figure 3.29 c)) et d’effectuer un traitement d’image afin d’isoler les zones de contact
(Figure 3.29 d)). On s’aperçoit que l’aire réelle de contact est bien inférieure à l’aire de contact
apparente Aa.
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Opération : Coupe ortho.
Matériau : C45 (180 HB)
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
Vc = 100 m/min
f = 0,25 mm/tr 
ap = 3 mm - à sec Coupe ortho.
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FIGURE 3.29: Traitement des zones de contact à partir b) des analyses EDX sur la face de
coupe de l’outil, c) extraction des niveaux de rouge (dépôts de fer) et c) isolement des contacts

locaux

A partir de la carte traitée décrite en Figure 3.29 d), on extrait le taux réel de contact δ

comme le ratio
Ar

Aa
. L’image étant balayée horizontalement, il correspond ici au ratio entre le

nombre de pixels rouge et le nombre total de pixels par colonne (résolution verticale de l’image).
La Figure 3.30 b) montre l’évolution du taux réel de contact δ en fonction de la position par
rapport à l’arête de coupe, origine du graphique. Sur la partie stagnante, la notion de taux réel
de contact n’est pas réellement effective. Les vitesses de glissement faibles et les températures
limitées favorisent un contact intime : il n’y a pas de transfert de matière du copeau à l’outil
et δ ≈ 1. Au delà, δ reste bien inférieur à 1. Malgré quelques pics à 25-30 %, le taux réel de
contact moyen sur la totalité des zones glissantes atteint à peine 12 %. Même si ce taux semble
bien éloigné des valeurs supposées, il apparaît cohérent avec ceux mesurés dans des contacts
glissants sévèrement chargés. Wang et al. (1991), dans le cadre d’un roulement, annoncent une
aire réelle réprésentant 15 à 25 % de l’aire apparente.

D’après la Figure 3.31, on constate que δ varie entre 5 et 13 % sur la plage de conditions de
coupe analysée. Lorsque la vitesse de coupe augmente, l’aire réelle de contact semble diminuer
pour les deux nuances. Ceci peut être du à la formation d’une couche visqueuse jouant le rôle de
lubrifiant et limitant les transferts sur l’outil (Figure 3.27 b) ). L’évolution de δ suivant l’avance
diffère en revanche d’une nuance à l’autre. Tandis que pour le C45, δ double en passant de 0,1
à 0,4 mm/tr, il décroît aux fortes avances pour le 42CrMo4. Ces mesures étant basées sur une
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Outil : Carbure SM30
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Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0° - λs = 0°- αn = 11°
Vc = 100 m/min
f = 0,25 mm/tr 
ap = 3 mm - à sec

FIGURE 3.30: Calcul du taux réel de contact à partir des carte EDX traitées

seule carte EDX par condition, il est dangereux de généraliser les tendances observées ici. On
retiendra donc pour ces deux nuances un taux de contact moyen de l’ordre de 10 %.

Sadowski & Stupkiewicz (2010) proposent un modèle empirique permettant d’estimer la
conductance thermique en fonction du taux réel de contact δ, d’une conductance thermique
locale hloc associée au contact entre aspérités et de deux paramètres caractéristiques des surfaces
l et β (Eq. 3.12).































he f f =
1

RTCe f f
=

δhloc

1− (1−δ)(
hloc · l

λeq
)β

he f f moy =
0,10 ·5.105

1− (1−0,10)(
5.105 ·40.10−6

42
)0,92

≈ 3,4.104 W/m2K
(3.12)

D’après les auteurs, pour des surfaces présentant un Sa de 0,44 à 6,01 µm, β varie seulement
de 0,905 à 0,955 : la valeur de 0,92 est retenu dans leur travaux. l représente une longueur ca-
ractéristique de la rugosité. Celui-ci étant difficilement identifiable dans nos conditions, nous
considérerons l = 40 µm compte tenu de la taille des dépôts observés (Figure 3.25 d)). hloc cor-
respondra aux plus hautes valeurs de conductance atteintes par Rosochowska et al. (2003) sous
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FIGURE 3.31: Taux réels de contact en fonction des conditions de coupe

une pression de 400 MPa : hloc = 5.105 W/m2K. Des valeurs de l’ordre de h = 106 W/m2K
sont rencontrées en statique dans la littérature pour des matériaux beaucoup plus tendres (alu-
minium - (Bourouga et al., 2003)). Une valeur plus faible permet de retranscrire indirectement
la présence de debris d’usure, d’oxydes, ou de défauts modifiant la rugosité même de l’aspérité,
à une échelle inférieure à celle observée ici (Rosochowska et al., 2003).

Remarque :

Le modèle proposé par Rosochowska et al. (2003) est peu sensible à la longueur caracté-
ristique l : pour l′ = 2l, he f f ne varie que de 15 %. En revanche, he f f est directement régie
par la valeur de hloc.

L’ordre de grandeur calculé par l’Eq. 3.12 (≈ 3,4.104 W/m2K) semble cohérent avec les
valeurs reportées par Guillot (2009). Les faibles variations d’aire réelle de contact constatées sur
différentes conditions de coupe confirment sa faible sensibilité à la vitesse sur la zone glissante.
Nous retiendrons une valeur de h = 104 W/m2K dans la suite de nos travaux.
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4 Identification de modèles mécaniques et thermiques locaux
en contact glissant

Les résultats expérimentaux précédents nous permettent de connaître l’évolution du coeffi-
cient de frottement apparent µapp et du flux de chaleur ϕpion transmis au pion en fonction de la
vitesse macroscopique de rayage. L’analyse des zones de contact outil-matière tend à confirmer
l’existance d’une RTC à l’interface et valide l’ordre de grandeur rencontré dans la littérature. Il
s’agit désormais d’extraire des modèles de frottement et de transfert de chaleur aux interfaces
dépendants des conditions locales de contact.

Le coefficient de frottement apparent µapp correspond simplement au ratio des efforts me-
surés sur le pion et ne retranscrit pas directement les phénomènes interfaciaux. Il se décompose,
d’après l’approche proposée par Bowden & Tabor (1951), en une partie de labourage µde f (dé-
formation plastique) et une partie adhésive µadh. Cette dernière est celle que nous cherchons à
caractériser et qui doit être implémentée dans les codes de calcul pour retranscrire l’intéraction
mécanique à l’interface outil-matière. Comment peut-on alors dissocier ces deux composantes ?

Le "ratio de partage des flux" p fournit un ordre de grandeur quant à la répartition
effective à l’interface. p est notamment approximé en considérant que la génération de chaleur
est uniquement surfacique et que la vitesse d’écoulement de la matière autour du pion est
homogène et égale à la vitesse macroscopique de rayage. Si la notion de RTC est introduite,
il diffère du coefficient α caractérisant la répartition de la quantité de chaleur générée par
frottement. Comment extraire α en tenant compte des conditions de contact particulières à
l’interface ?

La réponse à ces questions passe par un post-traitement de l’essai de frottement. La méthode
mise en place par Bonnet et al. (2008) et Zemzemi et al. (2009) s’appuie sur un modèle numé-
rique de rayage afin d’extraire les deux paramètres de manière itérative. Ce type d’approche
pouvant paraître lourde permet notamment de :

– s’affranchir de la géométrie du problème d’un point de vue mécanique en considérant les
hétérogénéités du champ de vitesse autour du pion ;

– s’affranchir de la géométrie du problème d’un point de vue thermique en restituant les
phénomènes de macro-constriction induits par le contact sphère-plan ;

– intégrer la RTC/conductance thermique de contact afin d’extraire une loi de transfert de
chaleur pour le couple (h - α) ;

– prendre en compte la génération de chaleur en sous-couche provenant de la déformation
plastique.

L’objectif de cette partie est donc d’identifier, à partir d’une modélisation numérique, la
partie adhésive du coefficient de frottement µadh et une loi d’évolution de α en fonction de la
vitesse de glissement.
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4.1 Méthode de dépouillement - Modèle numérique 3D de rayage

Le modèle de rayage initié par Bonnet et al. (2008) et Zemzemi et al. (2009) a été remis
à jour afin de pallier les limites observées, à savoir des distortions importantes pour les coeffi-
cients de frottement élevés, une limite en temps de rayage due à la géométrie finie du modèle,
un modèle 3D complet pénalisant le temps de calcul et un pilotage en déplacement introduisant
une étape itérative supplémentaire.
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FIGURE 3.32: Description du modèle de rayage 3D ALE

Un second modèle thermomécanique 3D a alors été développé dans le cadre de cette étude,
basé de nouveau sur l’approche ALE d’Abaqus/Explicit c©. Reprenant les principes exposés pré-
cédemment, les principales conditions limites sont décrites en Figure 3.32. Les noeuds des sur-
faces eulériennes sont contraints afin d’empêcher le déplacement du maillage dans la direction
d’écoulement. La vitesse de rayage est appliquée aux noeuds de la surface d’entrée du modèle.
Des conditions de symétrie sont imposées sur les faces latérales du massif tandis que sa face
inférieure est bloquée en y et z. Les échanges avec l’environnement par convection et radiation
ont été négligés.

Le pion est modélisé par une tête sphérique de diamètre identique au pion utilisé lors de
la phase expérimental (ici un diamètre 17 mm sur la Figure 3.32). Il est maillé à l’aide d’élé-
ments tétraédriques couplés température-déplacement de type C3D4T. Des éléments 3D de type
hexaédrique à intégration réduite C3D8RT ont principalement été utilisés pour le massif. Les
zones proches du contact sont maillées finement (∼ 15 µm) afin de capturer les forts gradients
existants à l’interface pion-matière. L’étude de la rhéologie des matériaux n’ayant pas été ache-
vée avant ce post-traitement, la loi proposée par Johnson & Cook (1983) a été retenue pour les
deux nuances 1. Les identifications conduites par Jaspers & Dautzenberg (2002a) pour le C45

1. Cette partie de l’étude a été menée en parallèle de la caractérisation rhéologique des matériaux. Les lois
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3. Comportement de l’interface outil-matière

et Grolleau (1996) pour le 42CrMo4 ont été considérées valides et transposables aux matériaux
étudiés ici (Annexe B). Les caractéristiques mécaniques et thermophysiques du pion en carbure
de tungstène sont similaires à celles saisies auparavant pour l’outil de coupe (voir Annexe A).
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FIGURE 3.33: Schéma itératif autonome - identification des modèles de contact locaux

La simulation est désormais pilotée en effort : l’effort normal Fn appliqué expérimentale-
ment pour chaque essai est imposé sur un noeud de référence, lié à la partie supérieure rigide
du pion. La méthode d’identification est sensiblement identique aux travaux précédents et se
résume au schéma itératif exposé en Figure 3.33.

1. Coefficient de frottement adhésif : la première étape consiste à extraire le coefficient de
frottement adhésif µadh. Cette part représentant 70 à 90 % du coefficient apparent µapp,
deux calculs sont effectués avec µadh(1) = 0,5 · µapp et µadh(2) = µapp. µadh est ensuite
déduit par interpolation linéaire. Ici, h est fixée à 104 W/m2K et α = p en première
approximation (p étant le "ratio de partage des flux" calculé expérimentalement - Eq.
3.11) ;

de comportement identifiées dans le chapitre précédent n’étaient alors pas connues et n’ont pu être implémentées
dans ce modèle de rayage. Néanmoins, les similitudes observées concernant le modèle de Johnson & Cook (1983)
identifiés avec d’autres paramètres de référence laissent penser que leur utilisation reste tout à fait raisonnable
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2. Coefficient de partage du flux généré : une fois µadh extrait, l’identification se poursuit
sur la partie thermique en itérant sur α. La conductance thermique h est maintenue à
104 W/m2K. Deux calculs sont également réalisés avec α(1) = 0,875 · p et α(2) = 1,125 ·
p. Le coefficient α est enfin déduit par interpolation linéaire ;

3. Extraction des grandeurs locales : µadh et α ayant été identifiés pour une vitesse de
rayage V i

r , une dernière simulation est lancée avec l’ensemble des paramètres. On peut
alors extraire les grandeurs locales au contact comme la pression σi

n, la température T i

ou encore les vitesses locales de glissement V i
sl . Compte tenu de l’algorithme explicite

employé, seules les moyennes de ces grandeurs sur la zone de contact sont considérées.

Cette procédure est répétée pour chaque vitesse de rayage macroscopique V i
r et il est ainsi

possible de reconstruire l’évolution de µadh et α en fonction de la moyenne des vitesses locales
V i

sl . Afin de rendre cette méthode de dépouillement autonome, un programme Matlab c© pilote
l’ensemble du schéma en dépouillant les fichiers de résultats des simulations effectuées sur
Abaqus/Explicit c© et en modifiant leurs paramètres d’entrée en fonction.

Remarque :

Cette démarche se doit d’être améliorée afin d’extraire des informations plus fiables et
intégrer réellement le caractère local de ces modèles. Certaines hypothèses sont en effet
encore limitantes :
– pour chaque vitesse de rayage macroscopique Vri, on suppose que µadh et α sont indé-

pendants de la vitesse de glissement, pression de contact ou température. Ceci explique
en partie l’insensibilité de µadh au couple (h - α) (soit à la température des surfaces en
contact) et la possibilité d’une identification découplée. En supposant a priori la forme
de nos modèles de contact, il serait plus pertinent d’intégrer ceux-ci aux simulations de
rayage et de réaliser les itérations sur les paramètres du modèle eux-mêmes. Les varia-
tions locales de µadh et α existeraient en tout point du contact sphère-plan et permettraient
de prendre en compte l’écoulement de la matière autour de la sphère ;

– pour les vitesses de rayage les plus faibles (< 15 m/min), la formation de micro-copeaux
a pu être constatée lors des essais de frottement. Aucun modèle d’endommagement n’est
intégré ici et il est donc impossible de retranscrire ces phénomènes avec la démarche
actuelle. De plus, pour les matériaux les plus ductiles, un bourrelet conséquent de matière
se forme en amont du pion et vient pratiquement augmenter la valeur de µapp. Cette
accumulation de matière endommagée ne pouvant être restituée, les valeurs de µapp >
0,6 sont très mal gérées ;

– les constatations émises dans la section 3.3.2 (page 156), laissent penser que la conduc-
tance thermique de contact h pourrait être dissociée suivant le type de contact. Pour les
vitesses de glissement les plus basses, le contact intime résultant devrait conduire à des
valeurs de h plus élevées que celles évaluées sur la partie glissante (104 W/m2K). Cet
distinction n’est à ce jour pas implémentée dans le modèle de rayage, bien qu’elle soit
pressentie comme très influente sur le modèle de partage identifié ;
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– pour finir, nous avons souligné auparavant que les modèles "à base métallurgique" (Cha-
pitre 2, section 4 page 96) n’ont pas été introduits dans les présentes simulations de
rayage. L’influence sur les modèles de contact mécaniques et thermiques locaux, de chan-
gements microstructuraux induits par la recristallisaiton dynamique demeure à ce jour
inconnue. Cependant, deux conditions de frottement extrêmes (Vri = 15 et 180 m/min)
ont été simulées en intégrant le modèle de Lurdos (2008) identifié pour le C45. Celles-
ci n’ont pas révélé de changements majeurs par rapport au modèle de Johnson & Cook
(1983) utilisé jusqu’ici. Cette procédure doit en revanche être reconduite sur l’ensemble
des conditions de rayage afin de garantir ou non ces constatations.

4.2 Modèles de contact mécaniques et thermiques locaux

Le post-traitement numérique des essais de frottement permet d’extraire des variables
locales comme la pression de contact, la température ou la vitesse de glissement. En examinant
la Figure 3.34, on constate que la pression de contact augmente avec la vitesse de rayage,
probablement suite aux effets visqueux. Les températures maximales apparaissent sur la fin
du contact. On notera par ailleurs que pour Vr = 180 m/min, la température simulée dépasse
1000 ◦C. Même s’il ne s’agit que de grandeurs numériques, ceci tend à conforter les hypothèses
effectuées quant à l’état visqueux du matériau à l’interface (Figure 3.27).

La Figure 3.35 montre également l’influence de la vitesse de rayage sur la profondeur
affectée thermiquement e : e est réduite de ∼ 40 % entre Vr = 30 m/min et 180 m/min. En
revanche, d’un point de vue mécanique, le niveau de déformation est beaucoup plus important
à basse vitesse de rayage (Figure 3.35). La déformation plastique équivalente en sous-couche
dépasse 130 % à 30 m/min, tandis qu’elle reste inférieure à 0,3 à 180 m/min. Le labourage est
dès lors plus intense et se traduit notamment par la formation d’un bourrelet plus conséquent
en amont du contact.

La vitesse de rayage s’est avérée être le paramètre le plus influent sur le comportement
tribologique de l’interface d’après Zemzemi et al. (2009) sur un 42CrMo4 et Rech et al. (2009)
sur un C45. Les résultats expérimentaux utilisés dans cette étude confirment cet aspect (Figure
3.23). Il apparaît donc pertinent de baser la définition des modèles de contact locaux non pas sur
la vitesse de rayage (macroscopique) mais sur la vitesse locale de glissement Vsl . On remarquera
néanmoins que si cette dernière est plutôt uniforme à haute vitesse (Figure 3.34), elle présente
des instabilités à basse vitesse, probablement dues au schéma d’intégration utilisé. L’analyse
suivante et l’identification des modèles sont donc basées sur la moyenne des vitesses locales sur
la zone de contact.

L’évolution du coefficient de frottement adhésif µadh et du coefficient de partage α est re-
transcrite sur la Figure 3.36 en fonction de cette grandeur. Le comportement est globalement
similaire pour les deux nuances. Le C45 étant plus ductile, le coefficient de frottement adhésif
reste légèrement plus élevé entre 0,5 et 2 m/s. µadh tend dans les deux cas vers ∼ 0,16 pour les
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hautes vitesses. Le C45 et le 42CrMo4 se distinguent de nouveau en dessous de 2 m/s concer-
nant le transfert de chaleur. Une part plus importante du flux généré par frottement semble être
transmise à la pièce pour le 42CrMo4.
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FIGURE 3.36: Modèles de contact locaux extraits après post-traitement : a) coefficient de frot-
tement adhésif µadh - b) coefficient de partage α du flux généré par frottement (Eq. 3.13)

La tendance exponentielle (asymptotes lorsque Vsl → ∞) nous permet de proposer une évo-
lution similaire pour µadh et α (Eq. 3.13). On introduit ainsi pour chacun d’eux, un paramètre
dit "statique" (µs ou αs), valeur à Vsl = 0, un paramètre dit "dynamique" (µk ou αk), valeur à
Vsl → ∞, et une constante de temps (dµ ou dα). L’intérêt d’un point de vue numérique est d’ob-
tenir une fonction continue contrairement aux précédents modèles définis par morceaux (Rech
et al., 2009). Des instabilités expérimentales et numériques ayant été observées à basse vitesse
sur le C45, plus de poids a été attribué aux vitesses Vsl > 0,6 m/s lors de l’identification par la
méthode des moindres carrés.

µadh(Vsl) = µk +(µs −µk) � exp
(

−dµ‖Vsl‖
)

α(Vsl) = αk +(αs −αk) � exp(−dα‖Vsl‖)
(3.13)

Modèle de frottement Transfert de chaleur

Nuance µs [-] µk [-] dµ [s/m] αs [-] αk [-] dα [s/m] h [W/m2K]

C45 0,53 0,162 0,746 0,457 0,872 0,906 104

42CrMo4 0,522 0,157 1,048 0,511 0,862 0,659 104

TABLEAU 3.6: Coefficients des modèles de contact locaux identifiés (Eq. 3.13)
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Le Tableau 3.6 synthétise les coefficients des modèles identifiés. Le modèle de frottement
écrit sous cette forme peut être directement implémenté dans Abaqus/Explicit c©. Nous verrons
par la suite que l’implémentation d’une loi de transfert de chaleur variable (α ou h) n’est pas
possible dans la version actuelle du code. Ceci nécessite le développement de sous-programmes
spécifiques permettant un contrôle total du comportement de l’interface.

5 Synthèse

Nous avons insisté, au travers de ce chapitre, sur la nécessité d’introduire de manière phy-
sique les intéractions thermomécaniques existant entre un outil revêtu et la matière découpée.

L’état de l’art a tout d’abord mis en évidence le manque réel de connaissances quant au com-
portement des interfaces dans des conditions aussi sévères que celles rencontrées en usinage.
Les travaux de recherche antérieurs ont été principalement orientés vers la partie mécanique
du contact afin de proposer des modèles de frottement locaux issus de l’expérience. Ceux-ci
s’appuient en grande partie sur des essais de coupe ou des tribomètres fermés, souvent inaptes
à reproduire de fortes sollicitations tribologiques. Les échanges thermiques aux interfaces ont
quant à eux été indéniablement écartés et les hypothèses d’un contact thermiquement parfait
sont adoptées de manière récurrente.

Pourtant, les études menées par la communauté thermicienne, ainsi que les discussions
avec certains de ses membres, ont permis de faire ressortir la notion importante de résistance
thermique de contact RTCg. Généralement étudiée en forge, elle se présente comme un
paramètre fondamental gouvernant les transferts thermiques dans les contacts roulants ou
glissants et en particulier la continuité en température des surfaces en contact. L’introduction
de cette grandeur impose de migrer vers des modèles de contact "imparfait", faisant intervenir
deux paramètres thermiques : le coefficient de partage du flux généré α et la conductance
thermique de contact h = 1

RTCg
. Cette considération pose alors la question sensible de leur

identification.

L’importance des modèles de contact dans les simulations d’usinage a été démontrée dans
une deuxième section. La sensibilité d’un modèle numérique de coupe au frottement et aux
paramètres thermiques de contact a été étudiée et a permis de compléter les constatations issues
de la littérature. Le coefficient de frottement, ici au sens de Coulomb, est apparu comme un
paramètre majeur affectant l’ensemble des sorties du modèle. Son influence sur la vitesse de
glissement à l’interface conditionne notamment la quantité de chaleur générée et de ce fait, le
champ de température de l’outil et le flux de chaleur qui lui est transmis.

Les paramètres thermiques de contact se sont avérés prédominants sur les transferts
thermiques entre la pièce et l’outil alors que les sorties "mécaniques" du modèle (efforts,
épaisseur. . . ) restent peu modifiées. L’existence d’une résistance thermique de contact (conduc-
tance thermique h très faible) à l’interface outil-matière pourrait entraîner, à une échelle
macroscopique, une différence de température entre le copeau et la face de coupe de l’outil.
Cette vision du problème remet en question les termes conventionnels de "température de
coupe" ou de "température d’interface".
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L’étude s’est donc axée sur la caractérisation de ces intéractions par des moyens expérimen-
taux dédiés et des méthodes de traitement spécifiques. Les essais de frottement, effectués dans
l’équipe du LTDS sur un tribomètre ouvert "fortes sollicitations", ont tout d’abord été exploités
pour les deux nuances étudiées, un acier C45 normalisé et un 42CrMo4 trempé revenu. Ils ont
fourni l’évolution du coefficient de frottement apparent et du flux de chaleur transmis au pion
de frottement en fonction de la vitesse macroscopique de rayage.

Une analyse fine des outils utilisés en coupe orthogonale a permis, par examen optique
MEB et EDX des zones de contact, de proposer un mécanisme de formation d’une résistance
thermique de contact en usinage et d’une éventuelle couche visqueuse (fluide ?) à l’interface
outil-matière. Les traitements d’images opérés sur les cartes EDX ont abouti, pour les deux ma-
tériaux étudiés, à l’extraction de taux réels de contact de l’ordre de 10 %. Ces derniers ont été
utilisés pour retrouver, par une expression empirique extraite de la littérature, un ordre de gran-
deur de résistance thermique cohérent avec ceux mesurés dans des contacts glissants sévères.

Une démarche d’identification a été ainsi développée afin de proposer des modèles locaux
de frottement et de transfert de chaleur sur le C45 et le 42CrMo4 à partir des données
expérimentales. Un schéma itératif autonome, basé sur une modélisation numérique de l’essai
de rayage, a été mis en place afin d’extraire les lois liant le coefficient de frottement adhésif
µadh ou le coefficient de partage du flux généré α (pour une valeur de h donnée) à une grandeur
majeure : la vitesse locale de glissement. Un découplage entre conductance thermique h,
provenant uniquement des défauts de contact (aspérités), et coefficient de partage α a ici été
supposé.

De même que le chapitre précédent, ces modèles de contact variables se doivent d’être
implémentés dans les simulations numériques de coupe afin de restituer plus fidèlement la phy-
sique du procédé. Bien que les paramètres thermiques semblent avoir peu d’influence sur les
efforts de coupe et les autres grandeurs "géométriques", l’introduction d’une loi de partage de
chaleur variable à l’interface influencera inévitablement l’amplitude du flux transmis à l’outil,
mais surtout sa distribution le long des zones de contact. Ce point prend tout son intérêt si l’on
se penche sur les problématiques d’usure outil mais également si l’on cherche à comprendre
de manière plus approfondie l’écoulement de la matière et les changements microstructuraux à
l’interface outil-matière.
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Par modèle on entend une construction mathématique qui, par

l’addition de quelques interprétations verbales, décrit les phéno-

mènes observés. La justification d’une telle construction mathé-

matique est uniquement précisément qu’elle est censée marcher.

John VON NEUMANN [1903 - 1957]

4
Simulation numérique de la coupe

Nous allons voir, au travers de ce dernier chapitre, comment les modèles de com-
portement et de contact proposés dans les parties précédentes, influent sur les
résultats d’un modèle numérique de coupe. Les développements spécifiques, né-
cessaires à leur implémentation, seront tout d’abord abordés avec les routines
utilisateur VUINTER c© et VUMAT c©. L’apport des modèles de contact puis des
modèles de comportement sera séparément évalué, pour les deux nuances, sur
une large plage de conditions de coupe. Nous proposerons enfin une stratégie de
modélisation visant à couvrir un domaine de conditions de coupe étendu, cor-
respondant à différents procédés. Les modélisations thermique pure, ALE 3D et
Lagrangienne mises en place à cet effet seront enfin introduites.
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Intégration des modèles de comportement et de contact proposés

1 Intégration des modèles de comportement et de contact
proposés

Les chapitres précédents ont permis d’aboutir à des descriptions plus physiques des phéno-
mènes observés lors d’une opération d’usinage. Deux aspects ont particulièrement été étudiés :

– la restitution du comportement du matériau par un modèle d’écrouissage "conventionnel"
ainsi que par une autre approche permettant de modéliser l’impact d’évolutions micro-
structurales, induites par la restauration et la recristallisation dynamique, sur sa limite
d’écoulement ;

– la modélisation des intéractions à l’interface outil-matière par des lois de contact méca-
nique (frottement de Coulomb) et thermique (modèle de transfert de chaleur) locales,
dépendentes de la vitesse de glissement.

Le modèle de coupe utilisé jusqu’ici pour évaluer les sollicitations en usinage (section 2.1
page 65) ou étudier la sensibilité aux paramètres de contact (section 2 page 136) s’est appuyé
sur des éléments standards du code de calcul employé. Le modèle de Johnson & Cook (1983)
est en effet implémenté par défaut de même que la possibilité de définir une loi de frottement
dépendante de la vitesse de glissement. En revanche, l’utilisation de modèles de comportement
avancés ou de modèles de transfert de chaleur variables aux interfaces nécessitent des dévelop-
pements spécifiques.

Après un bref rappel de l’approche adoptée pour simuler une opération de coupe orthogo-
nale, nous détaillerons la façon d’implémenter les apports majeurs de nos travaux.

1.1 Rappel du modèle de coupe utilisé - 2D ALE

A ce stade de l’étude, l’approche Arbitraire-Lagrangienne-Eulérienne (ALE) a été retenue
pour simuler les opérations de coupe orthogonale en tournage présentées au Chapitre 1. Les
conditions particulières de cette opération nous permettent, sous couvert d’une hypothèse de
déformation plane, de considérer dans un premier temps un modèle 2D.

La configuration de référence décrite en Annexe A a été adaptée à nos conditions d’essais
en intégrant particulièrement la géométrie réelle de l’outil (import direct du profil extrait par
profilométrie - Figure 1.4 page 11). Les propriétés thermophysiques des matériaux étudiés sont
identiques à la configuration de référence, de même que les conditions aux limites rappelées en
Figure 4.1. Une plage de conditions de coupe étendue et cohérente avec la phase expérimentale
a été parcourue : Vc ∈ [25 - 250 m/min] et f ∈ [0,1 - 0,4 mm/tr].

1.2 Implémentation d’un modèle de transfert de chaleur variable

Comme nous l’avons déjà mentionné, utiliser une loi de transfert de chaleur variable aux
interfaces n’est possible, dans le code Abaqus/Explicit c©, que par l’utilisation de routines utili-
sateurs. L’une d’elles nommée VUINTER c© permet de redéfinir complètement le comportement
mécanique et thermique d’une interface entre deux solides en contact, moyennant quelques tra-
vaux de programmation.
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FIGURE 4.1: Géométrie et conditions limites du modèle de coupe orthogonale 2D ALE

L’intéraction entre l’outil et la matière usinée est réalisée au moyen d’un contact maître-
esclave avec une formulation par pénalité (Wriggers, 2006). Cette dernière est souvent em-
ployée dans les analyses par éléments finis impliquant du contact du fait de sa simplicité de
programmation et son schéma non-itératif. Elle est assimilée à un système numérique ressort-
amortisseur comme illustré en Figure 4.2a). Elle consiste de manière simplifiée à insérer des
ressorts, normaux à l’interface, entre tous les noeuds esclaves pénétrant une surface maître. Un
effort de répulsion, exprimé par l’Eq. 4.1, est exercé au noeud esclave i proportionnellement à
sa pénétration d(i) au travers d’un segment maître et à une raideur normal de contact Kn(i).

Un paramètre d’amortissement Cv(i) est également appliqué et ajoute une contrainte de
traction proportionnelle à la vitesse de pénétration du noeud esclave ḋ(i). L’amortissement peut
être renseigné directement par un coefficient Cv(i) exprimé en N.s/m ou par l’intermédiaire d’un
coefficient adimensionnel ς correspondant à une fraction de l’amortissement critique associé à
la raideur de contact Cv(i) = ς �Ccrit(i) = ς �2

√

Kn(i)M(i), avec M(i) la masse au noeud i traité
(H.K.S, 2009a).

Fn(i) =

{

Kn(i) �d(i)+Cv(i) � ḋ(i) si d(i) ≥ 0

0 si d(i) > 0
(4.1)

Un frottement de Coulomb régularisé est implémenté pour modéliser le comportement tan-
gentiel de l’interface en introduisant une raideur tangentielle Kt(i) (Figure 4.2b)). Celle-ci est
analogue au comportement d’un matériau élastique-plastique parfait : un contact dit "collant"
correspond au régime élastique tandis qu’un contact glissant apparaît dans le régime plastique
(Eq. 4.2).
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Ft(i) =







Kt(i) �ut(i) si Kt �‖ut(i)‖ < µ(Vsl(i)) �Fn(i)

µ(Vsl(i)) �Fn(i) �

Vsl(i)
‖Vsl(i)‖

si Kt(i) �‖ut(i)‖ ≥ µ(Vsl(i)) �Fn(i)
(4.2)

La quantité d’énergie ϕg(i) dissipée par frottement à un noeud i de l’interface est obtenue à
partir des grandeurs nodales Ft(i) et Vsl(i) (Eq. 4.3). L’intégralité de cette énergie est transfor-
mée en chaleur.

ϕg(i) = Ft(i) �‖Vsl(i)‖ lorsque Ft(i) = µ(Vsl(i)) �Fn(i) �

Vsl(i)
‖Vsl(i)‖

(4.3)

Le transfert de chaleur s’effectue suivant le modèle à deux paramètres (h - α) proposé par
Bardon (1972, 1986) (Eq. 3.8), avec Ac(i) la surface nodale. L’intérêt ici étant de pouvoir rendre
le coefficient de partage du flux généré α dépendant de grandeurs locales comme la vitesse
locale de glissement α(Vsl). 1 représente ici la surface esclave et 2 la surface maître.

{

ϕ1(i) = α(Vsl(i)) ·ϕg(i)+Ac(i) ·h · (T2(i)−T1(i))

ϕg(i) = ϕ1(i)+ϕ2(i)
(3.8)
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FIGURE 4.2: Formulations de contact utilisées dans la routine VUINTER c© : a) contact normal
par pénalité et b) contact tangentiel par frottement de Coulomb régularisé

Avant d’intégrer les modèles identifiés au chapitre précédent et d’appliquer cette routine sur
un modèle de coupe, le sous-programme a tout d’abord été validé sur des cas de contact simples
et comparé aux résultats fournis par l’algorithme de contact par pénalité proposé par défaut
sous Abaqus/Explicit c©. Ces tests de validation font l’objet de l’Annexe C. Le lecteur intéressé
pourra donc s’y reporter.
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1.3 Implémentation de lois de comportement avancées

Les lois de comportement identifiées au chapitre précédent sont des modèles évolués, ab-
sents de la base de données standard du code de calcul Abaqus/Explicit c©. Leur emploi dans
des simulations numériques de coupe nécessite une étape de programmation par l’intermédiaire
d’une routine utilisateur dédiée VUMAT c©.

Cette étape a été initiée au LaMCoS par Asad (2010); Asad et al. (2011) afin d’intégrer les
effets d’échelle rencontrés en micro-usinage en appliquant la théorie du gradient de déforma-
tion. Ce développement à ainsi servi de base solide à notre étude et a permis d’implémenter
aisément les modèles de comportement avancés. La VUMAT c© a notamment été étendue au cas
3D afin de l’employer à terme avec le modèle de rayage (Chapitre 3 section 4.1 page 165) ou
de futurs modèles de coupe 3D.

Les paragraphes suivants reprennent, au titre de synthèse, les principaux éléments com-
posant l’implémentation d’une loi de comportement plastique avec écrouissage isotrope en
grandes transformations. Ils s’appuient sur les références Moreira (2002), H.K.S (2009a,b) et
Asad (2010).

Le comportement élastique est tout d’abord décrit par une loi élastique linéaire de Hooke
(Eq. 4.4).

σ̇ = Ce : ε̇e (4.4)

Partant d’une hypothèse de petites déformations élastiques, on décompose de manière addi-
tive le tenseur des vitesses de déformation ε̇ en une partie élastique ε̇e et une partie plastique ε̇p

(Eq. 4.5).

ε̇ = ε̇e + ε̇p (4.5)

Le tenseur des vitesses de déformation plastique se déduit de la loi de normalité en faisant
intervenir λ̇ le multiplicateur plastique (Eq. 4.6), σ étant le tenseur des contraintes de Cauchy.
f (σ) est alors une fonction délimitant les domaines élastiques et plastiques, nommée surface de
charge ou surface de plasticité.

ε̇p = λ̇
∂ f
∂σ

(

σ
)

(4.6)

En considérant un écrouissage isotrope, l’Eq. 4.7 nous fournit l’expression de f (σ) en fonc-
tion de l’état de contrainte et de la limite d’écoulement effective du matériau σy. Cette limite est
calculée en fonction du modèle de comportement choisi à partir des conditions de sollicitations
thermomécaniques.

f
(

σ
)

= F

(

σ
)

−σy (4.7)

Pour les métaux, on définit communément la surface de plasticité à partir de la contrainte
équivalente de von Mises (Eq. 4.8), exprimée en fonction des composantes si j du tenseur dé-
viateur des contraintes (Chapitre 2 section 1.2.1 page 43). Celle-ci nous permet de déterminer
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si le point reste dans le domaine élastique ( f
(

σ
)

≤ 0) ou si un écoulement plastique se produit

( f
(

σ
)

> 0).











F

(

σ
)

= σeq =

√

3
2

si jsi j

s = σ− 1
3

Tr
(

σ
)

I
(4.8)

D’un point de vue pratique, la routine utilisateur VUMAT c© donne accès, au début d’un pas
de temps t donné et pour chaque point d’intégration, aux composantes du tenseur des contraintes
σt

i j, aux incréments de déformation totale ∆εi j ainsi qu’à toutes les variables d’état. La procé-
dure permettant de connaître l’état de contrainte à la fin du pas de temps t +∆t est basée sur une
méthode itérative de prédiction élastique et de correction plastique par retour radial. Le shéma
global est synthétisé en Figure 4.3.

A partir des données d’entrée de la routine, la première étape consiste à effectuer une prédic-
tion élastique à partir de la loi de Hooke (du tenseur d’élasticité isotrope Ce) et des incréments

de déformation totale (Eq. 4.9).
{

σ
pr
i j = Ce

i jkl∆εkl

Ce
i jkl = λLamδi jδkl +µLam

(

δikδ jl +δilδ jk
) (4.9)

On vérifie alors le critère de plasticité :

F

(

σpr
)

−σy = σpr
eq −σy ≤ 0 (4.10)

En cas d’entrée dans le domaine plastique, le nouvel état de contrainte à t + ∆t est obtenu
par une correction plastique de celui prédit élastiquement σ

pr
i j . De par l’approche explicite du

code de calcul choisi, l’intégration des relations de comportement s’effectue en fonction des
incréments de déformation plastique et la correction est alors réalisée en fonction de ceux-ci
(Eq. 4.11).

σt+∆t
i j = σ

pr
i j −2µLam∆ε

p
i j (4.11)

Les incréments de déformation plastique pouvant être aisément reliés à l’incrément de dé-
formation plastique équivalente, il s’agit en fait de déterminer seulement cette grandeur ∆εp

pour le pas de temps considéré.
A partir du travail plastique associé à l’incrément de calcul σt+∆t

i j ∆ε
p
i j = σt+∆t

eq ∆εp et de

l’évolution de l’écrouissage σt+∆t
eq = σt

eq + h ·∆εp, on obtient l’expression Eq. 4.12, avec h le

taux d’écrouissage
dσy

dεp
.

∆εp =
σ

pr
eq −σy

3µLam +h
(4.12)

La validation de l’algorithme s’est appuyée sur les cas tests simples (traction et cisaillement)
menés par Asad (2010) sur un élément unique en déformation plane. L’objectif était dans un
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premier temps de comparer les résultats fournis en utilisant une loi de Johnson & Cook (1983)
implémentée à l’aide de la routine à ceux obtenus en utilisant le modèle implémenté par défaut
dans le code de calcul.

Calcul de la déformation plastique 
équivalente et de la limite 

d’écoulement effective
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FIGURE 4.3: Représentation de l’algorithme employé dans la routine utilisateur VUMAT c©

(Asad, 2010; Asad et al., 2011)
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Ceux-ci ont été réitérés pour valider l’implémentation des nouveaux modèles et un cas test
de compression sur un élément simple 3D a été effectué pour valider l’extension de la routine
aux cas tridimensionnels. Ils ne seront pas présentés dans ce manuscrit. Le lecteur est invité à
consulter les travaux mentionnés (Asad, 2010) pour plus de détails sur la validation.

1.4 Validité des simulations

L’emploi d’un schéma d’intégration explicite assure la conservation de la masse et de la
quantité de mouvement mais ne garantit pas la conservation de l’énergie totale du système.
Celle-ci doit donc être vérifiée afin de valider les résultats du calcul. Le premier principe de la
thermodynamique doit donc être respecté : à tout instant t et à tout élément D du milieu continu,
la variation de l’énergie totale Etot = Ec +U , avec Ec l’énergie cinétique et U l’énergie interne,
doit être la somme du travail des forces extérieures Wext et des transferts calorifiques Qcal (Eq.
4.13).

∆(Etot) = Wext +Qcal (4.13)

En d’autres termes, la variation de l’énergie d’un système thermodynamique fermé ne peut
être que le résultat d’un échange avec l’extérieur, soit par transfert de chaleur, soit par l’inter-
médiaire du travail d’une force.

Pour l’ensemble des simulations précédentes (cas test de contact, de lois de comportement
et des simulations de coupe préliminaires) et celles qui vont suivre, le bilan d’énergie a été
vérifié. Un écart de 1,5 à 5 % a été constaté suivant les conditions de coupe et peut être imputé
à la méthode de calcul du bilan (négligeance de certaines composantes de l’énergie interne)
et à l’emploi de méthodes de réduction du temps de calcul type "mass-scaling". Cet ordre de
grandeur étant néanmoins acceptables, les calculs ont été considérés valides et exploitables.

2 Apport des modèles mécaniques et thermiques de contact
locaux

Les volets comportement du matériau et intéraction tribologique ayant tous deux été traités,
nous allons dans un premier temps nous intéresser à l’influence des modèles de contact locaux
(frottement et transfert de chaleur) sur les performances du modèle numérique de coupe. La
configuration illustrée en Figure 4.1 (page 176) est employée. Le matériau usiné suit une loi
de comportement de Johnson & Cook (1983) identifiée pour le C45 normalisé par Jaspers &
Dautzenberg (2002a) et par Bacaria (2001) pour le 42CrMo4 trempé revenu (Annexe B). Trois
conditions de contact sont étudiées pour chaque nuance (Tableau 4.1) :

– deux configurations illustrant l’apport d’un coefficient de frottement variable : l’une ad-
mettant que 85 % de la quantité de chaleur générée par frottement est transmise au copeau
(n◦1) et l’autre intégrant la loi de partage de chaleur variable proposée au chapitre pré-
cédent (n◦2) (section 4.2 page 168). La conductance thermique de contact h est fixée à
104 W/m2K (Guillot (2009), Bourouga et al. (2010)) ;
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4. Simulation numérique de la coupe

– une configuration reprenant les hypothèses courantes de modélisation à savoir un coef-
ficient de frottement constant et un contact thermiquement parfait (n◦3). Cette dernière
considère une conductance thermique de contact forte, imposant une égalité en tempéra-
ture des surfaces en contact, et une partition équale de la chaleur générée par frottement.
h = 108 W/m2K et α = 0,5 sont ainsi typiquement utilisées (Pantalé (1996), Arrazola &
Özel (2008) ou Llanos et al. (2009)). Deux cas sont envisagés quant au frottement suivant
le matériau traité : un coefficient de frottement constant µadh = 0,5 pour le C45 d’après
les travaux de Grzesik et al. (2005) et µ = 0,23 pour le 42CrMo4 (Arrazola et al. (2008b),
Llanos et al. (2009)).

n◦ Appellation µadh α h

1 JC-µ(Vsl)-α=0,85-h=104 f(Vsl) 85 % vers le copeau 104 W/m2K
2 JC-µ(Vsl)-α=(Vsl)-h=104 f(Vsl) f(Vsl) 104 W/m2K

3
JC-µ=0,5-α=0,5-h=108 0,5 50 % vers le copeau 108 W/m2K
JC-µ=0,23-α=0,5-h=108 0,23 50 % vers le copeau 108 W/m2K

TABLEAU 4.1: Description des conditions de contact étudiées sur le modèle numérique de
coupe pour le C45 et le 42CrMo4

2.1 Influence sur les efforts d’usinage

Les efforts d’usinage sont généralement les premières grandeurs d’intérêt. Les Figures
4.4 et 4.5 montrent les résultats issus du calcul suivant le modèle de contact mécanique et
thermique considéré.

Pour le C45 une tendance intéressante apparaît même si l’effort de coupe Fc est constam-
ment sur-estimé d’environ 10 à 25 % sur toute la plage de vitesse de coupe et d’avance. On
constate qu’en dessous de Vc = 75 m/min l’effort de coupe croît de manière significative tandis
qu’il tend à se stabiliser puis diminuer lors des essais expérimentaux. Cette divergence pourrait
être liée d’une part aux effets de bords devenant non négligeables aux basses vitesses, comme
l’élargissement du copeau évoqué au Chapitre 1(section 3.1 page 17), et d’autre part au passage
d’un mécanisme de coupe à un mécanisme de labourage pour Vc ≤ 50 m/min.

L’effort de coupe est également sur-estimé pour le 42CrMo4 sauf pour un frottement très
faible de 0,23. Son élévation pour des vitesses inférieures à 100 m/min semble être restituée
par le modèle de coupe.

L’effort d’avance Ff est quant à lui sous-estimé pour les deux nuances, quelque soit les
modèles de contact employés. Son augmentation pour Vc ≤ 100 m/min sur le C45 n’est pas
aussi prononcée que celle onservée par l’expérience. Un frottement plus intense (µadh = 0,5)
induit un effort d’avance plus proche des données expérimentales mais au détriment de l’effort
de coupe. La configuration basée sur les modèles proposés (frottement et transfert de chaleur
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variable) fournit une précision intéressante avec un écart allant de 7 à 20 % aux plus basses
vitesses.

Cet écart est légèrement plus soutenu sur le 42CrMo4 et variant de 20 à 25% et dépasse
50 % pour un frottement très faible uniforme. En revanche, l’élévation soudaine de l’effort
d’avance en dessous de 100 m/min n’est pas retranscrite.

On pourra noter que le fait d’introduire un modèle de partage de chaleur variable (α(Vsl))
n’introduit aucune variation sur les efforts d’usinage moyens par rapport à un partage constant
de 85 %. Les remarques concernant son impact sur la segmentation, effectuées au Chapitre 3
lors de l’étude de sensibilité (section 2.2.2 page 139), sont de nouveau applicables ici.

2.2 Influence sur les grandeurs thermiques

De par les moyens et l’expertise nécessaires à l’obtention de données de référence, peu de
travaux s’intéressent aux grandeurs thermiques calculées par les modèles numériques de coupe
(Grzesik et al. (2005),Filice et al. (2006),Umbrello et al. (2007b)). Le couplage thermoméca-
nique existant dans le procédé leur confère pourtant un rôle majeur tant dans l’écoulement du
matériau que dans les transferts de chaleur vers l’outil gouvernant les phénomènes d’usure.
Comme nous avons déjà pu le souligner, évaluer les performances et la robustesse d’un modèle
numérique de coupe passe par la comparaison d’un ensemble de sorties autres que les efforts
d’usinage uniquement.

Nous nous intéressons ici au flux de chaleur entrant dans l’outil de coupe et pouvant être
directement comparé aux mesures expérimentales obtenues par méthode inverse. Les conditions
de contact issues de la littérature tendent à sur-estimer de 2 à 4 fois le flux transmis à l’outil
(Figures 4.6 et 4.7). Les valeurs cohérentes néanmoins relevées avec JC−µ = 0,23−a = 0,5−
h = 108 sur le 42CrMo4, pour Vc ≤ 75 m/min, doivent être considérées avec prudence car dans
un même temps, l’effort d’avance Ff est fortement sous-évalué. Ce dernier étant à l’origine
de la quantité de chaleur générée à l’interface, on peut facilement penser que celle-ci est bien
inférieure aux valeurs réelles et que le partage est de ce fait amplifié par une valeur de h trop
élevée.

L’introduction d’une loi de partage variable α(Vsl) améliore nettement la réponse du modèle
appliqué au C45. L’erreur reste inférieure à 28 % pour l’ensemble des conditions de coupe et
l’évolution en fonction de la vitesse de coupe est plutôt bien restranscrite. Si la précision est
également satisfaisante sur le 42CrMo4 aux hautes vitesses et fortes avances, elle se dégrade
progressivement pour des vitesses inférieures à 175 m/min (Figure 4.7) avec un flux presque 2
fois plus faible que la donnée expérimentale. De nouveau, l’effort d’avance se révèle graduelle-
ment sous-estimé en dessous de cette même vitesse.

Les conséquences de ces observations sur les champs de température outil sont illustrées
en Figure 4.8 pour le C45. Des résultats similaires pour le 42CrMo4 sont répertoriés en An-
nexe D. Une partie du copeau a été volontairement conservée afin de positionner le champ de
température par rapport à la longueur de contact outil-copeau.
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Opération : Coupe ortho.
Matériau : 42CrMo4 (290 HB) 
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FIGURE 4.9: Mesures de température effectuées par caméra infra-rouge sur un 42CrMo4 : a)
champs de température outil et copeau - b) profil de température à la surface de différents types

d’outils (temps d’usinage 1 s) (Arrazola et al., 2009)
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On retrouve clairement en Figure 4.8a) la continuité en température imposée par la forte
valeur de conductance thermique de contact h. Le champ de température dans l’outil est éga-
lement drastiquement différent lorsque l’on applique les modèles de contact identifiés dans le
cadre de notre étude (Figure 4.8b)). Les températures demeurent bien inférieures à 350 ◦C alors
qu’elles atteignent 1000 ◦C au niveau du copeau. On constate par ailleurs la formation de deux
points chauds en pointe et à une certaine distance de l’arête.

Remarque :

Déjà évoquée au chapitre précédent, la discontinuité en température à l’interface est un
fait "choquant" pour la communauté scientifique travaillant sur l’usinage par outil coupant.
Pourtant, les récents travaux de Arriola et al. (2011) menés sur un 42CrMo4 mettent en
valeur un écart de presque 300 ◦C sur la température maximale entre l’outil et le copeau.
Cette discontinuité apparaît plus clairement sur la cartographie reportée en Figure 4.9. La
notion de résistance thermique de contact, à une échelle macroscopique, ne semble pas
complètement irréaliste.
Il est important de garder en tête que les simulations effectuées dans notre étude, ne re-
présentent que 0,01 s d’usinage en régime stationnaire. Le champ de température n’étant
pas stabilisé, la comparaison avec des données relevées en régime thermique établi peut
s’avérer délicate voire complètement erronée.

2.3 Influence sur les grandeurs géométriques

Par grandeurs "géométriques", on entend toutes les dimensions caractéristiques du copeau
et de l’interface outil-matière.

La première concerne la morphologie du copeau et notamment son épaisseur. Compte tenu
de l’approche de modélisation choisie (2D ALE), il n’est possible ici de raisonner qu’en termes
d’épaisseur moyenne du copeau. Bien que sur-évaluée de 12 à 25 %, la variation de l’épaisseur
moyenne pour le C45 est cohérente avec la tendance expérimentale pour chaque configurations
de contact proposées (Figure D.2 de l’Annexe D). Si l’on se penche sur le 42CrMo4, on s’aper-
çoît que l’erreur par rapport à l’expérience croît avec l’élévation de la vitesse de coupe et de
l’avance. Or le Chapitre 1, en particulier la section 3.1 page 17, a montré que le copeau était
plutôt segmenté sur le 42CrMo4 au delà de Vc = 140 m/min et pour des avances f ≥ 0,25 mm/tr.
Il semble donc que l’hypothèse de copeau continu imposée par l’approche ALE soit préjudi-
ciable pour les matériaux susceptibles de segmenter. Ce phénomène apparaît aussi pour le C45
pour les fortes avances (Figure D.2 de l’Annexe D).

La longueur de contact outil-matière est une grandeur importante liée à la génération de
chaleur à l’interface. Compte tenu de la dispersion assez importante constatée, il est difficile de
statuer sur la pertinence du modèle. Si l’on considère la longueur de contact moyenne expéri-
mentale, la longueur de contact prédite s’avère relativement proche comme le montre la Figure
4.11 pour le C45 (Figure D.3 de l’Annexe D pour le 42CrMo4). Celle-ci augmente lorsque la
vitesse de coupe diminue du fait de l’intensification du frottement à l’interface.
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FIGURE 4.10: Influence des modèles de contact mécanique et thermique sur l’épaisseur
moyenne du copeau simulée pour le 42CrMo4
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FIGURE 4.11: Influence des modèles de contact mécanique et thermique sur la longueur de
contact totale simulée pour le C45
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Plus que la longueur de contact elle-même, la dissociation entre une partie "stagnante" et
"glissante" pourrait être l’un des points clé des modèles de coupe numériques. La transition
est cependant assez subjective et reste fonction d’une vitesse limite en dessous de laquelle on
considère que le matériau "stagne". Cette dernière a été fixée arbitrairement à 0,05 m/s. La
Figure 4.12 décrit l’évolution de la pression de contact, de la vitesse locale de glissement et de
la température normée le long de la zone de contact outil-copeau. On repère notamment deux
points caractéristiques :

– un point A marquant la chute de la pression de contact et l’accélération de la matière sur
la face de coupe. Ce point marque la fin de la zone dite "stagnante" ;

– un point B correspondant au point où le copeau atteint sa vitesse d’évacuation macrosco-
pique (définie en Eq. 1.3 page 18). Il se positionne peu après le point chaud, éloigné de
l’arête de coupe, et précédente la fin du contact.

En comparant les variations de ces grandeurs locales au taux réel de contact extrait des
analyses EDX (Figure 3.30 page 162), on remarque tout d’abord que la transition "stag-
nant/glissant" est plutôt bien reproduite pour Vc ≤ 175 m/min. Les dépôts sont en quantité
minime jusqu’au point A marquant l’entrée dans la zone "glissante" puis s’intensifient jusqu’en
fin de contact au point B. La zone "stagnante" semble en revanche sous-évaluée à plus haute
vitesse de coupe.

Cette analyse appliquée à plusieurs conditions de coupe montre, en Figure 4.13, que les
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modèles de contact locaux proposés semblent améliorer cette restitution, et pourraient permettre
de distinguer de manière cohérente la transition "stagnant/glissant" (Figure D.4 Annexe D).

Il faut néamoins rappeler que l’identification expérimentale de la zone "stagnante" ne se
base que sur une seule mesure EDX par conditions de coupe pour laquelle la dispersion est
difficilement quantifiable. Il faut donc rester prudent quant aux conclusions précédentes et des
analyses complémentaires sont fortement nécessaires afin de les valider.
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FIGURE 4.13: Influence des modèles de contact mécanique et thermique sur la longueur de
contact stagnante simulée pour le C45

3 Apport des modèles de comportement identifiés

Les modèles de contact locaux proposés (frottement et partition de chaleur variables)
semblent contribuer à l’amélioration de la physique du procédé, notamment d’un point de vue
thermique (flux de chaleur transmis à l’outil) et tribologique (distinction "stagnant/glissant").

Il s’agit désormais de conserver ces modèles variables (µadh(Vsl et (h - α(Vsl)) et de confron-
ter les lois de comportement identifiées au Chapitre 2 aux lois couramment utilisées dans la
littérature pour les deux nuances C45 et 42CrMo4. Les sections suivantes s’intéresseront donc
à quatre configurations pour chacune des nuances (Tableau 4.2) :

– deux configurations intégrant le comportement du matériau suivant les modèles de John-
son & Cook (1983) et de Kim et al. (2003) identifiés dans le cadre de cette étude (section
4 page 96). Tandis que le premier peut être vu comme le modèle "standard", le second
s’attache à restituer l’influence de changements microstructuraux sur le comportement du
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matériau 1. Il sera nommé "DRX" dans la suite du manuscrit ;
– deux configurations pour lesquelles le matériau suit une loi de Johnson & Cook (1983)

suivant les identifications fournies par Jaspers & Dautzenberg (2002a) et Chen et al.
(2008) pour le C45 et par Bacaria (2001) et Grolleau (1996) pour le 42CrMo4.

L’intégralité des modèles évoqués et des différentes identifications est résumée en Annexe
B. Les configurations n◦1 et n◦2 représentent donc l’intégralité des apports réalisés dans cette
étude. Elles permettront de conclure quant à la pertinence de la méthode en évaluant les perfor-
mances du modèle pour les deux nuances.

n◦ Appellation σy Identification

1 Courbon-JC-µ(Vsl)-α=(Vsl)-h=104 Johnson & Cook -
2 Courbon-DRX-µ(Vsl)-α=(Vsl)-h=104 Kim et al. -

3
Jaspers-µ(Vsl)-α=(Vsl)-h=104 Johnson & Cook Jaspers & Dautzenberg (2002a)
Chen-µ(Vsl)-α=(Vsl)-h=104 Johnson & Cook Chen et al. (2008)

4
Bacaria-µ(Vsl)-α=(Vsl)-h=104 Johnson & Cook Bacaria (2001)
Grolleau-µ(Vsl)-α=(Vsl)-h=104 Johnson & Cook Grolleau (1996)

TABLEAU 4.2: Description des lois de comportement étudiées sur le modèle numérique de
coupe pour le C45 et le 42CrMo4

3.1 Influence sur les efforts d’usinage

Le modèle de Johnson & Cook (1983) identifié Courbon-JC génère, pour les deux nuances,
un comportement assez similaire en termes d’efforts d’usinage par rapport aux identifications
issues de la littérature 2. On remarque néanmoins que l’erreur sur l’effort de coupe Fc est plus
faible avec le modèle Courbon-JC (0,5 à 12 % contre 10 à 25 % pour l’identification proposée
par Jaspers & Dautzenberg (2002a)) tandis que l’effort d’avance reste sous-estimé (5 à 27 %
contre 7 à 20 %).

Le modèle Courbon-DRX restitue correctement l’effort de coupe sur le C45 avec une écart
allant de 3 % à 25 % mais décrit un effort d’avance encore plus faible (11 à 33 %). Une tendance
similaire ressort de la Figure 4.15 avec un effort de coupe correctement simulé de 5 à 10 % près
contre une erreur de 25 à 44 % sur l’effort d’avance.

On notera cependant que l’évolution de l’effort de coupe est globalement bien restranscrite
sur toute la plage de Vc pour le 42CrMo4 et pour des vitesses supérieures à 75 m/min pour
le C45. En revanche, aucun modèle de comportement ne semble capable de reproduire
l’augmentation soudaine de l’effort d’avance observée sur les deux nuances en dessous de
140 m/min. Un changement de comportement est pourtant bien perceptible en dessous de cette
vitesse concernant l’effort de coupe Fc.

1. Le modèle de Lurdos (2008) également identifié au cours de cette étude vise à modéliser les mêmes phéno-
mènes que le modèle de Kim et al. (2003). Présentant un comportement similaire, nous avons préféré travailler à
partir de ce dernier faisant intervenir la notion de fraction recristallisée

2. Ceci était plus ou moins pressenti compte tenu des observations faites sur la Figure 2.47 page 107
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FIGURE 4.14: Influence des modèles de comportement sur les efforts d’usinage simulés pour
le C45
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FIGURE 4.15: Influence des modèles de comportement sur les efforts d’usinage simulés pour
le 42CrMo4
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Remarque :

Il est intéressant de souligner qu’une vitesse Vc de 140 m/min correspond à peu de chose
près à la vitesse de coupe minimum Vcmin définie par une méthode COM en tournage (AF-
NOR, 1997). Si le modèle numérique mis au point est apte à simuler un changement de
comportement de Fc à partir de cette vitesse, il serait, à terme, tout à fait envisageable de
l’exploiter comme un outil permettant de réaliser un "COM numérique" à partir d’essais de
référence. Sa robustesse doit en revanche être assurée sur une plus grande plage d’avance
et pour d’autres profondeurs de passe.

3.2 Influence sur les grandeurs thermiques

La pertinence des résultats de simulation concernant le flux de chaleur transmis à l’outil est
plutôt mitigée.

Pour le C45, le modèle Courbon-JC tend à fournir des valeurs cohérentes, légèrement sur-
estimées à partir de Vc = 175 m/min. Cette vitesse semble correspondre à un changement de
comportement tribologique. L’effort d’avance étant plutôt bien restitué à haute vitesse de coupe,
on peut supposer qu’une quantité de chaleur générée sera supérieure, i.e. un flux de chaleur plus
important transmis à l’outil, si la part "glissante" de la zone de contact augmente. On peut ainsi
se référer à la Figure 4.12c) où la part "stagnante" à Vc = 250 m/min apparaît plus faible que
celle extraite à partir du taux réel de contact.

La Figure 4.18 montre que l’introduction du modèle Courbon-DRX génère des températures
plus faibles, de par le flux de chaleur plus réduit, et fait apparaître une deuxième source de cha-
leur (point chaud) aux trois-quarts du contact. Ces cartes ne reflètent le champ de température
qu’après 0,01 s d’usinage en régime permanent (cf. remarque précédente).

Le flux de chaleur en usinage du 42CrMo4 n’est de nouveau simulé correctement que pour
les hautes vitesses de coupe et les fortes avances. Le modèle de comportement implémenté
n’influence que peu les résultats de simulation et met en évidence un point faible plutôt lié
au comportement tribologique de l’interface. L’effort d’avance étant très sous-estimé, on aurait
tendance à penser que pour le 42CrMo4, le modèle de frottement local identifié ne permet pas
de retranscrire le comportement mécanique de l’interface.

3.3 Influence sur les grandeurs géométriques

Les évolutions observées dans la section précédente sur l’épaisseur moyenne du copeau et
la longueur de contact outil-copeau restent assez similaires en introduisant différentes lois de
comportement.

L’épaisseur moyenne du copeau est plutôt sur-estimée sur le C45 et ceci s’accentue avec le
modèle Courbon-DRX, même si la tendance globale est conservée (Figure 4.19). Un épaisseur
de copeau plus importante sous-entend une réduction de la vitesse d’écoulement du copeau sur
la face de coupe. Ceci permet d’expliquer la quantité de chaleur plus faible ainsi transmise à

193



4. Simulation numérique de la coupe

 0

 25

 50

 75

 100

 125

 150

 0.1  0.2  0.3  0.4

Avance par tour (mm/tr)

 0

 25

 50

 75

 100

 125

 150

 0  50  100  150  200  250

Vitesse de coupe (m/min)

φφφφt

f = 0,25 mm/trVc = 175 m/min

F
lu

x 
de

 c
ha

le
ur

 tr
an

sm
is

 à
l’o

ut
il 

(W
)

F
lu

x 
de

 c
ha

le
ur

 tr
an

sm
is

 à
l’o

ut
il 

(W
)

a b

Expé−C45
Courbon−JC−µ(Vsl)−α(Vsl)−h=104

Courbon−DRX−µ(Vsl)−α(Vsl)−h=104

Jaspers−µ(Vsl)−α(Vsl)−h=104

Chen−µ(Vsl)−α(Vsl)−h=104

Modèle : ALE 2D
Maillage : 20 µm
tstep : 10-8 s
Matériau : C45 (180 HB)
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec
µ = f(Vsl)
α = f(Vsl) - h = 104 W/m².K

FIGURE 4.16: Influence des modèles de comportement sur le flux de chaleur transmis à l’outil
simulé pour le C45
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FIGURE 4.17: Influence des modèles de comportement sur le flux de chaleur transmis à l’outil
simulé pour le 42CrMo4
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FIGURE 4.18: Influence des modèles de comportement sur les champs des température simulés
pour le C45 (temps d’usinage simulé 0,01 s)

l’outil (Figure 4.16). L’utilisation de ce même modèle pour le 42CrMo4 fournit des résultats
quasi-identiques à ceux obtenus avec la loi de Johnson & Cook (1983) identifiée par Grolleau
(1996) (Figure 4.20). Le modèle Courbon-JC présentent quant à lui des résultats proches des
identifications de la littérature pour les deux nuances.

L’influence reste également mineure sur la longueur de contact même si celle calculée avec
le modèle Courbon-DRX s’approche de la moyenne expérimentale à basse vitesse et aux fortes
avances sur le C45 (Figure 4.19). La comparaison aux données expérimentales quant à une
distinction "stagnant/glissant" est encore délicate mais il apparaît clairement que la loi de com-
portement pilote cette grandeur, même si les longueurs de contact totales simulées peuvent
s’avéréer assez proches (Figures 4.24 et 4.25).

La loi nommée Courbon-DRX, identification du modèle proposé par Medina & Hernandez
(1996) et Kim et al. (2003) (Eq. 2.19 page 54), permet d’estimer la fraction recristallisée XDRX

responsable de la chute de contrainte. L’extraction de cette grandeur montre que le matériau
subit une évolution microstructurale dès son passage dans la zone de cisaillement primaire ZCP.
La ZCS est nettement mise en évidence avec une fraction recristallisée proche de 1. On retrouve
ainsi la zone sévèrement déformée observée sur les copeaux (Figure 1.17 page 25), caractérisée
par une microstructure à l’échelle nanométrique.
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FIGURE 4.19: Influence des modèles de comportement sur l’épaisseur moyenne du copeau
simulée pour le C45
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FIGURE 4.21: Illustration qualitative des zones recristallisées en fonction des conditions de
coupe a) pour le C45 et b) pour le 42CrMo4 - extraction de la fraction recristallisée XDRX

Sur les deux nuances, la Figure 4.21 montre que l’épaisseur de la couche recristallisée di-
minue avec l’élévation de la vitesse de coupe. Ce fait reste cohérent avec les constatations
expérimentales suite aux essais de coupe orthogonale. Cette information étant fortement liée à
la discrétisation choisie, elle ne peut être utilisée à ce stade de manière quantitative. La taille
de maille adoptée dans ce modèle (∼ 20 µm) correspond en effet à l’épaisseur maximale de
la couche "nanostructurée" relevée expérimentalement. Un raffinement serait donc nécessaire
mais pénaliserait fortement le temps de calcul.

3.4 Bilan des résultats obtenus

Cette dernière section a présenté, au travers des configurations nommées
Courbon−JC−µ(Vsl)−α = (Vsl)−h = 104 et Courbon−DRX −µ(Vsl)−α = (Vsl)−h = 104,
le résultat de la démarche mise en place afin de simuler numériquement une opération d’usinage.

Sur un C45 normalisé, matériau ferrito-perlitique plutôt ductile, l’introduction de modèles
de frottement et de transfert de chaleur locaux, variables le long de l’interface outil-matière,
a permis d’améliorer nettement le bilan thermique du modèle de coupe. Le flux de chaleur
transmis à l’outil est raisonnablement simulé avec une erreur comprise entre 12 et 30 % sur
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FIGURE 4.22: Influence des modèles de comportement sur la longueur de contact totale simulée
pour le C45
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Modèle : ALE 2D
Maillage : 20 µm
tstep : 10-8 s
Matériau : 42CrMo4 (290 HB)
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec
µ = f(Vsl)
α = f(Vsl) - h = 104 W/m².K

a b

Expé−42CrMo4
Courbon−JC−µ(Vsl)−α(Vsl)−h=104

Courbon−DRX−µ(Vsl)−α(Vsl)−h=104

Grolleau−µ(Vsl)−α(Vsl)−h=104

Bacaria−µ(Vsl)−α(Vsl)−h=104

FIGURE 4.23: Influence des modèles de comportement sur la longueur de contact totale simulée
pour le 42CrMo4
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Apport des modèles de comportement identifiés
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Expé−C45
Courbon−JC−µ(Vsl)−α(Vsl)−h=104
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Modèle : ALE 2D
Maillage : 20 µm
tstep : 10-8 s
Matériau : C45 (180 HB)
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec
µ = f(Vsl)
α = f(Vsl) - h = 104 W/m².K

FIGURE 4.24: Influence des modèles de comportement sur la longueur de contact stagnante
simulée pour le C45
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Modèle : ALE 2D
Maillage : 20 µm
tstep : 10-8 s
Matériau : 42CrMo4 (290 HB)
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec
µ = f(Vsl)
α = f(Vsl) - h = 104 W/m².K
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Bacaria−µ(Vsl)−α(Vsl)−h=104

FIGURE 4.25: Influence des modèles de comportement sur la longueur de contact stagnante
simulée pour le 42CrMo4
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4. Simulation numérique de la coupe

l’ensemble des conditions de coupe étudiées. Son évolution en fonction de la plage de vitesse
de coupe est par ailleurs assez satisfaisante.

La loi de type Johnson & Cook (1983), bien qu’identifiée à partir d’essais à des vitesses de
déformation relativement faibles par rapport à celles rencontrées dans le procédé (< 100 s−1),
a fourni des résultats proches de ceux obtenus à partir d’identification conduite à des vitesses
de 10 à 70 fois supérieures. L’effort de coupe est très bien restitué tandis que l’effort d’avance
demeure sous-estimé de 20 à 30 %, notamment aux basses vitesses de coupe.

Le modèle proposé par Medina & Hernandez (1996) et Kim et al. (2003) a permis de
modéliser l’effet du processus de recristallisation dynamique sur la contrainte d’écoulement.
Son influence sur les performances du modèle de coupe se traduit particulièrement par
des épaisseurs de copeaux plus importantes, des vitesses d’écoulement plus faibles (zone
"stagnante" plus étendue) et de ce fait une quantité de chaleur générée réduite par rapport
à un modèle de Johnson & Cook (1983). Il permet cependant de faire ressortir les zones
recristallisées et d’étudier leur évolution de manière qualitative.

Les simulations traitant d’un 42CrMo4 trempé revenu, matériau martensitique plus fragile,
ressortent moins concluantes. Pour Vc ≤ 175 m/min et f ≤ 0,25 mm/tr, les modèles de contact
mécanique et thermique locaux ne semblent pas améliorer la restitution de l’effort d’avance ni
celle du flux de chaleur transmis à l’outil coupant. L’emploi des lois de comportement men-
tionnées mène à des résultats plutôt similaires et ne corrige pas la tendance observée précédem-
ment. Les épaisseurs de copeau calculées sont bien supérieures à l’épaisseur moyenne mesurée
expérimentalement, particulièrement à haute vitesse et forte avance. Ces conditions opératoires
coincident par ailleurs avec le domaine où le 42CrMo4 tend à former des copeaux segmentés,
tandis que le modèle ne traite que de copeaux continus.

4 Vers une réelle stratégie de modélisation

4.1 Identification des limites et besoins

La démarche mise en place a permis d’affiner la prise en compte de phénomènes physiques
intervenant dans le procédé. Même si les apports sont visibles, les performances du modèle
développé nécessitent encore des améliorations suivant les conditions de coupe simulées, ou la
nuance choisie.

La Figure 4.26 présente de manière schématique et simplifiée la précision du modèle sui-
vant les conditions de coupe sélectionnées. Un ordre de grandeur de l’erreur est précisé à titre
indicatif afin d’illustrer la pertinence du modèle suivant les combinaisons ( f −Vc) 3.

Les sections précédentes ont montré que, suivant le matériau traité, un modèle de coupe ALE
en déformation plane fournit des résultats tout à fait exploitables sur une gamme de vitesse de

3. Aucun critère d’erreur n’a été utilisé pour cette représentation. Celle-ci reflète simplement de manière sub-
jective les constatations générales émises dans les sections précédentes quant aux performances du modèle. En
toute rigueur, elle devrait être valable pour une configuration donnée et les erreurs mentionnées devraient être liées
à une ou plusieurs sorties du modèle.
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FIGURE 4.26: Représentation schématique de la pertinence du modèle de coupe développé
dans le domaine ( f −Vc)

coupe et d’avance moyennes. Pour les matériaux formant des copeaux continus, son extension
à haute vitesse et forte avance est également possible. En revanche, nous avons pu constater
que lorsque ces deux grandeurs diminuent, les performances du modèle se dégradent progressi-
vement. Ceci devient préjudiciable dès que l’on cherche à simuler plusieurs types d’opérations
d’usinage. Si les gammes moyenne et haute sont en effet intéressantes pour des procédés comme
le tournage ou le fraisage, d’autres techniques comme le perçage, le taillage voire le brochage
sont mises en oeuvre à des conditions opératoires plutôt basses.

Il apparaît alors important de se questionner sur les raisons de ces faibles performances à
basse vitesse et faible avance. Deux sources d’erreur peuvent être dégagées des simulations et
observations expérimentales effectuées :

1. sur les deux matériaux, un élargissement du copeau a tout d’abord été relevé suite aux
essais de coupe orthogonale. Les effets de bords dus à un écoulement transversal de ma-
tière ne semblent plus négligeables et le problème peut difficilement être considéré en
déformation plane ;

2. en particulier sur le 42CrMo4 trempé revenu, une segmentation de plus en plus pro-
noncée apparaît à partir de 100 m/min. L’hypothèse de copeau continu à l’origine du
modèle ALE n’est donc plus valide et les perturbations induites par la segmentation
(efforts périodiques, variation de la longueur de contact. . . ) ne peuvent être retrans-
crites. Ceci a également été observé sur le C45 pour des avances supérieures à 0,25 mm/tr.
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4. Simulation numérique de la coupe

La remarque effectuée en section 1.2.1 (page 43) sur les lois de comportement peut de ce fait
s’appliquer à un modèle numérique de coupe : simuler numériquement différentes opérations
d’usinage sur une vaste plage de conditions opératoires ne peut aboutir avec un modèle de coupe
unique. Cet objectif passe par la mise en place d’une stratégie de simulation mettant en jeu les
approches les plus aptes à restituer les phénomènes de coupe propres à chaque domaine.

La stratégie proposée est synthétisée en Figure 4.27. Elle fait intervenir une modélisation
de coupe 3D permettant de prendre en compte les effets de bords sur le copeau ainsi qu’une
formulation Lagrangienne, adaptée aux conditions de coupe plus sévères, dédiée à la simulation
de la segmentation.

f
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ne
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Vc

3D ALE 
Copeau continu ?

2D Lagrangien
Copeau segmenté ?

Moyenne

2D ALE 
Copeau continu ?

FIGURE 4.27: Illustration de la stratégie de simulation proposée visant à couvrir l’ensemble
des conditions opératoires

L’échelle temporelle constitue la dernière limite évoquée à plusieurs reprises dans ce cha-
pitre. Le temps d’usinage effectivement simulé se réduit généralement à une dizaine voire une
centaine de millisecondes. Si le régime stationnaire "mécanique" est tout à fait établi, le temps
de réponse "thermique" du système est quant à lui beaucoup plus élevé. Simuler des temps
d’usinage plus longs devient un véritable challenge avec un schéma d’intégration explicite, où
le temps simulé est décomposé en incréments infinitésimaux (de l’ordre de 10−8 s). Même avec
la puissance de calcul disponible de nos jours, ceci reste encore un verrou significatif.

Du fait de son formalisme, l’approche ALE (à base eulérienne) permet de simuler un état
stationnaire mécanique et thermique dans la pièce usinée. Ce n’est en revanche pas le cas en
ce qui concerne l’outil comme le laissent penser les niveaux de température plutôt faibles
enregistrés (Figures 4.8 ou 4.18). Une autre approche doit donc être employée si l’on souhaite
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Vers une réelle stratégie de modélisation

simuler des cartes de température réalistes et pouvoir les comparer de manière objective avec
des relevés expérimentaux.

Les sections suivantes présentent les outils et méthodologies mis en oeuvre dans le cadre
de cette étude afin d’apporter des éléments de réponses à ces limitations. Certains nécessitant
encore quelques développements mineurs et/ou une application à l’ensemble des conditions
opératoires, leurs résultats ne seront pas détaillés dans ce manuscrit. Ils seront présentés ulté-
rieurement à l’occasion de l’exposé oral.

4.2 Couplage simulation thermomécanique – thermique pure

Xie et al. (2005), Filice et al. (2006) ou encore Umbrello et al. (2007b) ont déjà remis en
question la pertinence du champ de température outil calculé dans les simulations numériques
de coupe. Les solutions adoptées pour remédier aux temps simulés trop courts, consistent à
appliquer un chargement thermique équivalent en conditions limites d’un modèle purement
thermique. Filice et al. (2006) et Umbrello et al. (2007b) appliquent donc un pourcentage de
la puissance de coupe sur un modèle 3D de l’outil tandis que Xie et al. (2005), cherchant à
modéliser l’usure, transposent les flux nodaux issus du calcul thermomécanique.

Cette dernière méthode a été mise en place sur le modèle de coupe 2D ALE dans le cadre
du Projet de Fin d’Etudes d’Olivier Grouiller (Grouiller, 2011). Son séquencement est décrit
en Figure 4.28.

Simulation thermomécanique 
Explicite

Simulation thermique 
Implicite

Extraction du chargement thermique
(Python)

Import

20 mm

Champ de température
(t + 10 ms)

Champ de température
(Régime stationnaire)

�

�

�

Import

a

b c

FIGURE 4.28: Méthode d’obtention du champ de température stationnaire dans l’outil : a)
simulation thermomécanique, b) extraction des flux nodaux et c) application sur un modèle

thermique pur

203



4. Simulation numérique de la coupe

Les simulations thermomécaniques couplées conduites jusqu’ici fournissent un champ de
température après 0,01 s d’usinage (Figure 4.28a)). Les parties mécanique et thermique du
modèle étant stabilisées dans la pièce, on constate que les flux nodaux entrant dans l’outil le
sont également. Il s’agit alors d’extraire les flux de chaleur transmis à l’outil en chaque noeud
de l’interface outil-matière (Figure 4.28b)) puis de les appliquer en conditions limites sur le
modèle thermique (Figure 4.28c)).

Cette procédure s’effectue de manière autonome par l’intermédiaire d’un programme
Matlab c© et d’un script Python. Le modèle thermique résolu par un schéma implicite est dé-
taillé en Figure 4.29.

Température ambiante

Chargement thermique

Transfert de chaleur

Résistance thermique de 

contact

MaillageGéométrie

Partie active du modèle couplé

Porte plaquette
Plaquette complète

20 mm

20 mm

1,5 mm

3
 m

m

a

b c

FIGURE 4.29: Description du modèle développé pour réaliser les simulations thermiques
pures : a) portion de l’outil simulée e dans le modèle thermomécanique, b) prise en compte

de la plaquette complète et c) du porte plaquette

Il se compose de la portion de plaquette représentée dans le modèle thermomécanique
(Figure 4.29a)), d’une seconde partie permettant de modéliser la plaquette complète (Figure
4.29b)) et enfin du porte-plaquette lié à cette dernière par une intéraction de contact (Figure
4.29c)).

L’étude menée par Grouiller (2011) s’est également intéressée à l’influence des conditions
limites, comme la température aux frontières du porte-plaquette, la résistance thermique de
contact plaquette/porte-plaquette ou les échanges par convection avec l’environnement, sur le
champ de température résultant.
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4.3 Modélisation 3D ALE

Une modélisation 3D ALE à base eulérienne inspirée des travaux de Llanos et al. (2009) a
été mise au point pour un cas de coupe orthogonale. Compte tenu des propriétés de symétrie,
un demi modèle a seulement été considéré (Figure 4.30). On retrouve la géométrie initiale
particulière du copeau, caractérisée par une épaisseur plus importante dans le plan médian que
sur le bord libre. Le principe est identique au modèle 2D (Annexe A) et passe par la création de
surfaces eulériennes d’entrée et de sortie, d’un outil fixe et de conditions limites appropriées.

x

y

z

Surf. inférieure

Uy=Uz=0

URx=URy=URz=0

Ux=Uy=Uz=0  
URx=URy=URz=0

Surf. latérale

Uz=0

URx=URy=0

Contrainte sur le maillage

Contrainte sur la matière 

Vitesse de coupe

Transfert de chaleur

Adiabatique

Entrée-sortie 
Eulériennes

Uy=Uz=0

URx=URy=URz=0

Vc

1,5 mm

hint

hext200 µm

FIGURE 4.30: Géométrie et conditions limites du modèle de coupe orthogonale 3D ALE

Il permet d’évaluer l’influence des écoulements latéraux de matière sur la face de coupe
conduisant au phénomène d’élargissement du copeau comme le montre la Figure 4.31. La com-
paraison au modèle 2D permettra de définir les conditions opératoires à partir desquelles l’erreur
induite par l’hypothèse de déformation plane devient non négligeable. Ceci pourrait permettre
d’expliquer la divergence du modèle aux basses vitesses de coupe et l’élargissement soutenu
du copeau observé lors de la phase expérimentale. Afin d’intégrer les apports de notre étude en
terme de modèles de contact locaux, la routine utilisateur VUINTER c© doit en revanche être
programmée pour des cas de contact 3D.

Ce modèle a également été exploité par Naim Naouar (Naouar, 2011), lors de son projet de
M2R, afin d’étudier l’influence des conditions limites thermiques sur les résultats de calcul.

4.4 Modélisation 2D Lagrangienne

La dernière approche de modélisation couvre les zones de hautes vitesses de coupe ou de
fortes avances (Figure 4.27). D’une manière générale, elle vise à simuler la formation du copeau
à l’état transitoire en particulier en présence du phénomène de segmentation. Elle repose sur
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4. Simulation numérique de la coupe

Modèle : ALE 3D

Maillage : 50 µm

tstep : 10-8 s

Matériau : C45 (180 HB)

Outil : Carbure SM30

Revêtement : TiN

Arête : Chanfrein + rayon

γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec

µ = f(Vsl)

α = 0,85 - h = 104 W/m².K

Loi de cpt : J-Cook

C45 - Jaspers-µ(Vsl)-α=0,85-h=104

590
516
443
369
295
221
148
74
0

Temp. (°C)

a

Vitesse de coupe

b Epaisseur découpée - ap

c

Ecoulement latéral de matière

d

ap

Vc = 175 m/min – f = 0,25 mm/tr

FIGURE 4.31: Exemple de résultats obtenus sur le modèle 3D ALE : a) champs de température
pièce - b) et c) mise en évidence de l’élargissement du copeau et d) champ de température outil

l’architecture du modèle "multi-parts" développé par Kalay (2007) et Mabrouki et al. (2008)
et repris récemment par Zhang et al. (2011) sur un alliage de titane. Si celui-ci ne requiert pas
la définition géométrique du copeau a priori, il se distingue des modèles précédents par une
zone dite "de passage", sollicitée uniquement par le rayon d’arête de l’outil. Les éléments qui
la composent sont effacés au moyen d’une loi d’endommagement et permettent la formation
du copeau par sa séparation du massif usiné. Les conditions limites sont repertoriées en Figure
4.32.

L’utilisation de cette approche avec la loi de comportement Courbon-DRX permet notam-
ment de mettre en évidence l’apparition de zones recristallisées non seulement à l’interface
outil-matière mais également à l’intérieur des bandes de cisaillement (Figure 4.33). Ce phéno-
mène pourrait être encore plus accentué avec la formation d’un copeau réellement segmenté.

5 Synthèse

L’objectif de ce dernier chapitre était d’intégrer les apports issus des études rhéologiques
et tribologiques dans une simulation numérique de coupe. Nous avons pu, dans un modèle
de coupe ALE 2D, implémenter des modèles de contact (frottement et transfert de chaleur)
dépendants d’une variable locale ainsi que des lois de comportement identifiées à partir
d’essais de compression dynamique. Cette étape a nécessité la programmation de deux routines
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FIGURE 4.32: Géométrie et conditions limites du modèle de coupe orthogonale 2D Lagrangien

Modèle : 2D Lagrangien

Maillage : 50 µm

tstep : 10-8 s

Matériau : C45 (180 HB)

Outil : Carbure SM30

Revêtement : TiN

Arête : Chanfrein + rayon

γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec

µ = f(Vsl)

α = f(Vsl) - h = 104 W/m².K

Loi de cpt : Courbon-DRX

XDRX (-)

1
0,88
0,75
0,63
0,50
0,38
0,25
0,13
0

C45 - Courbon-DRX-µ(Vsl)-α(Vsl)-h=104

Vc = 175 m/min – f = 0,40 mm/tr

a

b

Recristallisation dans 
les bandes de 

cisaillement

Recristallisation intense à
l’interface outil-matière

FIGURE 4.33: Fraction recristallisée calculée sur le modèle 2D Lagrangien : a) représentation
du copeau formé - b) présence de recristallisation prononcée dans les bandes de cisaillement et

à l’interface outil-matière
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utilisateurs dédiées VUINTER c© et VUMAT c©. La méthode a été appliquée sur une large plage
de conditions de coupe et deux aciers de référence, un acier C45 normalisé et un 42CrMo4
trempé revenu, afin d’évaluer sa robustesse sur des matériaux bien référencés.

Les modèles de contact locaux proposés ont permis d’améliorer sensiblement les intérac-
tions mécaniques et thermiques à l’interface outil-matière pour le C45. Les efforts sont globa-
lement bien restitués, malgré l’impossibilité de restranscrire les phénomènes aux vitesses de
coupe inférieures à 140 m/min. L’apport majeur concerne la définition thermique de l’interface
qui, par l’intermédiaire d’une distribution variable de flux le long de la zone de contact, permet
de simuler de manière plus physique la quantité d’énergie transmise à l’outil coupant. Les flux
de chaleur entrant dans l’outil ainsi simulés s’approchent fortement des valeurs mesurées expé-
rimentalement. L’introduction de modèles de contact locaux pourrait contribuer à une prise en
compte plus fine des phénomènes tribologiques en distinguant les zones de contact "stagnante"
et "glissante".

Néanmoins, l’introduction de ces modèles en usinage du 42CrMo4 n’améliore que légè-
rement les performances du modèle numérique de coupe. Si les efforts sont de nouveau bien
prédits au dessus de 140 m/min et pour des avances inférieures à 0,32 mm/tr, le flux de chaleur
transmis à l’outil est toujours assez nettement sous-estimé en dessous de celle-ci. Cette nuance
ayant tendance à former un copeau segmenté, les épaisseurs moyennes de copeau calculées
dans notre modèle, supposant un copeau continu, restent supérieures à celles relevées lors des
essais.

Le modèle de Johnson & Cook (1983) identifié à partir des essais de compression dyna-
mique a montré, pour les deux nuances, des résultats tout à fait similaires à des identifications
conduites à haute vitesse de déformation. Il semble donc possible, pour cette catégorie d’aciers
et pour ce modèle de comportement, d’extrapoler la contrainte mesurée pour des vitesses de
déformation inférieures à 100 s−1 à des vitesses bien supérieures (∼ 104 s−1) 4.

L’emploi d’un modèle prenant en compte le processus de recristallisation dynamique n’a
pas drastiquement modifié les résultats issus du calcul. Sur le C45, il présente une précision
tout à fait intéressante même si les efforts d’avance sont légèrement plus faibles que les autres
formulations. Le flux de chaleur transmis à l’outil est de ce fait sous-estimé sur toute la plage
de vitesse de coupe. Les épaisseurs de copeau, cette fois-ci sur-estimées, conditionnent des
vitesses macroscopiques de glissement du copeau plus faibles et renforcent cet écart. Concer-
nant le 42CrMo4, aucune des lois de comportement évaluées n’a permis de retranscrire l’éléva-
tion de l’effort d’avance lorsque la vitesse de coupe diminue. Le flux de chaleur simulé est de
même constamment plus faible et les épaisseurs moyennes du copeau toujours supérieures aux
données issues de l’expérience. On observe cependant pour les deux nuances, une répartition
intéressante de la fraction recristallisée. Les régions fortement recristallisées, simulées par le
modèle, correspondent à celles recensées sur les copeaux et leurs évolutions suivant la vitesse
de coupe coïncident de manière qualitative avec les observations expérimentales.

4. A condition de rester dans le domaine linéaire de sensibilité à la vitesse de déformation (Figure 2.5a) page
45
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L’objectif de ce travail était de mettre en place un modèle numérique de coupe robuste,

capable de restituer les tendances majeures observées lors de la coupe d’aciers spéciaux. Les
deux axes de recherche ont porté sur l’étude du comportement "volumique" du matériau en
ZCP et celle des intéractions mécanique et thermique à l’interface outil-matière.

Synthèse des travaux effectués

Le premier chapitre a introduit l’étude en exposant les différences de comportement à la
coupe observées suivant les deux matériaux de référence étudiés : un acier C45 normalisé et un
42CrMo4 trempé-revenu.

Outre les distinctions possibles sur les grandeurs "macroscopiques" (efforts d’usinage,
flux. . . ), l’examen métallurgique des copeaux sur les deux nuances a révélé des changements
microstructuraux prononcés dans les zones de déformation intense. Que ce soit en ZCP ou à
l’interface outil-matière (ZCS), les structures sévèrement déformées subissent un affinement de
grain conséquent produit par l’activation d’un processus de recristallisation dynamique (DRX).

L’inspection du faciès des zones de contact outil-matière a montré les fortes hétérogénéités
de contact existantes à l’interface outil-copeau et a par ailleurs permis de décomposer la zone
de contact en une partie dite "stagnante" et une seconde "glissante".

L’état de l’art sur la caractérisation rhéologique des matériaux, combiné à l’évaluation des
sollicitations en usinage, a montré la difficulté inhérente à la modélisation du comportement
d’un matériau dans un procédé aussi complexe.

L’étude de la rhéologie des matériaux usinés s’est appuyée sur un essai simple de compres-
sion réalisé sur un simulateur Gleebler 3800 à des vitesses de déformation inférieures à 100
s−1. Les hautes déformations vraies atteintes (∼ 1,1) ont rendu possible la caractérisation du
comportement en ZCP, moyennant une hypothèse sur la sensibilité à la vitesse de déformation.

Des observations optiques et sous MEB ont mis en évidence l’apparition du processus de
recristallisation dynamique pour des températures supérieures à 400 ◦C, se traduisant par la
formation d’une structure de grains fins équiaxes, proche de celle constatée sur les copeaux
issus des opérations de coupe orthogonale.

Afin de retranscrire le comportement du C45 et du 42CrMo4, le modèle phénoménologique
de Johnson & Cook (1983) a tout d’abord été identifié. Le comportement global apparaît
plutôt bien restitué pour les deux matériaux jusqu’à des déformations plastiques de 0,4 - 0,5.
Les lois de comportement proposées par Lurdos (2008) et Kim et al. (2003), permettant de
reproduire l’influence de changements microstructuraux induits par la DRX, ont ensuite abouti
à une retranscription plus fidèle de la rhéologie des deux matériaux aux hautes déformations
et températures. Il a par ailleurs été possible de distinguer les conditions thermomécaniques à
partir desquelles le processus de DRX peut être enclenché.
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Le troisième chapitre cherchait à insister sur la nécessité d’introduire de manière physique
les intéractions thermomécaniques existant entre l’outil et la matière découpée. Une étude de
sensibilité du modèle numérique de coupe a souligné l’importance des modèles de contact mé-
canique (frottement) et thermique (transfert de chaleur) sur des sorties fondamentales comme
la température outil.

La notion de résistance thermique de contact RTCg a été introduite et apparaît comme un
paramètre crucial gouvernant les transferts thermiques et en particulier la continuité en tempéra-
ture des surfaces en contact. Une analyse fine des outils utilisés en coupe orthogonale a permis
de proposer un mécanisme de formation d’une RTCg en usinage et d’une éventuelle couche
visqueuse (fluide ?) à l’interface outil-matière.

Des essais tribologiques, couplés à une méthode de dépouillement numérique autonome,
ont permis de proposer, sur les deux nuances, des modèles locaux de frottement et de transfert
de chaleur en contact "imparfait" fonction de la vitesse locale de glissement. Un découplage
entre les deux paramètres d’un modèle thermique macroscopique, i.e. conductance thermique
h = 1

RTCg
et coefficient de partage du flux généré α, a ici été supposé.

Les apports issus des études rhéologiques et tribologiques ont enfin été implémentés, pour
les deux aciers de référence, dans une simulation numérique de coupe 2D grâce à deux routines
utilisateurs VUINTER c© et VUMAT c©.

Les modèles de contact locaux proposés ont permis d’améliorer sensiblement les intérac-
tions mécaniques mais surtout thermiques à l’interface outil-matière pour le C45. L’introduction
d’une distribution variable de flux le long de la zone de contact, permet de simuler de manière
plus physique la quantité d’énergie transmise à l’outil. Ils pourraient contribuer à une prise en
compte plus fine des phénomènes tribologiques en distinguant les zones de contact "stagnantes"
et "glissantes". Néanmoins, l’introduction de ces modèles en usinage du 42CrMo4 s’est révélée
moins concluante avec notamment un flux de chaleur transmis à l’outil nettement sous-estimé
en dessous d’une certaine vitesse de coupe.

Le modèle de Johnson & Cook (1983) identifié à partir des essais de compression dyna-
mique à des vitesses de déformation réduites a montré, pour les deux nuances, des résultats tout
à fait similaires à des identifications conduites à haute vitesse de déformation. L’identification
de ce modèle de comportement peut donc être transposée, sur cette catégorie d’aciers, à des
vitesses de 10 à 100 fois supérieures en conservant une erreur raisonnable sur la contrainte et
les différentes sorties du modèle.

Les simulations effectuées à partir d’un modèle prenant en compte le processus de DRX
ont montré, sur le C45, des performances globalement similaires au modèle de comportement
précédent. Concernant le 42CrMo4, aucune des lois de comportement évaluées n’a cependant
permis de retranscrire le changement de comportement/mécanisme perçu avec une réduction
de la vitesse de coupe. Ce modèle a notamment mis en valeur l’apparition de zones fortement
recristallisées cohérentes avec celles recensées sur les copeaux, de même que leur évolution en
fonction des conditions opératoires.
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Bilan de la démarche

Au terme de cette étude, on constate que la méthode mise en place fournit des résultats plutôt
encourageants. Le modèle développé dans son intégralité apparaît très robuste si l’on s’appuie
sur les tendances observées et le nombre important de conditions opératoires évaluées. Si la
démarche proposée semble bien adaptée aux matériaux ductiles, un phénomène physique ne
semble pas être restitué par le modèle sur des matériaux plus fragiles. Les hypothèses de travail
effectuées à ce jour sont nombreuses : formation d’un copeau continu, état de déformation
plan, évaluation de la conductance thermique de contact, régime thermique transitoire dans
l’outil. . . autant de points pouvant intervenir fortement dans la modélisation du procédé de par
le niveau de couplage élevé.

Modéliser un ensemble d’opérations d’usinage, ou plutôt la coupe des aciers sur une
plage très étendue de conditions opératoires, doit donc passer par une stratégie de modéli-
sation. Celle-ci ne se base alors plus sur une seule approche mais sur un ensemble d’outils
numériques permettant de modéliser de manière spécifique les différents phénomènes (copeau
segmenté, effets de bord, champ de température stationnaire. . . ). Ceux-ci ont été introduits dans
le dernier chapitre et représentent les premières perspectives de ce travail de thèse à court terme.

Perspectives scientifiques

Les perspectives à ces travaux sont nombreuses et touchent les différents domaines abordés
lors de cette étude.

Les phénomènes de recristallisation dynamique observés en usinage méritent une attention
plus particulière. Des analyses EBSD complémentaires sont nécessaires afin d’observer l’évo-
lution de la taille des grains suivant les conditions opératoires. Il serait pertinent de pouvoir
quantifier la fraction recristallisée afin de la comparer avec celle estimée par le modèle de com-
portement employée dans cette étude. Ceci permettrait notamment de renforcer l’identification
des paramètres du terme reproduisant la chute de contrainte.

Des questions se posent également quant à l’impact de ce phénomène sur le comportement
tribologique de l’interface. Nous avons pu voir que les niveaux de déformation extrêmes
atteints en ZCS permettent d’enclencher ce mécanisme d’affinement de grains. Des modèles
de comportement prenant en compte ces évolutions microstructurales, ont été identifiés à
partir d’essais de compression et décrivent une stabilisation de la contrainte pour de fortes
déformations. Ce comportement est en revanche celui observé sur un échantillon de com-
pression, présentant un volume bien supérieur à celui en question au niveau de l’interface. Le
comportement du matériau dans des zones si confinées (∼ 10 - 20 µm) peut être drastiquement
différent d’un comportement de "volume" et de fait plus s’apparenter à une loi de comportement
d’interface. L’hypothèse suivant laquelle le comportement en ZCS peut être retranscrit par les
lois de contact (frottement) n’est peut-être donc pas valide.
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Isolation du support et 
des têtes de vis

Acier 42CrMo4Porte pion Alimentation électrique 
du contact

Isolation des morsa Collecteur tournant

Mandrin

b

FIGURE 4.34: Illustration du dispositif de mesure de résistance électrique de contact (REC) :
a) isolation électrique du porte-pion – b) isolation de la barre côté mandrin et transmission des

signaux par un collecteur tournant

Matériau : 
42CrMo4 (290 HB)
FN : 600 N
Pion : φ17 WC-Co
Revêtement : TiN
Lub. : à sec
Contact fermé

Début du 
contact

Broutement
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REC

REC < seuil
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FIGURE 4.35: Exemple de résultats obtenus en frottement : cas d’un contact intermittent –
détection de ruptures de contact dues au broutement – Vr = 150 m/min
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La modélisation thermique du contact à deux paramètres (h - α) fait intervenir la notion
de résistance/conductance thermique de contact. Nous avons souligné la difficulté d’évaluer ce
paramètre dans des conditions sévères de contact glissant.

Même si le parallèle est à considérer avec précaution, une piste pourrait être de passer par
une mesure de résistance électrique de contact (REC), a priori plus facile à mettre en oeuvre
sur le tribomètre utilisé. Une première approche a été effectuée en collaboration avec Fabien
GRANGE (LTDS/ENISE) et Michel BELIN (LTDS/ECL). Le dispositif visant a étudié la fai-
sabilité est décrit en Figure 4.34. De manière synthétique, l’idée consiste à isoler électriquement
le système tribologique pion/barre et à faire circuler un micro-courant connu. Une mesure de
tension réalisée aux bornes du système permet de remonter à une valeur de REC.

Les essais menés jusqu’ici ont seulement permis, à partir des moyens de mesure disponibles,
de distinguer des ruptures de contact (Figure 4.35). Lors d’un contact permanent, le niveau
de REC existant est inférieure au seuil de détection du dispositif. Des moyens d’acquisition
spécifiques devraient donc être mis en oeuvre afin d’obtenir une mesure exploitable. Il s’agira
ensuite d’étudier le lien entre REC et RTC dans des conditions d’essais parfaitement maîtrisées.

Cette échelle de modélisation implique une hypothèse forte quant aux sites de génération de
chaleur et aux mécanismes de dissipation.
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FIGURE 4.36: Modélisation mésoscopique du contact thermique : a) schéma résistif à l’échelle
de l’aspérité – b) transposition sur un modèle EF par l’intermédiaire de couches superficielles

équivalentes

Une description plus physique consisterait à utiliser une approche "mésoscopique" per-
mettant de retranscrire le schéma résistif du contact (Figure 4.36a)) par l’intermédiaire de
"couches thermiquement équivalentes". Cette approche proposée par Rogeon et al. (2009) et
appliquée au soudage par point, a particulièrement mis en évidence l’incapacité du modèle

213



Conclusions et perspectives

macroscopique à restituer les niveaux de températures effectifs à l’interface. Les conductivités
équivalentes des couches en question dépendrait en revanche de la RTC de l’interface et du
volume affecté (épaisseur des couches). Ces deux paramètres restent encore délicats à identifier
dans le cadre d’un contact glissant.

Perspectives industrielles

Pour conclure, il est important de rappeler que l’objectif de la société ASCOMETAL est de
réussir à déterminer les performances d’usinage d’une nuance suivant sa microstructure et le
fond inclusionnaire. Ces deux "leviers" doivent donc apparaître comme des paramètres dans la
démarche de simulation du procédé.

A ce jour, la méthode a été appliquée sur 2 matériaux aux microstructures différentes (C45
ferrito-perlitique et 42CrMo4 trempé-revenu martensitique). Néanmoins, les caractéristiques
mécaniques étant sensiblement différentes, il est impossible d’établir un lien entre les résultats
observés. Pour mener à terme cette étude, la méthode globale doit désormais être appliquée sur
une même nuance, au sens de composition chimique, mais déclinée suivant trois microstructures
ayant des propriétés mécaniques similaires. L’effet microstructure pourrait de ce fait être direc-
tement isolé et son influence sur le comportement du matériau et des interfaces rigoureusement
évaluée.

L’ajout d’une quatrième nuance présentant un fond inclusionnaire différent (type soufré ou
traitement calcium) permettrait d’ajouter un volet inclusionnaire et d’enrichir la comparaison,
la compréhension et la modélisation des phénomènes observés. L’intégration dans des lois de
comportement de grandeurs caractéristiques de l’état du matériau comme la dureté pourrait
également être envisagée comme la formulation proposée par Umbrello et al. (2004) sur un
acier à roulement 100Cr6.
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A
Description du modèle 2D

Arbitraire-Lagrangien-Eulérien (ALE)

Généralités

f f

h

r� = 50 µm

200 µm

Lc

Vc

Contrainte sur le maillage

Contrainte sur la matière

Vitesse de coupe

Encastré

Transfert de chaleur

Adiabatique

FIGURE A.1: Géométrie et conditions limites du modèle de coupe orthogonale 2D ALE

Un modèle 2D de coupe orthogonale a été mis en place à partir d’une approche Arbitraire-
Lagrangienne-Eulérienne (ALE) sur le code de calcul commercial Abaqus/Explicit c©. Elle se
caractérise par un découplage entre le déplacement du maillage et celui de la matière. Les
développements de Bonnet (2007) puis Rey (2008) ont été repris et adaptés à notre étude. Ce
formalisme a été jugé comme le plus approprié pour simuler la coupe stationnaire des métaux
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A. Description du modèle 2D Arbitraire-Lagrangien-Eulérien (ALE)

homogènes isotropes et généralement à copeaux continus. Il permet notamment de s’affranchir
de nombreuses hypothèses de modélisation :

– l’utilisation d’un critère de séparation en contrainte ou déformation à une certaine dis-
tance de l’outil afin de générer le copeau (Shet et al. (2003)) ;

– la définition a priori d’une zone de passage où les éléments sont effacés en fonction d’une
loi d’endommagement (Mabrouki et al. (2008)) ;

– l’hypothèse d’une arête de coupe vive, sans rayon ou préparation spécifique (Movahhedy
et al. (2000)) ;

– un temps d’usinage simulé limité dû aux restrictions géométriques du modèle (longueur
du massif).

Le modèle se compose ici d’une pièce déformable et d’un outil rigide massif (degrés de
liberté intégralement contraints permettant ainsi un calcul thermique). Les deux solides sont
maillés en éléments quadrilatères en déformation plane, couplés température-déplacement et
intégration réduite (CPE4RT). Sur la pièce, le maillage est raffiné autour des zones de cisaille-
ment primaire et secondaire afin de retranscrire au mieux les forts gradients de déformation. La
taille des éléments dans ces zones a été réduite à environ 10 µm. Le temps d’usinage simulé est
ici de 10 ms.

Avec ce type d’approche, la géométrie initiale du copeau doit être renseignée en termes
d’épaisseur moyenne et longueur de contact outil-copeau. Les valeurs respectives atteintes à
l’état stationnaire sont en revanche indépendantes des valeurs initiales (Nasr et al. (2007); Ha-
glund et al. (2008); Bonnet (2007)), mais conditionnent la stabilité de la simulation pendant la
phase transitoire. L’épaisseur moyenne et la longueur de contact vont en effet progressivement
évoluer pour atteindre leur état à l’équilibre.

h'

Lc’

h

Lc

a

Géométrie initiale

Modèle : ALE 2D Maillage : 20 µm
tstep : 10-8 s
Matériau : C45 Loi de cpt : J-Cook
Outil : Carbure Arête : rβ = 50 µm
µ = f(Vsl) α = 85 % vers le copeau

Phase transitoire Géométrie stabilisée

b c

Vc = 175 m/min – f = 0,25 mm/tr

FIGURE A.2: Evolution de l’épaisseur du copeau et de la longueur de contact entre la géométrie
initiale et la phase stabilisée
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Propriété Matériau T (◦C) Valeur

Module d’élasticité
(MPa)

Carbure 20 630

42CrMo4 20 212

C45 20 207

Coeff. de poisson

Carbure 20 0.22

42CrMo4 20 0.289

C45 20 0.3

Chaleur spécifique
(J.kg−1.◦C−1)

Carbure 20-800
−2.10−4 ×T 2 +
0.313×T +220

42CrMo4 20-600 432+0.227×T

C45 20-1000 420+0.504×T

Conductivité thermique
(W.m−1.◦C−1)

Carbure 20-800
−8.10−5 ×T 2 +

0.0756×T +43.1

42CrMo4 20-600
−2.10−5 ×T 2 −

0.0062×T +43.7

C45 20-1000 −0.0258×T +51

Dilatation thermique (◦C−1)
42CrMo4 20-700

−2.37×10−11 ×T 2 +
2.27×10−8 ×T +

1.06×10−5

C45 20-800 2.10−8 ×T +10−5

Masse volumique
(kg.m−3)

Carbure 20 12800

42CrMo4
20 7844C45

TABLEAU A.1: Propriétés mécaniques et thermiques des matériaux considérés (Grolleau
(1996); Grzesik & Nieslony (2004); ASM-Handbook (1990); Rech et al. (2009); Rothman

(1988))

Propriétés des matériaux impliqués

Les propriétés mécaniques et thermiques du carbure de tungstène (matériau outil), du C45
et du 42CrMo4 sont synthétisées dans le Tableau A. Le revêtement TiN présent sur l’outil de
coupe n’a pas été directement inclus dans les simulations. D’après les travaux de Rech et al.
(2005), il apparait que le revêtement ne semble avoir aucun effet sur les transferts de chaleur
dans les opérations de coupe continue du fait de sa très faible épaisseur < 10 µm. Son influence
demeure principalement tribologique de par la réduction des forces de frottement et de ce fait,
de la chaleur générée à l’interface. Ce comportement est pris en compte de manière indirecte
aux travers des lois de contact identifiées (voir section 4).
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A. Description du modèle 2D Arbitraire-Lagrangien-Eulérien (ALE)

Pour chaque simulation, le comportement des matériaux usinés (C45 et 42CrMo4) est consi-
déré thermo-élasto-visco-plastique. La loi de comportement de référence utilisée notamment
pour les études de sensibilité est celle proposée par Johnson & Cook (1983) (Eq. B.1). Les
modèles employés dans le cadre de cette étude sont détaillés en Annexe B.

Le coefficient de Quinney-Taylor βT (Eq. A.1) retranscrit le couplage thermo-mécanique de
nos simulations. Celui-ci correspond à la fraction du travail plastique convertie en chaleur, l’in-
crément de température ∆T engendré par un incrément de déformation plastique ∆εp étant régi
par le bilan d’énergie. ρ et Cp sont respectivement la masse volumique et la chaleur spécifique
du matériau usiné. Pour les aciers, une valeur constante βT = 0,9 est généralement employée
lorsque de fortes déformations sont impliquées comme en usinage (Shet et al., 2003; Mabrouki
& Rigal, 2006).

ρ ·Cp ·∆T = βT ·σ ·∆εp (A.1)

Comportement des interfaces

Le comportement mécanique de l’interface outil-pièce est modélisé par un frottement de
Coulomb. Aucune contrainte limite en cisaillement n’est introduite.

Le modèle thermique à deux paramètres (α - h) (section 1.2.1) est implémenté par défaut
dans le code de calcul Abaqus/Explicite. Le coefficient de partage α correspond à la part du flux
de chaleur généré par frottement transmise à la pièce. La conductance thermique de contact h
relie thermiquement les deux surfaces en contact et gouverne les échanges entre les corps en
mouvement. Ces grandeurs sont supposées constantes en tout point de l’interface outil-matière.

Conditions limites

La Figure A.1 résume les points abordés précédemment et décrit les conditions limites mé-
caniques et thermiques du problème. Pour une formulation ALE à base Eulérienne, les frontières
Eulériennes doivent être correctement définies afin de permettre l’écoulement (entrée-sortie) de
la matière. La surface d’entrée est spécifiée sur la bordure gauche du massif. La vitesse de
coupe est imposée au matériau sur ces noeuds. L’écoulement sortant est autorisé par la surface
supérieure du copeau et la limite droite du massif (Figure A.1). Le bas du massif est bloqué
verticalement tandis que les noeuds de l’outil sont intégralement contraints.

Les transferts thermiques avec l’environnement (convection forcée et rayonnement) sont
négligés. Ce point a fait l’objet d’une étude spécifique dans le cadre du M2 Recherche de M.
NAOUAR (Naouar, 2011). Elle a notamment mis en évidence la très faible influence des condi-
tions limites thermiques sur les résultats fournis par un modèle numérique de coupe.
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B
Synthèse des lois de comportement utilisées

Modèle de Johnson & Cook (1983)

σy = [A+B(εp)
n]

[

1+C ln

(

ε̇p

ε̇0

)][

1−
(

T −T0

Tf −T0

)m]

(B.1)

Acier Réf. A B n C ε̇0 m Tf T0

[MPa] [MPa] [s−1] [◦C] [◦C]

C45
a) 553,1 600,8 0,234 0,0134 1 1 1460 25
b) 506 320 0,28 0,064 1 1,06 1460 20

42CrMo4
c) 598 768 0,2093 0,0137 0,001 0,807 1520 25
d) 595 580 0,133 0,023 0,001 1,03 1450 20

TABLEAU B.1: Paramètres du modèle de Johnson & Cook (1983) pour le C45 et 42CrMo4
respectivement d’après a) Jaspers & Dautzenberg (2002a), b) Chen et al. (2008), c) Grolleau

(1996) et d) Bacaria (2001)

Acier A B n C ε̇0 m Tf T0

[MPa] [MPa] [s−1] [◦C] [◦C]

C45 320 459,6 0,1065 0,0322 0,1 1,3696 1460 20
42CrMo4 595 557,47 0,1561 0,0171 0,1 1,1516 1460 20

TABLEAU B.2: Paramètres du modèle de Johnson & Cook (1983) pour le C45 et 42CrMo4
identifiés dans notre étude à partir des essais de compression sur Gleebler 3800 (identification

suivant une méthode globale)
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B. Synthèse des lois de comportement utilisées

Modèle de Lurdos (2008)

Z = ε̇ · exp

(

Q
RT

)

(B.2)

{

σy = σs +
(

σ0 −σs +Aεn
p

)

exp(−rεp)

σs,σ0,A,n,r = f (Z) avec f (Z) = Ki ·Zmi
(B.3)

Acier log(Z) Kσ0 mσ0 Kσs mσs Kr

C45
≤

23
223,87 2,521.10−3 24,95 6,487.10−2 0,652

> 250,03 −2,928.10−4 699,84 1,940.10−3 9,931

42CrMo4
≤

29,5
261,82 1,442.10−2 29,11 5,208.10−2 0,815

> 571,48 2,504.10−3 997,70 1,116.10−3 5,532

Acier log(Z) mr KA mA Kn mn

C45
≤

23
5,090.10−2 2070,14 −1,343.10−2 4,682 −4,877.10−2

> 1,731.10−3 − − 0,452 −5,043.10−3

42CrMo4
≤

29,5
3,375.10−2 116,14 3,867.10−2 9,057.10−4 1,162.10−1

> 4,084.10−3 − − 7,709 −1,475.10−2

TABLEAU B.3: Paramètres du modèle de Lurdos (2008) pour le C45 et 42CrMo4 identifiés à
partir des essais de compression
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Modèle de Kim et al. (2003)

Z = ε̇ · exp

(

Q
RT

)

(B.4)



























































σy = σ(WH +DRV )−σ(DRX)

σ(WH +DRV ) = σ0 +(σp −σ0) [1− exp(−Cεp)]
m

εp < εpic, σ(DRX) = 0

εp ≥ εpic, σ(DRX) = (σp −σs)

[

XDRX −Xεpic

1−Xεpic

]

XDRX = 1− exp

[

−
(

εp − εc

ε∗

)m′]

σ0,σp,σs,C,m,m′,εc,ε
∗ = f (Z) avec f (Z) = Ki ·Zmi

(B.5)

Acier log(Z) Kσ0 mσ0 Kσs mσs Kσp mσp

C45
≤

23,6 237,7 3,90.10−3 22,8 6,62.10−2 61,2 4,86.10−2

> 857,0 1,06.10−3 857,0 1,06.10−3

42CrMo4
≤

32 549,5 3,00.10−3 198,2 1,99.10−2 266,1 1,74.10−2

> 811,0 2,70.10−3 811,0 2,70.10−3

Acier log(Z) KC mC Km Km Km′ mm′

C45
≤

23,6
2,143.107 −2,80.10−1 228,0 −1,13.10−1 2280,3 −1,53.10−1

> 1,500 7,69.10−3 3,37.10−1 2,28.10−3 − −

42CrMo4
≤

32
4,875.104 −1,20.10−1 10,6 −3,97.10−2 1,0 4,37.10−3

> 1,702 4,98.10−3 3,46.10−1 9,86.10−4 − −
Acier log(Z) Kεc mεc Kε∗ mε∗

C45
≤

23,6
3,05.10−6 2,25.10−1 1,13.10−1 3,79.10−2

> 8,19.10−1 −2,77.10−3 5,60.10−1 2,50.10−3

42CrMo4
≤

32
1,26.10−4 1,05.10−1 2,82.10−2 4,27.10−2

> 7,23.10−1 −1,16.10−3 2,18.105 −7,49.10−2

TABLEAU B.4: Paramètres du modèle de Kim et al. (2003) pour le C45 et 42CrMo4 identifiés
à partir des essais de compression
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B. Synthèse des lois de comportement utilisées

222



C
Validation de la routine utilisateur VUINTER

Validation sur un contact de Hertz

La validité de l’algorithme de contact programmé a été tout d’abord vérifiée sur un cas
de contact classique de Hertz. Deux cylindres identiques d’une longueur unitaire sont mis en
contact. Leur rayon est fixé à 17 mm et le matériau est considéré élastique linéaire (Module
d’Young de 200 GPa et coefficient de Poisson de 0,3). On considère ici un contact sans frot-
tement. Les propriétés de symétrie permettent de ne modéliser en 2D qu’un quart d’un des
deux cylindres. Des déplacements d’amplitude 4 µm sont appliqués sur la partie supérieure de
la section modélisée, perpendiculairement à l’interface de contact, afin de mettre en charge le
problème (H.K.S, 2009a).

Les principales grandeurs d’intérêt sont la taille de la zone de contact et la distribution de
pression le long d ecelle-ci. Les résultats analytiques (Analytical - Hertz), calculés à partir des
relations classiques de Hertz (Stachowiak & Batchelor, 2001), sont comparés aux résultats nu-
mériques fournis par le modèle de contact programmé par défaut dans le code Abaqus/Explicit c©

(Abaqus-M) ainsi qu’à ceux obtenus par l’intermédiaire de la routine utilisateur VUINTER c©

développée (VUINTER-M). M représente la taille de maille au niveau de la zone de contact.
La Figure C.1 montre l’évolution de la pression de contact entre les deux cylindres le long

de l’interface. On retrouve une distribution elliptique classique suivant la taille de maille consi-
dérée. Des résultats similaires sont obtenus par la routine VUINTER c© et le modèle standard
d’Abaqus/Explicit c©. La pression de contact maximum apparait dans les deux cas au niveau du
plan de symétrie et présente un écart de ∼2 % par rapport à la solution analytique avec des
éléments CPE4 de largeur 10 µm.

Validation pour un contact glissant

La Figure C.2 décrit sommairement le modèle utilisé pour évaluer les performances de la
routine programmée dans un cas de contact glissant. Les validations concernent principalement
le comportement tangentiel de l’interface (raideur tangentielle et frottement de Coulomb) et le
calcul thermique lié à la génération de chaleur par frottement.
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C. Validation de la routine utilisateur VUINTER
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FIGURE C.1: Comparaison de la distribution de pression calculée par la théorie de Hertz avec le
modèle de contact implémenté par défaut dans Abaqus/Explicit c© et par la routine VUINTER c©

programmée - cas d’un contact de Hertz élastique statique sans frottement

Un effort normal est appliqué sur la partie supérieure du solide Lagrangien (Solide 1) via un
noeud de référence afin d’assurer une répartition de pression uniforme. Une vitesse eulérienne
est imposée sur la face latérale du Solide 2 et permet de piloter l’écoulement de matière et les
conditions de glissement. Le solide supérieur glisse alors sur le solide inférieur sans limite de
temps ou d’espace. Le contact est par ailleur soumis à un mouvement de glissement alternatif :
une vitesse de glissement négative (V−) est appliquée pendant les 5 première millisecondes
suivie d’une vitesse positive (V+).

Les solides supérieur et inférieur représent le contact outil-matière d’une simulation de
coupe : les propriétés d’un carbure de tungstène élastique ont été attribuées au premier tan-
dis qu’une loi élasto-visco-plastique de type Johnson & Cook (1983) pour le C45 est affectée
au second. Les propriétés thermophysiques des deux matériaux sont également renseignées. Les
solides sont maillés en CPE4RT.

Fn [N] Vsl [m/s] µ [-] Kt [N/mm] C [N.s/mm] α Niveau

1000
0,5 0,1 100

1 0,5
Bas

2 0,3 10000 Haut

TABLEAU C.1: Niveaux des paramètres Vsl , µ et Kt utilisés pour la validation dans un contact
glissant avec frottement
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Les paramètres étudiés pour la validation sont décrits dans le Tableau C.1 avec leurs diffé-
rents niveaux. Un coefficient de frottement de Coulomb constant µ et un coefficient de partage
du flux généré constant α ont été adoptés.

La comparaison des résultats issus du modèle standard d’Abaqus/Explicit c© et de la routine
VUINTER c© sont présentés en Figure C.2. La bonne corrélation observée sur les différentes
conditions de glissement confirme la capabilité de la routine utilisateur à remplacer le mo-
dèle de contact par pénalité implémenté par défaut dans le code de calcul. Elle peut alors être
utilisée pour implémenter d’autres modèles de frottement (Tresca, contrainte de cisaillement
variable. . . ) ou intégrer des modèles spécifiques de transfert de chaleur aux interfaces.
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C. Validation de la routine utilisateur VUINTER
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FIGURE C.2: Comparaison entre les résultats fournis par le modèle par défaut implémenté
dans Abaqus/Explicit c© et ceux obtenus à partir de la routine VUINTER c© : a) description du
modèle, b) effort tangentiel macroscopique, c) pression de contact, d) contrainte de cisaillement

et e) température de la surface supérieure
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D
Résultats de la démarche - Modèle 2D ALE

Apport des modèles mécaniques et thermiques de contact lo-
caux et des modèles de comportement identifiés
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Modèle : ALE 2D
Maillage : 20 µm
tstep : 10-8 s
Matériau : 42CrMo4 (290 HB)

Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec
Loi de cpt : J-Cook

590
516
443
369
295
221
148
74
0+0.0e+00
+2.8e+08
+5.5e+08
+8.3e+08
+1.1e+09
+1.4e+09
+1.7e+09
+1.9e+09
+2.2e+09

Temp. (°C)

Temp. (°C)

350
305
259
214
169
123
78
33
0+0.0e+00
+2.8e+08
+5.5e+08
+8.3e+08
+1.1e+09
+1.4e+09
+1.7e+09
+1.9e+09
+2.2e+09

FIGURE D.1: Influence des modèles de contact mécanique et thermique sur les champs des
température simulés pour le 42CrMo4 (temps d’usinage simulé 0,01 s)
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D. Résultats de la démarche - Modèle 2D ALE
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FIGURE D.2: Influence des modèles de contact mécanique et thermique sur l’épaisseur
moyenne du copeau simulée pour le C45
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FIGURE D.3: Influence des modèles de contact mécanique et thermique sur la longueur de
contact totale simulée pour le 42CrMo4
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Maillage : 20 µm
tstep : 10-8 s
Matériau : 42CrMo4 (290 HB)
Outil : Carbure SM30
Revêtement : TiN
Arête : Chanfrein + rayon
γn = 0°- λs = 0°- αn = 11°
ap = 3 mm - à sec
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FIGURE D.4: Influence des modèles de contact mécanique et thermique sur la longueur de
contact stagnante simulée pour le 42CrMo4
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µ = f(Vsl)
α = f(Vsl) - h = 104 W/m².K

FIGURE D.5: Influence des modèles de comportement sur les champs des température simulés
pour le C45 (temps d’usinage simulé 0,01 s)
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E
Etude de sensibilité au frottement

Les graphs suivants représentent l’influence du coefficient de frottement sur les grandeurs
mécaniques non abordées dans le manuscrit à savoir : les efforts de coupe, l’épaisseur moyenne
du copeau et la longueur de contact totale outil-copeau. Ces résultats sont en cohérence avec les
tendances observées dans la littérature : toutes augmentent avec l’intensification du frottement
à l’interface.
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FIGURE E.1: Influence du coefficient de frottement sur les efforts d’usinage
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E. Etude de sensibilité au frottement
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FIGURE E.3: Influence du coefficient de frottement sur la longueur de contact totale outil-
copeau
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F
Etude de sensibilité aux paramètres

thermiques de contact
L’influence des paramètres thermiques de contact h et α sur les grandeurs mécaniques

est successivement retranscrite ici. Cette étude de sensibilité montre que les efforts de coupe,
l’épaisseur moyenne de copeau et la longueur de contact totale outil-copeau restent insensibles
aux variations de la conductance thermique de contact h et du coefficient de partage α.

Influence de la conductance thermique de contact
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FIGURE F.1: Influence de la conductance thermique de contact sur les efforts d’usinage
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F. Etude de sensibilité aux paramètres thermiques de contact

Modèle : ALE 2D
Maillage : 20 µm
tstep : 10-8 s
Matériau : C45
Outil : Carbure
Arête : rβ = 50 µm
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FIGURE F.2: Influence de la conductance thermique de contact sur l’épaisseur moyenne du
copeau généré

 0

 0.2

 0.4

 0.6

 0.8

 1

100 175 250

Lo
ng

ue
ur

 d
e 

co
nt

ac
t (

m
m

)

Vitesse de coupe (m/min)

 0

 0.2

 0.4

 0.6

 0.8

 1

0,1 0,25 0,4

Lo
ng

ue
ur

 d
e 

co
nt

ac
t (

m
m

)

Avance par tour (mm/tr)

Modèle : ALE 2D
Maillage : 20 µm
tstep : 10-8 s
Matériau : C45
Outil : Carbure
Arête : rβ = 50 µm
Loi de cpt : J-Cook
µ = f(Vsl)
α = 85 % vers le copeau

↑ h ↑ h

Lc

a b

f = 0,25 mm/trVc = 175 m/min

Lc−h=108

Lc−h=106
Lc−h=104

Lc−h=10−3

FIGURE F.3: Influence de la conductance thermique de contact sur la longueur de contact totale
outil-copeau
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Influence du coefficient de partage

 0

 500

 1000

 1500

 2000

 2500

 3000

100 175 250

Vitesse de coupe (m/min)

 0

 500

 1000

 1500

 2000

 2500

 3000

0,1 0,25 0,4

Avance par tour (mm/tr)

Ff

Fc

a b

↑ α ↑ α

f = 0,25 mm/trVc = 175 m/min

Modèle : ALE 2D
Maillage : 20 µm
tstep : 10-8 s
Matériau : C45
Outil : Carbure
Arête : rβ = 50 µm
Loi de cpt : J-Cook
µ = f(Vsl)
h = 104 W/m².K

Avance par tour (mm/tr)

Fc−alpha=0.85
Ff−alpha=0.85
Fc−alpha=0.7

Ff−alpha=0.7
Fc−alpha=0.50
Ff−alpha=0.50

E
ff

or
ts

 d
’u

si
na

g
e 

(N
) 

E
ff

or
ts

 d
’u

si
na

g
e 

(N
) 

FIGURE F.4: Influence du coefficient de partage sur les efforts d’usinage
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F. Etude de sensibilité aux paramètres thermiques de contact
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Résumé

Ce travail s’est inscrit dans une démarche d’amélioration de la modélisation et de la simu-
lation des opérations d’usinage, et à une échelle plus locale, de la modélisation de la coupe
des métaux. Il aborde un problème complexe, fortement couplé, faisant intervenir mécanique,
thermique, tribologie et métallurgie dans des conditions extrêmes.

Une première partie expérimentale s’est orientée vers une compréhension plus fine des mé-
canismes de coupe mis en jeu en usinage d’un C45 normalisé et d’un 42CrMo4 trempé revenu.
Elle a notamment permis de mettre en évidence des affinements de grain conséquents dans les
zones de déformation intense, ainsi que la formation d’une résistance thermique de contact à
l’interface outil-copeau.

Une étude rhéologique des deux nuances s’est appuyée sur des essais de compression dy-
namique et a permis d’identifier deux modèles de comportement "à base métallurgique" inté-
grant l’influence de changements microstructuraux. Des essais tribologiques dédiés ont permis
d’extraire des modèles de frottement et de transfert de chaleur capables de reproduire les phé-
nomènes locaux existants à l’interface outil-matière.

L’intégralité de ces modèles a enfin été implémentée dans le code de calcul Abaqus c© grâce
à des développements spécifiques. Une stratégie de modélisation a été mise en place autour d’un
modèle de coupe 2D afin de restituer les tendances majeures observées lors de la coupe d’aciers
spéciaux.

MOTS CLÉS : Simulation, coupe, résistance thermique de contact, frottement, recristallisa-
tion dynamique, modèles de comportement, modèles de contact, identification, compression.

Abstract

This work is a contribution to an approach which aims at improving the modeling and si-
mulation of machining operations, and on a more local scale, the modeling of metal cutting.
It therefore addresses a complex and tightly coupled problem, involving mechanics, thermal
sciences, metallurgy and tribology in extreme conditions.

A first experimental part was thus directed towards a more sophisticated understanding of
the cutting mechanisms occuring in machining of a normalized AISI 1045 and a quenched and
tempered AISI 4140. It made possible to highlight drastic grain refinements occuring in the
main intensive deformation zones, as well as the formation of a thermal contact resistance at
the tool-chip interface.

A rheological study of these two grades was based on dynamic compression testsleading
and enabled the identification of two "metallurgy based" models considering the influence of
microstructural changes. Special tribological tests have been conducted and analyzed to extract
friction and heat transfer models able to reproduce local phenomena existing at the tool-material
interface.

The proposed constitutive and contact models were finally implemented in a finite element
code Abaqus c© thanks to some specific developments. A modeling strategy has been developed
around a 2D cutting model in order to simulate the major trends observed during the cutting of
the mentioned steels.

KEYWORDS: Simulation, cutting, thermal contact resistance, friction, dynamique recrystal-
lization, constitutive models, contact models, identification, compression tests.


