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RESUME

RESUME

En usinage, la zone de coupe présente des conditions de température, des cinétiques
thermiques, des déformations et des pressions extrémes. Dans ce contexte, étre capable de relier
les variations des conditions de coupe (vitesse de coupe, avance, lubrification, usure, outil,...) a
I’intégrité de la surface usinée constitue un objectif scientifique majeur. Cette thése s’intéresse
au cas du tournage finition du 15-5PH (acier inoxydable martensitique utilisé, entre autre, pour la
fabrication des piéces de rotor d’hélicoptére ainsi que les pompes et les vannes de circuit
primaire de centrale nucléaire) et s’inscrit dans le cadre du projet MIFSU (Modélisation de
I’Intégrité et de la Fatigue des Surfaces Usinées).

Dans un premier temps, le comportement du matériau a ét¢ étudié afin d’alimenter les
simulations d’usinage. Des essais de dilatométrie libre ont été conduit afin de calibrer les
cinétiques d’austénitisation du 15-5PH pour des vitesses de chauffe élevées (jusqu’a 11000
°Cl/s). Les parametres du modele de changement de phase de Leblond ont alors été identifiés. De
plus, des essais de compression dynamique (de/dt allant de 0.01 a 80 /s et & > 1) ont été réalisés
pour calibrer une loi de comportement élasto-plastique aux grandes déformations avec une
sensibilité a la vitesse de déformation. Ces essais ont aussi permis de mettre en évidence des
phénomeénes de recristallisation dynamique et leurs influences sur la contrainte d’écoulement du
matériau. Un modeéle de recristallisation dynamique a donc également été mis en ceuvre.

En paralléle, un modéle numérique de prédiction de I’intégrité des surfaces tournées a été
construit. Ce modele repose sur une méthodologie dite « hybride » (développée au cours de la
thése Frédéric Valiorgue pour 1’acier AISI 304L) qui consiste a supprimer la modélisation de
I’outil de coupe et de la formation du copeau, et a remplacer 1’impact thermomécanique de ces
derniers sur la surface usinée par des chargements équivalents. Une étape de calibration de ces
chargements a donc été réalisée a travers des essais de coupe orthogonale et de frottement (étude
de sensibilité des efforts d’usinage, du coefficient de frottement et du coefficient de partage
thermique) aux variations des parameétres de coupe.

Enfin, les résultats des simulations numériques de tournage portant sur la prédiction des
changements de microstructure (austénitisation et recristallisation dynamique) ainsi que des
contraintes résiduelles ont été comparés aux résultats issus d’une campagne d’essais de
chariotage.

MoTs CLES : Simulation numérique, usinage, tournage, acier inoxydable martensitique,
dilatométrie, austénitisation, intégrité de surface, recristallisation dynamique, changement de
microstructure, loi de comportement, essais de compression, contrainte résiduelle.




ABSTRACT

ABSTRACT

During machining, extreme conditions of pressure, temperature and strain appear in the
cutting zone. In this thermo-mechanical context, the link between the cutting conditions (cutting
speed, lubrication, feed rate, wear, tool coating...) and the machining surface integrity represents
a major scientific target. This PhD study is a part of a global project called MIFSU (Modeling of
the Integrity and Fatigue resistance of Machining Surfaces) and it focuses on the finish turning of
the 15-5PH (a martensitic stainless steel used for parts of helicopter rotor).

Firstly, material behavior has been studied in order to provide data for machining
simulations. Stress-free dilatometry tests were conducted to obtain the austenitization kinetics of
15-5PH steel for high heating rates (up to 11,000 ° C/s). Then, parameters of Leblond
metallurgical model have been calibrated. In addition, dynamic compression tests (de/dt ranging
from 0.01 to 80/s and &€ > 1) have been performed to calibrate a strain-rate dependent
elastoplasticity model (for high strains). These tests also helped to highlight the dynamic
recrystallization phenomena and their influence on the flow stress of the material. Thus,
recrystallization model has also been implemented.

In parallel, a numerical model for the prediction of machined surface integrity has been
constructed. This model is based on a methodology called "hybrid" (developed during the PhD
thesis of Frédéric Valiorgue for the AISI 304L steel). The method consists in replacing tool and
chip modeling by equivalent loadings (obtained experimentally). A calibration step of these
loadings has been carried out using orthogonal cutting and friction tests (with sensitivity studies
of machining forces, friction and heat partition coefficients to cutting parameters variations).

Finally, numerical simulations predictions of microstructural changes (austenitization and
dynamic recrystallization) and residual stresses have been successfully compared with the results
of an experimental campaign of turning.

KeyworDs: Numerical simulation, machining, turning, dilatometry test, martensitic
stainless steel, austenitization, surface integrity, microstructural change, dynamic
recrystallization, material behavior law, compression test, residual stress.
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Acl:
AClRes :
Ac3:
AC3 Ret -
ap:

C:

e

COEffJC .
COfoQT :

d:

Denszcp :
Denszct:

DRV :
DRX:
DRXC :
DRXG :
f:

h:

hmax :
hconv:
K:

Ly:

m:

Ms :

Température de debut de transformation austenitique [°C]

Température de début de transformation austénitique référence [°C]
Température de fin de transformation austénitique [°C]

Température de fin de transformation austénitique référence [°C]
Profondeur de passe [mm]

Parameétre du modéle d’écrouissage cinématique non-linéaire [MPa]
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Coefficient de Quinney-Taylor

Longueur de la zone de contact direct outil-surface usinee finale [mm]
Densité de flux de chaleur en ZCP [W/mm?Z]

Densité de flux de chaleur en ZCT [W/mmZ]

Restauration dynamique

Recristallisation dynamique

Recristallisation dynamique continue

Recristallisation dynamique géométrique

Avance [mm]

Epaisseur du copeau [mm]

Epaisseur du copeau maximale dans la zone de contact direct [mm]
Coefficient de convection [W/(m2.°C)]

Longueur de la zone de contact indirecte outil-surface usinee finale [mm]
Longueur du massif du modéle numérique de tournage 3D hybride [mm]
Parameétre de sensibilité a la température

Température de début de transformation martensitique [°C]
Déformation plastique cumulée

Taux de variation de la déformation plastique cumulée [/s]

Constante des gaz parfaits [J/(mol.°C)]

Rayon d’acuité d’aréte [um]

Rayon de bec de l’outil de tournage [mm]

Température [°C]

Vitesse de variation de la température [°C/s]

Temps de la recristallisation dynamique [s]

Usure en dépouille [mm]

Vitesse de coupe [m/min]

Largeur totale des chargements thermomécaniques équivalents [mm]

Tenseur d’écrouissage

Pourcentage de matiere recristallisée
Nombre de Zener-Hollomon

Zone de cisaillement primaire

Zone de cisaillement secondaire




NOMENCLATURE
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Zone de cisaillement tertiaire
Proportion de phase référence
Proportion de martensite
Proportion d’austénite

Longueur de contact en dépouille [mm]

Martensite

Epaisseur du copeau déformée [mm]

Austénite

Parameétre du modéle d’écrouissage (terme de rappel pour une déformation
infinie)

Parametre du modele d’écrouissage (terme de rappel pour une déformation nulle)
Variation du diamétre de [’éprouvette de dilatométrie [mm]

Baisse de la contrainte d’écoulement due a la recristallisation [MPa]
Déformation

Taux de déformation [/s]

Déformation critique d’initiation de la DRX

Taux d’écrouissage [MPa]

Conductivité thermique [W/(m.°C)]
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Coefficient de répartition thermique outil/surface

Coefficient de frottement

Coefficient de frottement adhésif
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Coefficient de frottement de déformation

Coefficient de frottement en ZCP
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Coefficient de frottement en ZCT

Contrainte critique d’initiation de la DRX [MPa]
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Contrainte de saturation [MPa]
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Tenseur des contraintes de Cauchy
Limite d’élasticité [MPa]

Temps de retard du modele d’austénitisation [S]
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INTRODUCTION

Aujourd’hui, au-dela de la maitrise des dimensions, de la géométrie ou de la rugosité, la
production de piéces critiques (dans I’industrie aéronautique ou nucléaire par exemple) doit étre
capable d’assurer I’intégrité de la surface usinée. En d’autres termes, il faut pouvoir garantir que
la surface produite posséde I’ensemble des caractéristiques (notamment 1’état de contrainte ou
I’état métallurgique) qui lui permettront de remplir sa fonction sur une durée prédéfinie.

Par ailleurs, les évolutions du marché et de la productivité, mais aussi des techniques et des
moyens de production, entrainent des variations permanentes des gammes de fabrication. Il est
alors extrémement difficile de garantir la fiabilité des piéces produites tout en prenant en compte
ces changements dans le process de fabrication.

Une premiere solution peut étre d’associer chaque modification de la gamme a une
campagne expérimentale de caractérisation des surfaces obtenues. Cette méthode, bien que
pertinente et efficace, est trés colteuse au niveau matériel et humain.

La seconde possibilité est de pouvoir prédire I’influence d’une variation des conditions
d’usinage sur les surfaces produites a travers I’utilisation d’une simulation numérique. Cette
solution peut permettre de réduire considérablement les délais et les codlts. De plus, la
modélisation peut apporter des justifications physiques sur I’influence des paramétres de coupe a
des échelles inaccessibles aux études expérimentales. Néanmoins, elle nécessite la mise en
ceuvre de modeles numériques adaptés et validés.

Ainsi, les objectifs de ce mémoire sont nombreux mais la finalité se résume a construire un
modele numérique prédictif de 1’intégrité d’une surface usinée en tournage finition. Pour se faire,
il faudra étre capable de fournir :

e des modeles de comportement métallurgiques et mécaniques adaptés aux sollicitations
de I'usinage

e une méthodologie permettant de construire un modele numérique tridimensionnel dedié
a la prédiction de I’intégrité de surface

e une base de comparaison des résultats numériques a travers des essais expérimentaux
de tournage et 1’¢tude des surfaces obtenues

Ainsi, ce mémoire débutera par la présentation du contexte générale de cette étude. On
s’intéressera au cadre industriel qui a conduit EUROCOPTER, le CETIM et AREVA NP a
s’intéresser a la modélisation de I’intégrité de surface au sein d’un grand projet collaboratif
dénommé MIFSU (soutenu également par I’institut Carnot I@L). D un point de vue général, on
y décrira D’opération d’usinage ¢étudiée (le tournage) ainsi que les sollicitations
thermomécaniques associées aux phénomenes de coupe.

Le premier chapitre de ce mémoire se focalisera sur les sollicitations thermiques de la
coupe et sur les conséquences métallurgiques associées. En partant du principe que la surface
d’un acier martensitique (comme le 15-5PH) peut subir une transformation austénitique durant
I’usinage, I’objectif de cette partie sera de fournir un modéle d’austénitisation adapté. On se
basera pour cela sur des essais de dilatométrie libre sur une plage de vitesse de chauffe trés
importante. On calibrera alors les paramétres du modeéle de Leblond permettant de reproduire les
cinétiques d’austénitisation expérimentales. Afin de valider ce modele métallurgique, sa
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calibration et son extrapolation, on procédera également a des essais de chauffe puis de
refroidissement rapide par trempe.

Le second chapitre s’intéressera a la modélisation du comportement mécanique de 1’acier
15-5PH. Dans un premier temps, on étudiera le mode d’écrouissage du matériau a travers une
série d’essais de traction/compression a différentes températures. Puis, pour se rapprocher des
conditions thermomécaniques de 1’usinage, on réalisera des essais de compression dynamique
couplant de grandes déformations et plusieurs vitesses de sollicitation. Ces essais nous
conduiront & la mise en évidence et a la modélisation de phénomeénes de recristallisation du
matériau. Une loi de comportement regroupant 1’ensemble des conclusions et des sous-modeéles
établis sera alors proposée.

Le troisiéme chapitre se consacrera a 1’étude et a la modélisation des surfaces tournées. La
premiére partic sera dédiée a 1I’é¢tude expérimentale de ’opération de chariotage finition sur
I’acier 15-5PH. Elle fournira une base de comparaison pour les résultats du modéle numérique de
prédiction de I’intégrité de surface. La seconde partie du chapitre présentera dans un premier
temps la méthodologie du modele numérique de tournage (appelé « 3D hybride »). Puis, on
présentera les résultats (en terme de prédiction des changements de microstructures et des
contraintes résiduelles) a travers une comparaison expérimentale/numérique basée sur une étude
de sensibilité aux conditions d’usinage (variation de la vitesse de coupe, de I’avance, de la
lubrification, du type d’outil et de son usure).

Enfin, un bilan des travaux effectués, des avancées mais aussi des perspectives ouvertes
par cette étude, seront présentés en conclusion.
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1.1 Contexte de I’étude

Le Groupe Eurocopter est le premier fabricant d'hélicopteres au monde. Il est formé en
1992 a partir de la fusion des divisions hélicopteres du francais Aérospatiale Matra et de
I'allemand DaimlerChrysler Aerospace AG (DASA). En 2008 son chiffre d'affaires était de 4,5
milliards d'euros. Le siége de la société est installé dans le sud de la France a Marignane, ou elle
possede son principal site de production en France, l'autre se situant & La Courneuve ; la société
est également installée en Allemagne, a Donauwdrth, et en Espagne, a Albacete. La société
posséde de nombreuses filiales & travers le monde, en Australie, aux Etats-Unis... Le groupe
Eurocopter est actuellement une filiale a 100% d’EADS.

A travers cette étude, 1’objectif d’Eurocopter est de disposer d’une méthode permettant
d’évaluer la sensibilité de leurs opérations d’usinage sur la tenue en fatigue de leurs pieces
critiques (par exemple le mat rotor et les manchons de pales, Figure 1-1). Ces pieces sont usinées
en phase finale dans les parties critiques par le procédé de tournage finition, qui est le premier
responsable de I’intégrité de surface de la piéce. Il est évident que ces pieces sont spécifiées avec
un haut niveau de sécurité. Susceptibles de garantir la sécurité des personnes et des appareils,
elles sont donc soumises a des regles de fabrication strictes. Notamment en usinage, ou les
parametres de finition utilisés (conditions d’usinage, types d’outil,...) sont gelés apres validation
de la tenue en fatigue en fonctionnement.

Pour toute évolution de ces paramétres au-dela d’une plage de tolérance (20%), un accord
du Service Calculs est obligatoire. Suivant I’importance de cette modification et de la sensibilité
de la piece (ou zone de la piéce), la justification demandée par le Service Calcul requiére des
actions plus ou moins lourdes : validation sur dossier, essai fatigue sur éprouvettes ou sur piece
réelles,... Les cas les plus courants se traitent au travers de mesures de contraintes résiduelles.

De plus, les circonstances occasionnant des changements de parameétres gelés sont
nombreuses :

e optimisation de fabrication (réduction de codts, amélioration de qualité) sur
moyen existant ou lors d’industrialisation d’un nouveau moyen
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e reprise de fabrication (d’un sous-traitant par Eurocopter ou d’un sous-traitant par
un autre)
e traitement des cas de défaillance ou d’obsolescence des gammes d’outils

Cette position entraine des codts importants en termes de suivi des gammes de fabrication
et de traitement de la demande.

Ainsi, Eurocopter souhaite disposer d’outils de modélisation capables de prédire avec le
plus d’efficacité¢ possible 1’évolution de la limite de fatigue d’une surface en fonction de
I’évolution des parameétres d’usinage (augmentation de la vitesse de coupe ou d’avance,
changement d’outil ou de lubrifiant). De ce fait, il est nécessaire de s’intéresser dans un premier
temps a la modélisation de I’intégrité de surface des pieces usinées. En effet, il existe une
relation directe entre 1’¢état de la matiere en surface et la tenue en service de la piéece.

\\
. RS -
i ss(00 | O30 /S_J
. © I | e \.',.

Figure 1-1. Positionnement du mat rotor et du manchon de fixation de pale : pieces critiques en 15-5PH
usinées en tournage finition.

1.2 Le projet MIFSU

Bien que ces travaux de these aient été réalisés dans le cadre d’une convention CIFRE avec
I’entreprise Eurocopter, cette étude s’inscrit également dans le contexte plus large du projet
MIFSU : Modélisation de 1’Intégrité et de la tenue en Fatigue des Surfaces Usinées. Le projet
MIFSU regroupe plusieurs laboratoires (LTDS, LaMCoS et MATEIS), plusieurs industriels
(Eurocopter, Areva NP, CETIM) et est soutenu par I’institut Carnot |@L.

L’ensemble des partenaires du consortium MIFSU s’intéresse aux relations entre les
conditions d’usinage, 1’intégrité¢ de la surface obtenue et la tenue en fatigue de la piece. Ainsi,
dans ce contexte d’étude, plusieurs matériaux ont été testés : 15-5PH, 316L et 304L. De plus, la
modélisation de I’intégrité de surface n’étant pas une fin en soi, cette étude représente une base
de travail a la thése de Vincent Chomienne (MATEIS/LTDS) portant sur la tenue en fatigue des
piéces tournées en 15-5PH (et s’inscrivant dans le projet MIFSU).
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1.3 L’intégrité de surface

1.3.1 Définition

De facon générale, I’intégrité d’une surface est un ensemble de caractéristiques permettant
de qualifier une surface vis-a-vis d’une application donnée. L’intégrité d’une surface regroupe
ainsi un grand nombre de spécifications en fonction des domaines:

e métallurgiques (résistance a la corrosion),

e meécaniques (supporter les chargements mécaniques, état de surface),
e thermiques (conductivité ou résistance thermique),

e tribologiques (frottement, adhésion...),

e optiques (apparence, réflexion...),

e écoulement fluides (couches limites...).

Dans la conception et la validation d’une piéce, ces caractéristiques viennent de plus en
plus compléter les exigences traditionnelles en termes de spécifications géométriques et de
rugosité.

Au niveau de la production mécanique, le terme « intégrité de surface » représente 1’état de
la surface d’une piece modifiée par un procédé de fabrication. Ce terme a été introduit dés 1964
par Michael Field and John F. Kahles (Degarmo, 2003). La définition et les spécifications liées a
I’intégrité de surface sont a la charge des burecaux d’étude et de conception. Néanmoins, la
garantie de 1’obtention de I’intégrité de surface souhaitée reste du domaine de la production.

Il existe de nombreuses définitions du mot surface, parfois objet géométrique, parfois
frontiere physique entre deux milieux. Dans le cadre de cette étude, le terme surface servira a
désigner la limite physique de la piéce considérée mais également le matériau directement sous
la surface. En suivant cette distinction, ’intégrité de surface peut étre divisée en deux catégories
principales : les caractéristiques topographiques et les caractéristiques matérielles de la couche
de surface. La topographie se compose de la rugosité, de I’ondulation, des erreurs de forme et
autres défauts (fissures,...). Les propriétés matérielles de la couche de surface pouvant étre
affectées par le procédé de fabrication sont, entre autres, la déformation plastique, les contraintes
résiduelles, la dureté, 1’état de la microstructure (changement de phase et recristallisation) et la
composition chimique.

On peut alors introduire la notion d’échelle qui est trés importante pour la suite de ces
travaux. En considérant que la ‘surface’ se compose de plusieurs couches, on peut globalement
différencier plusieurs zones affectées par le procédé de fabrication et les phénomeénes qui leur
sont associes (Figure 1-2).

En effet, immédiatement aprés 1’usinage, la nouvelle surface générée va adsorber des
éléments et s’oxyder. Les éléments adsorbés proviennent de la vapeur d’eau et des différents
hydrocarbures présents dans ’air ou le fluide de coupe. Sous cette couche se trouvent les oxydes
dont I’épaisseur peut étre stable dans le cas des aluminiums ou bien des aciers inoxydables, ou
variable, pour les aciers faiblement alliés. L’épaisseur de ces couches d’adsorption et/ou
d’oxydation est trés faible (< 10nm, (Brinksmeier, et al., 2004)). Cette échelle d’étude et les
réactions physico-chimiques associées ne concernent pas les travaux de cette thése. Les
recherches de Brinksmeier (Brinksmeier, et al., 2000) par exemple décrivent 1’influence
importante des composés sulfurés des additifs de lubrifiant dans la création d’une couche altérée
de surface. Ils montrent également que les matériaux des outils (substrats et revétements)
réagissent aussi en créant parfois une couche résistante a [’usure pendant 1’usinage. Les
difficultés de ces etudes résident en partie dans les dispositifs de mesures a mettre en ceuvre pour
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obtenir des informations sur des couches a I’échelle du nanométre : X-ray Photoelectron
Spectroscopy (XPS), Electron Spectroscopy for Chemical Analysis (ou ESCA), Ultraviolet
Photoelectron Spectroscopy (UPS), Auger Electron Spectroscopy (AES), Low Energy lon
Spectroscopy (LEIS) et Rutherford Backscattering Spectrometry (RBS).

Sous ces premiéres couches se trouve la couche affectée mécaniquement et thermiquement
par le procédé d’usinage. Son épaisseur est supérieure de plusieurs ordres de grandeur a celle des
couches précédentes et peut atteindre plusieurs dixiemes de millimetres. C’est a cette échelle que
se situe notre étude. On remarquera par la suite que cette couche de surface affectée
mécaniquement et thermiquement peut encore étre divisée en fonction de 1’apparition
d’éventuels changements de microstructure.

Eléments adsorbés et
couche d’oxyde : < 10nm

Couche affectée
" thermiquement et
] mécaniquement : 1-500pm

Matériau de
référence

Figure 1-2. Les différentes couches affectées d'une surface (Davim, 2008).

1.3.2 Lien entre ‘intégrité de surface et tenue mécanique’

Pourquoi s’intéresser a 1’intégrité de surface, a sa caractérisation, sa maitrise et sa
prédiction ? Plusieurs études ((Bissey-Breton, et al., 2007) ; (Smith, et al., 2007)) ont montré que
la résistance a la fatigue est directement et fortement influencée par plusieurs parametres
caractéristiques de 1’intégrit¢ de surface tels que la rugosité, les contraintes résiduelles et la
microstructure. L'influence de I'intégrité de surface sur les performances fonctionnelles et sur la
durée de vie des composants usinés a été largement discutée dans la littérature (Jawahir, et al.,
2011). Par exemple, Guo (Guo, et al., 2012) a montré que la durée de vie en fatigue de roulement
pouvait étre divisée par 8 entre une surface tournée et une surface rectifiée (différence de
microstructure et de contrainte résiduelle).

Yang et Liu ont décrit le role important que jouent les contraintes résiduelles dans le calcul
de la durée de vie en fatigue de pieces critiques ((Yang, et al., 2002) ; (Liu, et al., 2001)). La
contrainte résiduelle peut étre définie comme la contrainte présente dans une piéce libre de toutes
sollicitations. Sa valeur est tres importante pour la tenue en fatigue des piéces. Elle provient de
I’historique de fabrication de la piéce depuis 1’élaboration du matériau jusqu’a son usinage. Cette
contrainte résiduelle va venir s’ajouter a la contrainte fonctionnelle pendant 1’utilisation de la
piece et peut ainsi provoquer de fagon inattendue un dépassement de la limite d’élasticité du
materiau et donc un endommagement précoce de la piece. De fagon générale, il est alors facile
de comprendre que pour une piéece sollicitée en traction, un état de contrainte résiduelle de
compression sera préféré pour assurer une meilleure tenue, et inversement. Ainsi, concernant le
signe des contraintes résiduelles, lors d’une sollicitation en flexion rotative par exemple, des
contraintes de surface de compression seront bénéfiques pour la durée de vie. Les paramétres
clefs sont alors la profondeur affectée et l'intensité de la contrainte de compression. Un niveau
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important de compression en sous-surface peut permettre d’atténuer, voire d’annuler l'impact de
certaines imperfections de surface comme une rugosité élevée (Withers, 2007).

1.4 Le tournage

Le choix a été fait pour cette étude de s’intéresser a une opération de tournage finition.
Deux raisons principales viennent motiver ce choix. Premiérement, la méthode de modélisation
dite « hybride » et imaginée par Frédéric Valiorgue au cours de sa thése en 2008 (Valiorgue,
2008), a été développée pour ’opération de tournage. Deuxiémement, le tournage est une
opération d’usinage a la fois simple et trés courante dans I’industrie mécanique. L’objectif de ce
paragraphe n’est pas de faire une présentation détaillée du tournage et du processus de coupe en
générale mais seulement de donner quelques définitions qui permettront une meilleure
compréhension de la suite de I’étude.

Mouvement
découpe

Mouvement

Figure 1-3 Le principe du tournage (Passeron, 2010).

Le tournage est un procédé de mise en forme par enlevement de matiére. Il fait intervenir
un outil de coupe a aréte unique qui enleve de la matiére sur une piéce mise en rotation. La
matiere enlevée est évacuée sous forme de copeau.

On ¢étudiera principalement 1’opération de tournage longitudinal de chariotage. En
chariotage, le mouvement d’avance (mouvement de [’outil) est une translation rectiligne
paralléle a I’axe de révolution de la piéce, et cet usinage aura pour effet de réduire le diamétre de
la piece. Il existe d’autres opérations de tournage comme le dressage (le mouvement d’avance est
une translation rectiligne de 1’outil perpendiculaire a I’axe ce qui génere un plan orthogonal a
’axe) ou le contournage (usinage de profil divers).

Les parametres de coupe sont les grandeurs que 1’on peut controler lors d’une opération. 1ls
conditionnent les phénoménes mécaniques mis en jeu au cours de la coupe et sont a l'origine
des puissances mécaniques et thermiques dissipées. On peut définir trois parameétres de coupe
principaux :

e La vitesse de coupe. La vitesse de coupe est la vitesse relative entre ’aréte de
coupe de I’outil et la matiére enlevée. Elle se note VC et s’exprime en m/min. Elle
dépend de rotation de la piéce (N en tr/min) et du diamétre D de la piece (mm) :
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Ve = 7.D.N
1000

Equation 1-1

e L’avance. L’avance par tour f (mm/tr) est la valeur du déplacement de I’outil,
lorsque la piéce a effectué une révolution (c’est le ‘pas de I’hélice’). C’est une
donnée clé pour la qualité de la surface usinée.

e La profondeur de passe. La profondeur de coupe est la différence de rayon entre
la surface non usinée et la surface usinée (c’est-a-dire la moitié de la différence
entre le diamétre non usiné et le diametre usiné). La profondeur de passe est
toujours mesurée perpendiculairement a la direction de 1’avance.

Figure 1-4 Représentation et définition des parameétres : vitesse de coupe Vc, avance f et profondeur de
passe a, (Passeron, 2010).

Au niveau géométrique, il est important de définir les zones principales de 1’outil (Figure
1-5). Dans le processus de coupe, la matiere se sépare au niveau de [’aréte de coupe. La face de
coupe est la face de I’outil ou le copeau vient frotter. La face de dépouille frotte quant a elle avec
la nouvelle surface générée de la piece. On usine généralement en tournage finition avec le bec
de I’outil défini, entre autre, par son rayon (= rayon de bec R,).

La face de coupe et la face de dépouille sont donc reliées par I’aréte de coupe. En se
plagant a I’échelle du processus de coupe et de I’écoulement de la matiere autour de cette aréte
(Figure 1-5), on remarque que cette derniére représente en realité un rayon appelé rayon d’acuité
d’aréte Rg.
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Face de coupe

Aréte de coupe
Bec de Poutil

(de rayon R,~1m

Rayon
d’acuité
d’aréte Rp

d’acuité
d’aréte Rp

Face de

dépouille

©.._-.=v : Zone de cisaillement primaire (Z.C.P)
==, : Zone de cisaillement secondaire (Z.C.S)

—

A-A "~ : Zone de cisaillement tertiaire (Z.C.T)

Figure 1-5 Définition des différentes zones de [’outil, des zones de coupe et des zones de cisaillement de
la matiere (Rech, et al., 2004).

Sur la Figure 1-5, on peut définir également les différentes zones de cisaillement
généralement reconnues en usinage.

— La zone de cisaillement primaire (ZCP) : ou le flux de matiére (arrivant a la vitesse de
coupe sur 1’outil) est fortement cisaillé pour changer de direction et se diriger vers le copeau.

— La zone de cisaillement secondaire (ZCS) : siege de phénomeénes de frottement intenses
entre le copeau et la face de coupe de I’outil.

— La zone de cisaillement tertiaire (ZCT) : il s’agit du licu de frottement entre la face de
dépouille de P’outil et la surface de la piece fraichement usinée. L’usure en dépouille, les
contraintes résiduelles et 1’intégrité de surface dépendent directement des pressions de contact,
des températures et des flux générés a cette interface.

Ces zones de cisaillement sont le siége de sollicitations extrémes de la matiére. Plusieurs
études expérimentales et numériques nous renseignent sur les ordres de grandeurs de ces
conditions thermomécaniques séveres ((Trent, 1991),(Buryta, et al., 1994), (Poulachon, 1999),
(Courbon, 2011)). Ainsi, les aciers dans la zone de coupe subissent :
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e une déformation ¢ d’environ 100% en ZCP et jusqu’a 600% en ZCS et ZCT
e une vitesse de déformation ¢ ~10"/s

e des pressions P =[1-4] GPa

e une température T = [400-1200] °C

e des cinétiques thermiques T = 10° °C/s

1.5 Conclusion

Finalement, I’intégrité d’une surface usinée est une notion vaste et délicate a définir. La
notion d’échelle est un paramétre clef qui conduit a s’intéresser parfois aux premiers nanometres
(adsorption par exemple), parfois aux premiers micromeétres (modifications métallurgiques) ou
encore aux premiers dixiemes de millimétre (contraintes résiduelles). Dans notre étude, on se
focalisera sur la préediction des contraintes résiduelles et des transformations métallurgiques
générées par l’usinage. Pour ce faire, il faudra réussir a prendre en compte la sévérité des
chargements thermomécaniques associés au phénomene de coupe.

Ainsi, la simulation de la coupe ne peut étre réalisée sans 1’apport de modeles de
comportement thermique, métallurgique et mécanique adaptés a ce type de sollicitations. C’est
pourquoi les premiers chapitres de cette étude seront consacrés a la modélisation du
comportement de ’acier 15-5PH sous chargement thermiques et mécaniques séveres. A partir de
la, on pourra chercher a prédire I’influence d’une opération de tournage finition sur la surface
usinée.
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2.1 Etat de l’art

2.1.1 La métallurgie des aciers
2.1.1.1 Introduction

Cette partie présente des informations générales sur les aciers puis des détails plus
specifiques sur le matériau retenu pour cette étude.

Un acier est un alliage de fer et de carbone. Ces deux composés se présentent sous
plusieurs phases ou formes allotropiques suivant les conditions de température et de pression.
Nous proposons ici un bref rappel de ses trois phases principales que sont la ferrite, 1’austénite
et la martensite. Les valeurs fournies sont données a titre indicatif pour des conditions
classiques, a pression atmosphérique et pour un alliage binaire Fer-Carbone (Figure 2-4). Les
ouvrages beaucoup plus complets traitant de la métallurgie et en particulier de 1’étude des
aciers sont nombreux dans la littérature (Constant, et al., 1992).

La ferrite

La ferrite est une phase de 1’acier composé de fer dit &, sous la forme d’une structure
cubique centré¢ ‘C.C’°. Cette phase est observable lorsque la température est inférieure a 911
°C. On la retrouve également au-dela de 1392 °C (si la teneur en carbone est tres faible), il est
alors appelé fer o . Le passage de la structure C.F.C (cubique a faces centrées) de I’austénite a
la structure C.C de la ferrite, lorsque la température descend en dessous de 911 °C, résulte de
I’apparition progressive du ferromagnétisme dans la structure cubique centrée. La solubilité
du carbone dans la ferrite est faible, environ 0,02% massique, a cause du faible espace entre
les atomes de fer dans la structure cubique centrée.

()

Carbone; Carbone

Fer(C.C.)

Fer(C.C.)

~a

s

Figure 2-1 Modes possibles d'inclusions du carbone dans le fer « (C.C).

L’austénite

L’austénite est constituée de fer j sous la forme d’une structure cubique a faces
centrees (C.F.C). Elle apparait entre 911 °C et 1392 °C et est de nature paramagnetique. La
solubilité du carbone y est plus importante que dans la ferrite, jusqu’a 2,1 en pourcentage
massique. Sur la Figure 2-2, il est présenté le mode d’inclusion possible des atomes de
carbone dans la structure cubique faces centrées de I’austénite.
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Figure 2-2 Mode d'inclusion du carbone dans le fer y (C.F.C).

La martensite

La martensite (fera ') est une phase métastable issue de la transformation sans diffusion
de l'austénite en dessous d'une température martensitique. C'est une solution solide d'insertion
sursaturée en carbone dans le fer a, de méme composition que l'austénite initiale. La
transformation austénite - martensite consiste en un changement du réseau cristallin (avec un
faible déplacement des atomes de fer), mais elle n'affecte pas le carbone : on appelle ce type
de transformation "displacive”. La martensite cristallise dans le systéme quadratique (prisme
droit a base carrée qui est ici tres voisin d'un cube). La martensite est ferromagnétique. Elle
possede une grande dureté (HV > 800) et une fragilité notable. Elle a une structure en
aiguilles (plaques) ou en lattes, visibles avec un grossissement suffisant, apres attaque par les
réactifs classiques. Le durcissement de la martensite est d'ordre physico-chimique ; chaque
atome de carbone, plus volumineux que l'interstice ou il est inséré, écarte les deux atomes de
fer voisins, le réseau du fer est ainsi fortement distordu, et ces perturbations en bloquant le
mouvement des dislocations durcissent I'acier.

Figure 2-3 Structure cristalline quadratique de la martensite.

Les autres phases

Il existe d’autres phases souvent présentes dans les aciers au carbone, qui sont la
conséquence de leurs compositions et des traitements thermiques comme la trempe ou le
revenu, dont les principales sont listées ci-apres :

La cémentite : la cémentite ou carbure de fer est un composé chimiquement défini de
structure orthorhombique dont la formule est FesC. Elle contient 6,67 % massique de carbone.
C'est un compose trées dur (dureté Vickers HV = 700 a 800) mais trés fragile. Sa température
de fusion est d'environ 1 227 °C. C'est un composé métastable : si I'on attend « suffisamment
longtemps », la cémentite se décompose en ferrite ¢ et en graphite.
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La perlite : la perlite est un constituant biphasé de I'acier et de la fonte ; sa température
de transformation est de 727 °C. C'est un agrégat formé de 89 % de ferrite et 11 % de
cementite. La composition de la perlite est de 0,77 % en masse de carbone. Sa structure est
géneralement formée de lamelles alternées de cémentite (Fe3C) et de ferrite.

La bainite : ce constituant se présente sous la forme d'un agrégat de plaquettes (ou
lattes) de ferrite et de particules de cémentite. Il se forme lorsque le refroidissement de I'acier
est trop rapide pour obtenir la formation de perlite mais trop lent pour obtenir la formation de
martensite. C'est un constituant qui présente les mémes phases que la perlite (ferrite et
cémentite) mais possede une structure particulierement fine, souvent en aiguilles, ce qui lui

confére de bonnes propriétés mécaniques. La bainite est dure ce qui la rend trés difficile a
usiner.

1600 —

2.08%

Austenlte + Cementlte

TEMPERATURE °C

1500,
1400
1300~
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Y pec
0 e 'F'e'r"ri't'e' (aFe) | 'F'ef‘r'.'t'e' + Cementite
Gcn ; I I ; ; I \ I
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C% (mass.)

Figure 2-4 Diagramme d’équilibre Fer-Carbone (Saunders, et al., 1998).
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Figure 2-5 Courbe de transformation en refroidissement continu(TRC) d’un acier inoxydable
martensitique titrant 0,25 % C et 13,4 % Cr (Sassoulas, 1997) .
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2.1.1.2 Caractéristiques du 15-5PH

Le 15-5PH est un acier inoxydable martensitique a durcissement structural par le cuivre
refondu. Les désignations de cet acier sont, selon les normes : X5CrNiCul5-5 ; UNS S15500 ;
DIN 1.4545; Z6CNU15.05; E-Z CNU 15-05; XM-12; AMS 5659. Sa composition est
donnée par le Tableau 2-1.

C Mn Si Cr Ni Cu Nb S P Fe

0.07 1.0 1.0 14to0 35to 25to 0.15 0.03 0.04
Max. Max. Max. 15.5 55 45 0.45 Max. Max.

Bal.

Tableau 2-1 Composition chimigque du 15-5PH en pourcentage massique.

Le role des élements d’alliages

e Cuivre: en précipitant, il participe au durcissement structural de I’acier. La
solubilité du cuivre dans le fer a est faible a basse température (inférieure a 1%
mass. en dessous de 700 °C) mais peut atteindre 7% mass. & 1040 °C dans le fer y.

e Niobium : il permet d’augmenter la ductilité en appliquant un traitement thermique a
haute température (> 620 °C).

e Nickel : il favorise la formation d’austénite (solution solide de carbone dans le fer
v), augmente la ductilité et la ténacité de 1’alliage. De plus une teneur comprise entre
3 et 5% sera favorable a une structure martensitique apres refroidissement.

e Chrome : sa haute teneur contribue a la résistance a la corrosion et ralentit la vitesse
de transformation de I’austénite au cours du refroidissement. Au niveau mécanique,
il réduit la ductilité.

Le 15-5PH fait parti des aciers inoxydables martensitiques a durcissement par
précipitation (comme le 17-4PH par exemple). On le trouve sous divers niveaux
métallurgiques. Les plus courants sont la condition initiale (condition A, recuit de mise en
solution) et la condition H1025 c'est-a-dire sous forme traité thermiquement a 1025°F+/- 15°F
(=550 °C) pendant 4 heures et refroidi a I’air. C’est cet état H1025, utilisé par Eurocopter
pour la production, qui a donc été retenu pour cette étude.

La Figure 2-6 présente une micrographie optique de 1’acier 15-5PH a 1’état de réception
en condition H1025. On distingue une structure martensitique en latte ainsi que les frontieres
marquées des grains d’austénite primaire dont le diamétre varie de 5 a 30 um.

Figure 2-6 Micrographie optique de [’acier 15-5PH en condition H1025 (attaque au réactif ASTM24 :
79.5 ml C,Hg0 + 20 ml HCI + 0.5ml HNO; + 6.5 g FeCly).
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Compte tenu de sa composition, cet acier fortement allié présente une forte trempabilité.
De ce fait I’acier sera quasiment 100% martensitique a température ambiante méme pour un
refroidissement a 1’air apres austénitisation (Zavala, 2005). La présence de cuivre dans cet
acier lui confére des possibilités de durcissement structural avec un comportement que I’on
peut rapprocher de celui des alliages aluminium-cuivre ou des aluminium-magnésium-
silicium (série 6000) a ceci prés que la baisse de solubilité résulte ici du changement de phase
a’-y (Maisonnette, et al., 2011).

L’acier 15-5PH a déja fait I’objet d’études et de modélisation. On peut citer par exemple
les travaux de Wu (Wu, 2007) qui apportent diverses propriétés mécaniques (courbes de
traction jusqu’a 4% de déformation) et thermiques (variations de la conductivité thermique,
du module de Young et du coefficient de dilatation en fonction de I’¢élévation de la
température jusqu’a 800 °C).

2.1.2 L’équilibre des phases et les transformations métallurgiques

La transformation austénitique au cours d 'un chauffage lent

Comme nous I’avons évoqué précédemment le fer (et ’acier) cristallise sous plusieurs
formes allotropiques ayant chacune leur domaine (plage de température) d’équilibre. Ainsi,
lors d’une chauffe suffisante, un acier (comme le 15-5PH) présentant une structure cubique
centrée a (ou o) va se transformer en une structure cubique face centrée y. L’acier doit étre
chauffé trés lentement pour que les transformations se produisent dans des conditions proches
de I’équilibre. Ce n’est généralement pas le cas dans la pratique industrielle et encore moins
lorsque I’on s’intéresse a la modélisation d’un procédé comme 1’usinage. Il est cependant
intéressant de regarder dans un premier temps ce qui se passe lors d’un chauffage continu tres
lent. On pourra voir par la suite I’importance de I’aspect cinétique (vitesse de réaction).

Pour un acier a faible teneur en carbone comme le 15-5PH (<0.022%) présentant une
structure hors équilibre (bainitique ou martensitique), a partir de la température Acl, la
martensite se decompose en ferrite. Le carbone se met progressivement en solution dans la
ferrite, puis cette ferrite se transforme en austénite jusqu’a disparition totale a une température
Ac3. Si on poursuit le chauffage au-dela de cette température il y a grossissement du grain
d’austénite (Constant, et al., 1992).

En pratique, les températures de transformation austénitique Acl et Ac3 sont
déterminées, généralement par dilatométrie différentielle ou absolue, avec une vitesse de
chauffage de 150 °C/heure.

Deux autres paramétres jouent un réle important durant la transformation austénitique :
la température maximum atteinte et la durée passée a cette température. Ces deux parameétres
influence directement la taille des grains d’austénite formés. Des valeurs élevées de ces
parameétres signifient une taille de grain importante. Cette donnée peut étre importante dans la
mesure ou la taille des grains a ensuite un impact direct sur les transformations durant le
refroidissement.

La transformation austénitique au cours d’un chauffage rapide

Quand la vitesse de chauffage augmente la transformation austénitique o—y est
fortement influencée. En effet, des vitesses de chauffe élevées empéchent la décomposition
classique de la martensite en austénite par diffusion du carbone (mouvement des atomes a une
échelle supérieure a celle de la maille élémentaire). Ainsi les températures de début et de fin
de transformation austénitique Acl et Ac3 sont directement impactées et le domaine
d’austénitisation se déplace vers de plus hautes températures. Ces phénomenes sont bien
décrits dans la littérature et on trouve pour la plupart des aciers des diagrammes de
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transformation en chauffage continu décrivant ces évolutions de température ((Constant, et
al., 1992),(Orlich, et al., 1973)). Dans ces études, la vitesse de chauffe reste généralement sur
une plage inférieure a 100 °C/s. Ainsi, les études expérimentales de Zavala et Roux,
effectuées en vue de déterminer les cinétiques d’austénisation, ont respectivement une vitesse
maximale de chauffe de 80 °C/s, 100 °C/s ((Zavala, 2005) ; (Roux, et al., 2006)).

1200
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Figure 2-7 Diagramme de transformation en chauffage continu d’un acier du type 35 CrMo4 (Orlich,
etal., 1973).

Au-dela de ces vitesses de chauffe « classiques », les études expérimentales sont plus
rares. Ces cinétiques de chauffe trés élevées (appelées souvent « superheating » (Wang, et al.,
2007)) entrainent des discussions sur les phénomenes métallurgiques se déroulant lors de
1’austénitisation.

Ainsi, plusieurs études ont montré que la martensite pouvait se transformer en austénite
sans diffusion par une opération appelée « transformation martensitique inverse ». Son (Son,
et al., 2006) a mis en évidence ce mode de transformation pour un métal ferrito-perlitique vers
de I’austénite aprés une déformation plastique sévére a température ambiante. Leem (Leem, et
al., 2001) s’intéresse quant a lui a un acier inoxydable martensitique bas carbone. Selon lui,
en dessous d’un taux de chauffe de 10 °C/s la transformation de la martensite vers 1’austénite
se fait par diffusion, au-dela de cette valeur la transformation se fait par transformation
martensitique inverse. Cette conclusion est justifiée par la dépendance des températures de
début et de fin d’austénisation a la vitesse de chauffe jusqu’a 10 °C/s tandis que, pour des
valeurs de chauffe supérieures, Acl et Ac3 se stabilisent. Les transformations inverses
semblent étre liées a des structures de grains initiaux trés fins.

Kappoor (Kappoor, et al., 2004) étudie I'impact de la vitesse de chauffe sur la
transformation de la martensite vers 1’austénite dans un acier 17-4PH (acier inoxydable
martensitique tres proche du 15-5PH,). Ces conclusions montrent que, pour des faibles
vitesses de chauffe, 1’austénisation se fait par diffusion tandis que, pour les grandes vitesses
de chauffe, la transformation s’effectue par glissement/cisaillement. Leurs conclusions sont
basées sur 1’analyse de 1’énergie d’activation nécessaire a la formation d’austénite. A partir de
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20 °C/s, cette énergie passe de 250 a 900 kJ/mol symbole selon Kappoor du passage d’une
transformation par diffusion a une transformation par cisaillement. Les taux de chauffe
employés varient de 0.03 °C/s a 210 °C/s. Néanmoins, a I’inverse de 1’étude de Leem (Leem,
et al., 2001), les températures Acl et Ac3 ne se stabilisent pas et continuent d’augmenter avec
la vitesse de chauffe. Cette dépendance temporelle semble s’opposer au principe d’une
transformation displacive (type martensitique) ou le taux de transformation est contrdlé
uniquement par la température.

Katsamas (Katsamas, 2007) réalise une étude numérique de la transformation austénite
pour des vitesses de chauffe rapide. Il modélise un alliage Fe-C et les réactions successives de
dissolution de la perlite puis de la ferrite en se basant sur les équations de la diffusion
(modeles de diffusion 1D en série). Il montre en particulier que le parametre clef de
I’évolution de la transformation austénitique est le temps passé au-dela de la température de
début d’austénisation (« dwell time »). L’importance des cinétiques de chauffe et de
refroidissement se traduit donc par leur influence sur le temps de maintien au-dela d’Acl.

Le débat sur les transformations a—y de type displacive (transformation martensitique
inverse) reste sujet a controverse. Ainsi, Kaluba (Kaluba, et al., 1998) réalise des chauffes
rapides (suivies de trempes a 1’eau instantanée) sur un acier perlitique a 0.68% de carbone.
Par effet joule, les vitesses de chauffe maximales atteintes sont de 2000 °C/s. L’étude de la
microstructure des phases obtenues I’améne a caractériser la transformation o—y par un
mécanisme de type bainitique (les phénomeénes de diffusion restent présents) et non
martensitique (purement displacive). Cette étude sera trés discutée ((Aaronson, et al.,
2000)(Hillert, 2000)(Kaluba II, et al., 2000)(Kaluba, et al., 2000)) car les micrographies
obtenues par MET sont difficiles a interpréter. Les mécanismes de transformation, ainsi que la
nature des phases formées lors de la chauffe ou du refroidissement, seront vivement discutés.

Les travaux de Orlich (Orlich, et al., 1973) nous donne des courbes illustrant les
transformations dans un acier 34CrMo4 lors d’un chauffage rapide sans maintien. Les travaux
présentés vont jusqu’a une vitesse de 2400 °C/s. Plusieurs points importants peuvent étre
soulignés. D’une part, on note une évolution permanente (augmentation) des températures
Acl et Ac3 lorsque la vitesse de chauffe croit. Il n’y a pas de stabilisation de ces températures
(comme observée par Leem notamment (Leem, et al., 2001)). D’autre part, Constant insiste
sur la non-homogénéité de 1’austénite (en termes de concentration de carbone) formée a ces
vitesses de chauffe (Constant, et al., 1992). Ainsi a 2400 °C/s, la température de fin
d’austénisation (Ac3) est annoncée a 900 °C, mais l’austénite ne sera homogéne en
concentration qu’a 1150 °C.

On peut finalement conclure que, concernant 1’étude de la transformation austénitique
hors équilibre (& tres grande vitesse de chauffage), les observations et les conclusions des
différents auteurs différent (méme pour des aciers proches en composition). Certains évoquent
la mise en place d’une transformation martensitique inverse (en se basant sur la variation de
I’énergie d’activation ou la stabilisation d’Acl et Ac3 dés 10 °C/s), d’autres restent sur le
modele de diffusion classique méme au-dela de 2000 °C/s. Etant donné les cinétiques
thermiques présentes en surface lors d’une opération de tournage, ce point doit étre étudié si
I’on souhaite travailler sur un modéle adapté vis-a-vis du mode de transformation
métallurgique réel.

La transformation martensitique durant le refroidissement

Contrairement a la transformation perlitique ou bainitique, la transformation
martensitique se produit sans diffusion d’atomes & longue distance par un mécanisme
cristallographique de type cisaillement. Alors qu’il est possible d’empécher la transformation
de I’austénite en ferrite au cours du refroidissement tres rapide, il est impossible de supprimer
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la transformation martensitiqgue méme avec un refroidissement trés énergique. Elle débute a la
température Ms de facon quasiment instantanée. La vitesse d’apparition de la martensite est
tres élevée (de I’ordre de la vitesse de propagation d’une onde élastique dans le métal). Le
taux de transformation, c'est-a-dire la fraction de martensite formée, est essentiellement
fonction de la température (le taux augmente lorsque la température décroit). Le temps
n’intervient donc pas.

Comme nous 1’avons évoqué précédemment concernant le 15-5PH, sa composition
entraine une tres forte trempabilité. Ainsi quelque soit la vitesse de refroidissement
(refroidissement lent), le 15-5PH revient a une structure entierement martensitique a
température ambiante.

2.1.3 La modélisation des transformations métallurgiques en phase solide

De nombreux modéles de changement de phase ont été décrits dans la littérature.
Concernant les transformations displacives (type martensitique), le modéle de Koistinen et
Marburger (Koistinen, et al., 1959) est trés largement utilisé. Il considére la transformation
martensitique comme indépendante du temps et donne la fraction volumique de martensite
formée Z,> en fonction de la température 7 a travers la loi empirique suivante :

2,(T)=2,.(1-exp(-B[Ms-T]))

Equation 2-1

ou Z, et Z, sont respectivement les proportions de martensite et d’austénite ; Ms est la
température de début de transformation martensitique ; £ est un coefficient dépendant du
matériau et 7 est la température.

Concernant les transformations par diffusion, la premiére approche est celle suggérée
par Mehl (Johnson, ef al., 1939), puis Avrami (Avrami, 1939) afin de prédire les variations de
la proportion de perlite. Ce modele phénoménologique est également trés utilisé pour décrire
les transformations ferritiques et bainitiques :

Z(T 1)=Z,.(1-exp(-b(T)1"™))

Equation 2-2

ou Z est la proportion de la phase formée (perlite, ferrite ou bainite), Z, est la proportion
d’austénite, t est le temps, n et b sont deux parametres matériaux dépendant de la nucléation,
du taux de croissance et de la température.

Cette équation est écrite pour une transformation isotherme et n’est donc pas appropriée
pour décrire les nombreuses applications anisothermes. C’est pourquoi Fernandes (Fernandes,
et al., 1985) a suggéré une mise en ceuvre originale de ce modele en décomposant les cycles
thermiques en série de paliers isothermes. Les formulations différentielles sont généralement
utilisees. Plusieurs formulations différentielles sont également proposées dans la littérature
comme celle de Leblond (Leblond, et al., 1984) :
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Z’ _ Zeq(T)_Zy
(1)

Equation 2-3

ou Zy est le taux de formation d’austénite, Z,, est la proportion volumique de 1’austénite
a I’équilibre, Z, est la proportion d’austénite et 7 est une constante de temps (un « retard »).

Ce modéle a été généralisé afin de correspondre a la cinétique de Johnson-Mehl-Avrami
1

en condition isotherme avec 7(T) = b(r)_ﬁ (Pont, et al., 1994):

n(T)-1

5 Zeq(T)_Zy Zeq(T) "M :
Z, =n(T). M .{In(zeq(_r)_zyﬂ F(T)

Equation 2-4

La fonction F(T) est introduite pour prendre en compte les effets de la vitesse de

chauffe et de refroidissement sur la vitesse de transformation. Cependant, F(T) ne permet pas

de déplacer directement les températures Acl et Ac3 en fonction de la vitesse de chauffe. Pour
palier a cette difficulté, nous proposons une formulation intermédiaire en considérant que Zeq

et 7 peuvent dépendre de la température T mais aussi de la vitesse de chauffe T de maniére

indépendante. La dépendance de Zeq & T nous conduit & ne plus utiliser le terme « équilibre »
mais plutot le terme « référence » (Zrer)

Z,(TT)-2Z,
7 (T,T)

Equation 2-5

Finalement, cette forme modifiée du modele de Leblond sera retenue pour le reste de
I’étude pour la simplicité de ces parameétres et de leur calibration, sa facilité d’implémentation
dans les codes éléments finis et sa bonne aptitude a modéliser des transformations
anisothermes par diffusion (dépendante de la cinétique thermique). Plusieurs approches et
améliorations permettant de prendre en compte d’autres caractéristiques de la transformation
(taille de grain, concentration en carbone, dureté obtenue,...) existent mais ne seront pas
développées ici.

2.14 Moyens expérimentaux d’études des cinétiques d’austénitisation

Les moyens expérimentaux permettant I’étude des cinétiques de changement de phase
sont nombreux. Concernant les dispositifs de chauffe, le chauffage par effet Joule (par
courants directs ou induits) est principalement utilisé. Les vitesses de chauffage sont surtout
limitées par la capacité a mesurer la grandeur physique étudiée (comme la dilatation ou la
résistivite). Ainsi, dans 1’é¢tude de Miokovi¢ (Miokovié, et al., 2007), le chauffage est réalisé a
I’aide d’un laser et le taux de chauffe atteint est de 10* °C/s. Cependant, aucune grandeur
physique (excepté la température) n’est mesurée directement durant la chauffe. On s’intéresse
seulement a la microstructure obtenue. Cette démarche est également utilisée par Kaluba
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(Kaluba, et al., 1998). L’étude des microstructures obtenues aprés chauffage et
refroidissement permet parfois de conclure sur le mode de transformation. Cependant cette
démarche est trés dépendante de ’interprétation des micrographies et il est trés difficile de
remonter aux cinétiques de la transformation (méme si certaines conclusions peuvent étre
tirées de la croissance des phases). De plus, ’homogénéité de la température obtenue lors
d’une impulsion laser intense est difficilement confirmable.

La température de début de transformation austénitique Acl peut étre identifiée par un
changement de pente de la courbe de chauffage (température en fonction du temps) d’apres
Constant (Constant, et al., 1992). Cependant, cette méthode n’est pas adaptée aux aciers avec
un faible taux de carbone. En effet, le changement de vitesse de chauffe est quasiment
imperceptible a cause de la faible enthalpie associée a la transformation o’—vy. Enfin, mesurer
les changements de résistivité électrique permet aussi de quantifier les températures de
changements de phase (ferromagnétique vers paramagnétique, (Bouraoui, 1996)). Cependant,
les courants de chauffe s’ils sont éleves, peuvent fortement perturbés ce type de mesure.

2.1.4.1 Ladilatométrie libre

Lors d’un essai de dilatométrie, utilisé notamment par (Leem, et al., 2001) et (Kappoor,
et al., 2004), c’est la différence de coefficient de dilatation et de compacité qui est mesurée.
Un essai de dilatométrie libre consiste a mesurer la déformation d’un échantillon libre de
toutes contraintes autres que la température. La Figure 2-8 nous montre le type de courbe de
dilatation mesurée au cours d’un essai de dilatométrie libre. Les débuts de changement de
phase s’identifient par la perte de la linéarité dans la dilatation thermique.

—Chauffe
-+ Refroidissement

Déformation

Température

Figure 2-8 Type de courbe relevée lors des essais des dilatométrie libre.

Ce type de courbe permet en outre d’obtenir la fraction de phase transformée lors du
changement de phase. Pour un essai de dilatométrie libre, la déformation totale est égale a la

déformation thermique. En supposant que la déformation thermique gt peut étre exprimée
sous la forme d’une loi de mélange linéaire en fonction des fractions de phases et en
considérant, par exemple, la transformation d’une phase ferritique o vers une phase
austénitique y, la deformation thermique moyenne est donnée par :

E™" =(1-Z, ) El™ +Z,.(EM™ + Az, )

Equation 2-6
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ou I’indice indique la phase sur laquelle la moyenne est réalisée, et A", est la différence de
compacité de la phase « par rapport a la phase y a la température To.

De plus, la deformation thermique moyenne entre les temperatures To et T s’écrit kj(T-
To) pour une phase k de coefficient de dilatation kj. La relation précédente prend alors la forme
suivante permettant ainsi d’obtenir la proportion de phase transformée:

~ Etherm _ ka. (T —TO) —A{;‘TO

a'y

T (k, —k, )(T-To)-Asgy,

Equation 2-7

Enfin, a partir d’un essai de dilatométrie libre, il est également possible de quantifier
I’énergie d’activation de la transformation étudiée en suivant une méthode développée par
Mittemeijer (Mittemeijer, et al., 1988) et utilisée entre autre par Kappoor (Kappoor, et al.,
2004). L'énergie d'activation est la quantité d'énergie nécessaire pour lancer un processus
chimique, le plus souvent une réaction (la transformation de la martensite en austénite dans
notre cas). La technique permet de calculer I’énergie d’activation (et ses variations) a partir
d’une température extraite pour chaque courbe de dilatométrie (= différentes vitesses de
chauffe) correspondant au méme pourcentage d’austénite formée. La méthode sera décrite en
détail par la suite. L’énergie d’activation est un autre critére permettant de conclure sur le
mode de transformation et vient donc compléter les conclusions faites a partir de 1’analyse
direct des courbes (variations de Ac1-Ac3, formes des courbes,...). En effet, d’aprés Kappoor
(Kappoor, et al., 2004), une variation importante de 1’énergie d’activation correspond au
passage d’une réaction par diffusion (modele classique de 1 austénitisation) a une
transformation par cisaillement (type martensitique).

2.2 Etude expérimentale des cinétiques d’austénitisation du 15-5PH

2.2.1 Introduction

On peut montrer que les opérations d’usinage induisent des cycles thermiques
extrémement rapides. La durée d’un cycle de déformation, chauffe et refroidissement lors du
passage de la matic¢re usinée dans la zone de I’aréte de coupe est de I’ordre 0.1 ms (pour une
vitesse de coupe de 150 m/min). Durant ce laps de temps, la matiere se déforme de plusieurs
centaines de pourcent et subit une chauffe supérieure a 500 °C.

Plusieurs études ont quantifié ces vitesses de chauffe et de refroidissement qui
dépendent bien str de I’opération et du matériau en présence. Poulachon (Poulachon, 1999)
estime & 2.1 x 10° °C/s la montée en température de I’acier durant une opération de tournage
dur. Le modéle de Chou and Evans (Chou, et al., 1999) montre un refroidissement de 3.6 x
10* °C/s pour le tournage a sec d’un acier AISI 52100. Ces cinétiques sont donc bien
différentes de celles des vitesses de refroidissement traditionnellement associées aux
opérations de trempe «classique » : 10-1000 °C/s (Krauss, 1989). Ces cinétiques de
refroidissement élevées (méme sans lubrification) sont principalement dues a la conduction de
la chaleur de la zone usinée (trés réduite) vers le corps massif de la piéce (hypertrempe par
conduction).

Dans la suite de ce mémoire, au chapitre 4, paragraphe 4.4, on présentera les cycles
thermiques extraits du modéle d’usinage 3D hybride et correspondant & une opération de
tournage (finition) sur I’acier martensitique 15-5PH. On remarquera ainsi que, dans la zone de
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cisaillement tertiaire, on obtient une vitesse de chauffe de 4.6x10° °C/s et un refroidissement
de I’ordre de -2.5x10° °Cls.

Par ailleurs, les études directement relatives aux cinétiques d’austénitisation du 15-5PH
sont rares. On peut néanmoins citer les travaux de Wu (Wu, 2007) qui s’intéressent au
changement de phase du 15-5PH en vue de modéliser son comportement au soudage.
Cependant les vitesses de chauffe étudiées sont limités a 5 °C/s. De méme, Herny et al.
(Herny, et al., 2008) s’intéresse a la chauffe du 15-5PH jusqu’a 1050 °C mais les résultats
portent sur la précipitation du cuivre et les vitesses de chauffe et de refroidissement sont tres
lentes (5 °C/min).

Finalement, comme le montre les simulations et les études de la littérature, 1’usinage
entraine souvent des chauffes de I’ordre de 10° °C/s et des refroidissements du méme ordre
(=auto-trempe par conduction). On peut alors s’interroger sur la possibilité de changement de
phase a ces vitesses et pour des durées si breves. De plus, si les changements de phases sont
possibles, les modéles classiques (par diffusion par exemple) sont-il aptes a reproduire de
telles cinétiques ?

A travers une série d’essais de dilatation libre, on étudiera donc les changements de
phase et en particulier le taux d’austénisation lors de cinétiques de chauffe trés importantes.
L’idée est d’utiliser les capacités de la machine Gleeble® (chauffe par effet joule) pour
atteindre des vitesses de chauffe élevées et d’étudier les changements de phases a travers les
relevés de dilatation libre de I’éprouvette.

2.2.2 Conditions expérimentales

Les essais ont été réalisés sur une machine Gleeble® 3500 (Figure 2-9). Cette machine
permet de chauffer les éprouvettes par conduction de courant électrique tout en réalisant
éventuellement des essais de traction/compression. Elle permet la mesure de la température a
I’aide de thermocouples, du déplacement des mors de fixation de 1’éprouvette, des efforts sur
ces derniers ainsi que la mesure de la dilatation de 1’éprouvette par différents systemes
(dilatométre axial ou radial).

-
Grmmn. - svsvmre

GLEEBLE SYSTEM

Eprouvette Dilatométre radial
Partie (mesure de Ag [mm])
mobile

Partie fixe

Thermocouple type K
(mesure de T [°C])

Figure 2-9 Systeme de chauffe et de traction d'une Gleeble 3500.
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Plusieurs formes d’éprouvette ont été testées afin de tester les capacités de la machine
en particulier au niveau de la vitesse de chauffe (Figure 2-10). Ces éprouvettes ont eté
découpées au fil dans un lopin de 15-5PH en condition H1025 puis usinées a la forme
souhaitée. Au final, les éprouvettes courtes (type A et C, longueur utile de 12mm) ont été
utilisées principalement pour limiter le gradient thermique sur la longueur utile et diminuer le
volume chauffé. Les éprouvettes de diamétre @=6 mm peuvent étre aisément régulées en
température mais sont limitées a une vitesse de chauffe de 3000 °C/s. Pour les éprouvettes de
diamétre @=3 mm, la machine Gleeble® est directement pilotée en puissance car la régulation
en température s’avere plus délicate (dépassement de la consigne). On peut alors atteindre des
vitesses de chauffe supérieures a 10000 °C/s.

Une des hypotheses des essais de dilatation libre tient dans le fait que 1’éprouvette est
libre de toutes contraintes autres que la température. Ainsi, une des extrémités de 1’éprouvette
doit étre laissée libre de se déplacer axialement lorsque 1’éprouvette se dilate. Cela est réalisé
par la partie mobile de la machine qui, tout en assurant le contact électrique, peut se déplacer.
Néanmoins, il subsiste des forces de frottement résiduelles sur cette partie mobile. En
mesurant 1’effort (=80 N), on peut estimer la contrainte induite dans I’éprouvette a une dizaine
de MPa. Au regard des courbes de dilatométrie, ces contraintes parasites ne semblent pas
perturber les essais de dilatométrie dans la mesure ou le cycle se termine sur une déformation
quasi-nulle (pas de plasticité de transformation).

La Gleeble® permet également de réaliser des refroidissements rapides par trempe &
I’eau ou au gaz. Dans un premier temps, les refroidissements ont été laissés libres (a 1’air).
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Figure 2-10. Différentes formes d'éprouvettes testées.
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2.2.2.1 Difficultés expérimentales lors des essais de chauffes rapides

Les capacités du simulateur thermomécanique Gleeble® ont été utilisées pour atteindre
des vitesses de chauffe trés élevées. La Gleeble® permet de chauffer les éprouvettes par effet
joule (manifestation thermique de la résistance électrique). Le chauffage se localise dans la
zone de I’éprouvette de plus petit diametre. Le systeme applique un courant électrique a
I’éprouvette de 400V, 50Hz et pouvant atteindre une intensité de 300A durant de courtes
durées de chauffe (d’aprés les données du fabricant DSI). Le courant est sinusoidal tronqué
avec une fréquence de 50Hz. Pour maitriser le courant électrique transmis a I’éprouvette (et
donc la vitesse de chauffe), le systeme contrle la durée de la zone tronquée. Ce paramétre est
appelé « PowerAngle » (Figure 2-11) c’est a dire la proportion transmise du courant
sinusoidal. Il peut varier entre 0° et 110°.

On remarquera alors qu’a chaque demi-sinusoide le courant dans I’éprouvette est donc
nul durant un certain temps. Cet instant est alors utilisé pour effectuer la mesure de
température sans que le signal des thermocouples soit perturbé par le courant intense
parcourant I’éprouvette durant le reste de la période. Le contrecoup de ce principe est que la
fréquence d’acquisition de la température est fixée a deux fois la fréquence du courant de
chauffe de la Gleeble, elle-méme indexeée sur la fréquence réseau (=50Hz), soit une fréquence
d’acquisition en température de 100Hz.

r

Période d’échantillonage
en température et en

déformation
| Temps
" Degreés
S 3 90‘]‘ 18 270 60

Power angle

: Période de chauffe réelle

Figure 2-11 Représentation de la courbe de chauffe effective et du paramétre PowerAngle.

La mesure de dilatation est effectuée par un dilatomeétre diamétral de type LVDT (de
l'anglais Linear Variable Differential Transformer), c’est a dire un capteur électrique passif
(inductif) de déplacements linéaires basant sa mesure sur la modification de la distribution des
champs due au déplacement d’un noyau ferromagnétique a I’intérieur d’un transformateur.
L’utilisation d’un dilatomeétre radial permet de réduire les problémes liés aux forts gradients
de température qui viendraient perturber une mesure de déformation axiale. On considére
alors que la température est homogene sur une section de 1’éprouvette. Les simulations
numériques présentées par la suite confirmeront cette hypothese.

A Dinstar de la mesure de température, la mesure de déformation doit étre réalisée
lorsque le courant dans 1’éprouvette est nul a chaque demi-période. En effet, lors d’essais de
chauffe rapide (plusieurs milliers de degrés par seconde), la mesure de dilatation (= le capteur
inductif LVDT) est trés fortement perturbée par les champs magnétiques générés par le
courant de chauffe intense (x300A). La mesure de dilatation devient alors inexploitable
(Figure 2-12). Ainsi, le taux d’échantillonnage est donc également fixé a 100Hz, ce qui peut
limiter la précision de la mesure pour les vitesses de chauffe les plus importantes.
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Figure 2-12 Exemple de courbe de dilatométrie & 3500 °C/s dont la mesure de dilatation est perturbée
par le champ magnétique généré par le courant de chauffe.

Le choix des thermocouples est également un parameétre important pour des mesures
avec des cinétiques de chauffe importantes. A partir d’une campagne d’essais préliminaires
dont les difficultés sont présentés dans I’annexe 1, 1’utilisation de thermocouples de faible
diamétre (80 pm) de type K s’est révélée trés efficace pour des essais jusqu’a 11000 °C/s.
L’idée étant de réduire au maximum I’inertie thermique de ces derniers, 1’utilisation de
thermocouples de diametres encore inférieurs aurait pu étre une solution pour des essais
encore plus rapide mais cela présente alors d’autres difficultés de mise en ceuvre (soudure,
fragilité,...).

Chaque essai a été reproduit au minimum deux fois. On peut estimer les incertitudes de
mesure lors des essais les plus rapides a £20 °C pour Acl et £35 °C pour Ac3. Ces écarts sont
dus a la difficulté de localiser précisément la perte de linéarité de la courbe température-
déformation ainsi qu’a la reproductibilité des mesures et sont illustrés Figure 2-13.
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Figure 2-13 Exemple de courbes de dilatométrie présentant les points de mesure pour deux essais
dans le cas d’une chauffe a 500 °C/s (a) et d’une chauffe a 11000 °C/s (b).

Les cycles de chauffe rapide sont obtenus en utilisant les limites de courant disponibles
sur la Gleeble. Pour des chauffes jusqu’a 3500 °C/s, on utilise des éprouvettes de diametre 6
mm. Les avantages de cette condition est que 1’on peut piloter la machine directement a partir
d’une consigne en vitesse de chauffe et en température maximale atteinte. La section
importante de I’éprouvette permet une régulation correcte du courant de chauffe. Ensuite, on
peut atteindre 11000 °C/s avec des éprouvettes de diamétre 3 mm. Dans ce cas, la machine
régule mal le courant de chauffe a fournir (section d’éprouvette trop faible). On pilote alors la
Gleeble directement a partir du parametre de PowerAngle (proportion de la sinusoide
transmise). Il est alors globalement trés difficile de prévoir les cinétiques de chauffe ainsi que
la température maximale que 1’on va obtenir. Dés lors, les valeurs des vitesses de chauffe sont
mesurées a posteriori a partir des courbes de température (Figure 2-14). On remarquera que la
chauffe se fait de fagon quasi-linéaire et dure entre 160 s (6 °C/s) et 0.1 s (11000 °C/s).
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Le refroidissement est laissé libre par conduction dans les mors et convection avec 1’air
ambiant. La vitesse de refroidissement maximale est de -90 °C/s lorsque la chauffe s’arréte

(début de la décroissance exponentielle).
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Figure 2-14 (a) Mesure de la température en fonction du temps pour un essai a 7750 °C/s ; (b) dérivée
de la température en fonction du temps lors de la chauffe a 7750 °C/s.

2.2.3 Résultats des essais de dilatométrie libre

2.2.3.1 Cycle lent

11 s’agit d’une chauffe a 2 °C/s et d’un refroidissement controlé a 5 °C/s (Figure 2-15).
Ainsi, de nombreux essais ont pu étre réalisés ce qui permet d’obtenir une bonne
caractérisation des variations des valeurs Acl, Ac3 et Ms (Figure 2-16).
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Figure 2-15. Cycle thermique lent : chauffe a 2 °C/s, refroidissement a 5 °C/s
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Figure 2-16. Déformation en fonction de la température lors d'un cycle thermique lent.

On peut constater que les valeurs annoncées par Wu (Wu, 2007) lors de ses travaux de
these sur le 15-5PH sont différentes de celles mesurées par cette série d’essais. On mesure ici
: Ac1=640 °C (760 °C pour Wu), Ac3=765 °C (820 °C pour Wu), Ms=160 °C (150 °C pour
Wu). Des différences dans la composition des matériaux pourraient justifier ces écarts.

2.2.3.2 Cycles de chauffes rapides

La Figure 2-17 présente les mesures de dilatation libre réalisées pour différentes vitesses
de chauffe de 6 °C/s a 11000 °C/s. On reléve alors pour I’ensemble des courbes les
températures de début et de fin de transformation Acl et Ac3 (Figure 2-17 et Tableau 2-2).
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Figure 2-17 Mesures de dilatation libre pour des vitesses de chauffes allant de 6 °C/s a 11000 °C/s.
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Figure 2-18 Evolution des températures Acl et Ac3 en fonction de la vitesse de chauffe.

Vitesse de chauffe [°C/s] Acl[°C]  Ac3[°C] Plage d’austénitisation [°C]

6 642 788 146
10 660 805 145
50 700 834 134
100 720 848 128
1300 725 882 157
1600 725 895 170
2250 725 903 178
2750 725 910 185
7750 725 950 225
11000 725 1060 335

Tableau 2-2 Variation des températures Acl et Ac3 en fonction de la vitesse de chauffe.

On peut noter que 1’évolution de la transformation en fonction de la vitesse de chauffe
peut se décomposer en deux zones. Pour les vitesses de chauffe comprises entre 6 °C/s et 100
°C/s, la vitesse de transformation augmente et la plage d’austénisation diminue légérement
(passant de 146 a 128 °C entre Acl et Ac3). La température de début de transformation Acl
augmente notablement (passant de 642 a 720 °C). Pour les vitesses de chauffe de 1300 °C/s a
11000 °C/s, la tempeérature Acl se stabilise aux alentours de 725 °C. Cependant, la
température de fin de transformation Ac3 continue d’augmenter. Ainsi, la plage de
transformation s’étend pour atteindre 335 °C & 11000 °C/s.

La Figure 2-19 montre les microstructures obtenues pour différentes vitesses de chauffe
et la comparaison avec le matériau d’origine. Tous les échantillons montrent une structure
martensitique fine, mais sous une forme légérement différente. Le matériau d'origine présente
des marques trés visibles des grains d’austénite primaire (Figure 2-19 (a)). Ces frontieres
disparaissent totalement apres un chauffage a 6 °C/s et 700 °C/s (Figure 2-19 (b) et (c)) mais
sont toujours visibles apres un chauffage a 11000 °C/s (Figure 2-19 (c)). La structure finale de
la martensite obtenue apres la chauffe lente 6 °C/s est relativement différente de celles
obtenues pour les chauffes rapides 700 °C/s et 11000 °C/s (plus ressemblantes).
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Figure 2-19 Micrographie optique de la microstructure du 15-5PH : a°) avant les essais de dilatation
(materiau d’origine) et apres différents cycles thermiques : b°) chauffe a 6 °C/s, Tmax 1000 °C,
vitesse de refroidissement -90 °C/s ; ¢°) chauffe a 700 °C/s, Tmax 1000 °C, vitesse de refroidissement
-90 °Cl/s ; d°) chauffe a 11000 °C/s, Tmax 1000 °C, vitesse de refroidissement -90 °C/s.
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Figure 2-20 Micrographie au MEB de la microstructure du 15-5PH : a°) avant les essais de dilatation
(matériau d’origine) et apres différents cycles thermiques : b°) chauffe a 6 °C/s, Tmax 1000 °C,
vitesse de refroidissement -90 °C/s ; ¢°) chauffe & 700 °C/s, Tmax 1000 °C, vitesse de refroidissement
-90 °C/s ; d°) chauffe a 11000 °C/s, Tmax 1000 °C, vitesse de refroidissement -90 °C/s.
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2.2.3.3 Estimation de I’énergie d’activation de la transformation

I1 est possible a partir des courbes de dilatométrie libre d’estimer 1’énergie d’activation
de la transformation étudiée. Cette grandeur peut ensuite étre utilisée comme critere de choix
vis-a-vis de la caractérisation du type de transformation en présence. On utilise la méthode
développée par Mittemeijer (Mittemeijer, et al., 1988) pour calculer cette énergie.

Pour un taux de chauffe constant, on peut considérer 1’équation suivante :

,n[(T%)ZJ _ R'if +n (Ri ]+|n(ﬁf)

0

Equation 2-8

ou Ty est la température pour un taux de transformation fixé, T est la vitesse de chauffe,
E est I’énergie d’activation de la transformation, R est la constante des gaz parfaits, f; est une

variable d’état définie pour une fraction de transformation f, et k, est le facteur pré-
exponentiel (ou facteur de fréquence).

L’abscisse Ti du point d’inflexion de la courbe de dilatation libre (¢ fonction de T) lors
de la chauffe peut étre considérée comme un point ou le taux de transformation est commun a
I’ensemble des configurations. C'est-a-dire que pour I’ensemble des courbes présentées Figure
2-17, la proportion d’austénite formée au niveau du point d’inflexion (correspondant a la

température Ti) est identique. La température Ti peut donc étre utilisée comme valeur pour T
(Mittemeijer, et al., 1988).
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Figure 2-21 Exemple de détermination de la température Ti pour une courbe de dilatation
correspondant a une chauffe de 1300 °C/s.

Afin de déterminer la valeur de cette temperature Ti et étudier I’influence de la vitesse
de chauffe sur la cinétique de transformation, on peut tracer la dérivée de la déformation en
fonction de la température (Figure 2-21 et Figure 2-22). Ce trace représente a la fois la plage
de température durant lagquelle se produit la transformation austénitique et le taux de
transformation (directement donné par la pente de la courbe de dilatation libre).
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Figure 2-22 Dérivée de la déformation en fonction de la température pour différentes vitesses de

chauffe.
Vitesse de chauffe [°C/s] Ti [°C]

6 715
10 730
50 767
100 775
1300 795
1600 803
2250 815
2750 840
7750 867
11000 900

Tableau 2-3. Température Ti en fonction de la vitesse de chauffe.
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Figure 2-23 Evolution de la température Ti en fonction de la vitesse de chauffe.
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La température Ti (correspondant a I’abscisse des creux de chaque courbe Figure 2-22)
augmente avec la vitesse de chauffe. On peut remarquer que pour une vitesse de 11000 °C/s,
la température Ti n’est pas lisible directement sur la Figure 2-22. En effet, la forme
particuliére de la courbe de dilatation a 11000 °C/s (légere courbure probablement due a des
difficultés et des imprécisions de mesures) modifie la position du point d’inflexion Ti sur la
Figure 2-22. On peut néanmoins estimer sa valeur directement sur la courbe de la dilatation
libre (Figure 2-17).

La valeur de In E
Rk

]+In( ;) est constante pour un taux d’austénite formée donné f

0

(Equation 2-8). Il est alors possible de tracer |n((r?)2J en fonction deTi. D’aprés 1’Equation

2-8 , il en résulte des droites dont la pente est égale a E/R (Figure 2-24). On peut alors
aisément extraire 1’évolution de 1’énergie d’activation E en fonction de la vitesse de chauffe
(Tableau 2-4).

14 -
)] ln(i}:40498.(fi")+29
12 - I
) ln(%] =129277(Ti") +114 (1)
101 73
_ -1
_ 3) m[?}zwlz.(n )+16 2)
B 8
ih
= I
EXR
(3)
4 # Entre 6°C/s et 50°C/s
5. OEntre 50°C/s et 1300°C/s
Entre 1300°C/s et 11000°C/s
0 ; ; ; : .
0.0008 0.00085 0.0009 0.00095 0.001 0.00105
UTi  [rPC)

Figure 2-24. Détermination de I'énergie d'activation en fonction de la vitesse de chauffe

La Figure 2-24 présente trois zones distinctes : entre 6 et 50 °C/s, entre 50 °C/s et 1300
°Cl/s et entre 1300 °C/s et 11000 °C/s. On extrait alors E en divisant la pente des courbes par
R=8,314472 J/mol/K.

Vitesse de chauffe [°C/s] Energie d’activation [kJ/mol]
Entre 6 et 50 °C/s 262
Entre 50 °C/s et 1300 °C/s 1075
Entre 1300 °C/s et 11000 °C/s 200

Tableau 2-4 Evolution de I'énergie d'activation en fonction de la vitesse de chauffe.

L’énergie d’activation pour la diffusion d’éléments dans les aciers en structure o est
connue pour étre aux alentours de 250 kJ/mol ((Kappoor, et al., 2004), (Hirvonen, et al.,
1982),(Irmer, et al., 1972)). Pour un acier inoxydable martensitique 17-4PH (trés proche du
15-5PH par ces propriétés et sa composition), Kappoor (Kappoor, et al., 2004) a estimé la
variation de 1’énergie d’activation jusqu’a une vitesse de 200 °C/s. Selon Kappoor (Kappoor,
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et al., 2004), I’énergie d’activation vaut 248 kJ/mol jusqu’a 20 °C/s puis 904 kJ/mol au-dela
(soit jusqu’a 200 °C/s). Il interprete cette évolution comme le passage d’une austénitisation
par diffusion classique a une transformation par cisaillement (displacive).

Finalement, les valeurs d’énergie d’activation présentées Tableau 2-4 sont trés proches
de celles déterminées par Kapoor (262 kJ/mol jusqu’a 50 °C/s puis 1075 kJ/mol jusqu’a 1300
°C/s). Néanmoins, une nouvelle variation semble intervenir au alentour de 1300 °C/s pour
revenir a des valeurs d’énergie d’activation plus faibles (200 kJ/mol). Cette nouvelle donnée
semble contredire les conclusions faites par Kapoor (Kappoor, et al., 2004). En effet, il est
peu probable que la transformation se fasse tour a tour par diffusion, puis par cisaillement
pour finalement revenir & une transformation par diffusion pour des vitesses de chauffes plus
importantes. Il est cependant trés difficile de justifier les phénomeénes physiques conduisant a
ces variations d’énergie d’activation. En effet a vitesse de chauffe élevée, les phénoménes
mesurés se produisent hors équilibre. De plus, I’austénite formée n’est pas homogeéne. Enfin,
le 15-5PH se compose de nombreux éléments d’alliage (cuivre, chrome, nickel, silicium,
niobium,...) pouvant jouer un role variable en fonction de leurs caractéristiques de diffusion,
des cinétiques de chauffe et des températures atteintes.

2.2.4 Discussion

On peut tenter de déduire la nature de la transformation austénitique étudiée a partir des
mesures réalisées. Ainsi on constate une dépendance des températures de début et de fin de
transformation Acl et Ac3 a la vitesse de chauffe et ce, méme pour les plus hautes vitesses de
chauffe testées (11000 °C/s). La plage d’austénitisation ne cesse de croitre avec la vitesse de
chauffe. De plus, méme si on observe des variations du niveau de 1’énergie d’activation, les
fluctuations observées s’opposent a en tirer une conclusion en terme de changements de mode
de transformation. Finalement, ni la stabilisation des températures Acl et Ac3 (observees par
(Leem, et al., 2001)), ni le changement d’énergie d’activation (Kappoor, et al., 2004) ne
permettent dans notre étude de conclure au passage d’une austénitisation classique a une
transformation displacive (de type martensitique) lorsque les cinétiques de chauffe deviennent
tres élevées.

La dépendance du taux de transformation a la vitesse de chauffe se rapproche d’un
mode de transformation par diffusion. Néanmoins, les variations de 1’énergie d’activation
ainsi que de la plage d’austénitisation rendent délicate une conclusion définitive sur la nature
exacte de la transformation. Le mod¢le d’austénitisation recherché devra donc rendre compte
de ces phénomenes observés.

2.3 Développement d’un modéle métallurgique pour des cinétiques thermiques
élevees a partir des essais de dilatation libre

2.3.1 Hypotheses et calibration des paramétres du modele

Le modele métallurgique recherché vise a reproduire les cinétiques d’austénisation
observées expérimentalement pour des vitesses de chauffes elevées. Les conclusions des
essais de dilatométrie libre montrent la dépendance de la transformation austénitique aux
cinétiques thermiques sur I’ensemble de la plage testée. Ainsi, la variante du modele de
Leblond (Leblond, et al., 1984), présenté en premiére partie de ce chapitre par 1’Equation 2-5,
est adaptée a la modélisation.
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Les différents paramétres de I’Equation 2-5 (r et Z caractérisé par les températures
AclZ. et Ac3Z.s) ont été calibrés a partir des essais de dilatation libre. Les hypothéses
suivantes ont été prises en compte :

e FEtant donné les variations des températures Acl et Ac3 constatées lors de
I’évolution de la vitesse de chauffe, Z (proportion d’austénite a 1’équilibre)
sera considérée comme dépendante de la température T mais également de la
vitesse de chauffet. La proportion d’austénite Z,s €volue de 0 a 100% de
facon linéaire entre deux températures AC1Zes and AC3Z .

ACeref: ACSZref:
|7 <6 °C/s — Ac1Zet =642 °C |7 [<6 °Cls — Ac3Zye=T54 °C
|7 [>380 °C/s — AclZe=765 °C |7 [»200 °C/s — Ac3Zyer =830 °C

6 °C/s<|T |< 380 °C/s — Ac1Zes =597.|7 "% 6 °C/s<|T [<200 °C/s — Ac3Ze=717.|7 |**

100% 1

90%
80% A
70% A
60%

—<6°C/s
==10°C/s
=50°C/s
*++100°C/s
—200°C/s
>380°C/s
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20% A
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Figure 2-25 Evolution de proportion d'austénite Z; en fonction de la vitesse de chauffe.

e Le temps retard r associé a la réaction sera dépendant de la vitesse de chauffe T et
diminuera de 60% de sa valeur initiale durant la réaction afin de modéliser
I’augmentation de la vitesse d’austénitisation entre Acl et Ac3.

Temps retard t:

|T|<6°C/s — t=8.75s
7| > 1300 °C/s — 7 = 0.0265
6 °C/s < |7 | < 1300 °Cls — =36 /|7 |
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Figure 2-26 Evolution du temps retard en fonction de la température.

e L’austénisation pourra se poursuivre au refroidissement si le taux d’austénisation
n’est pas de 100% a la fin de chauffe et tant que la température reste supérieure a
Acl. Cette hypothése, confirmée par les travaux de Katsamas (Katsamas, 2007),
est importante pour la simulation de chauffes rapides (ne permettant pas une
austenisation totale) et de refroidissements lents.

On peut remarquer que, pour T supérieur & 1300 °C/s, le modele se simplifie car
I’ensemble des paramétres du modeéle (AC1Zer, AC3Zes 7,...) deviennent indépendants de 7. Les
parametres €tant fixés, 1’évolution du taux d’austénitisation dépend uniquement de la réaction du
modéle aux variations de la cinétique de chauffe (et de refroidissement).

2.3.2 Implémentation du modéle calibré sous Sysweld® et modélisation de I’essai de
dilatation libre

Afin de valider la calibration du modeéle métallurgique effectuée en le comparant avec les
résultats expérimentaux, le modéle a été implémenté sous Sysweld® et I’essai de dilatométrie
libre réalisé sur machine Gleeble® a été simulé (Figure 2-29). Le modéle métallurgique calibré a
été introduit dans Sysweld® en utilisant la fonctionnalité permettant d’implémenter des modéles
métallurgiques « utilisateurs ». Les variables d’entrée sont le temps, la température, la variation
de la température, la proportion des phases (martensite et austénite). Le modele métallurgique
« Utilisateur » renvoie les variations de proportion des phases et le logiciel se charge de
I’intégration de ces variables. La programmation est réalisée en FORTRAN simplifié, la routine
est donnée en annexe 2.

On utilise les propriétés de symétrie de I’éprouvette de dilatométrie pour simplifier le
modéle. On met ainsi en place une symétrie axiale en ne simulant qu’une demi-éprouvette. Le
mors de cuivre est reproduit également. L utilisation d’un mode¢le axisymétrique ne reproduit pas
exactement la forme réelle du mors (en réalit¢ de forme prismatique). Cette simplification n’a
pas de réelle influence. En effet, le mors dans le modéle permet surtout de fixer 1’éprouvette (la
zone de contact mors/éprouvette est conforme a la réalit¢), d’évacuer la chaleur par la zone de
contact et de servir d’entrée pour le courant électrique de chauffe. On applique sur la face
supérieur du mors une densité de courant comprise entre 0.05 et 1.3 A/mm? en fonction de la
vitesse de chauffe souhaitée (10 °C/s a 10000 °C/s).
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Comme lors des essais, I’éprouvette est libre de se dilater suivant I’axe Y. Lors des
simulations, on extrait la température et le déplacement du point O suivant X (Figure 2-27)
comme le font le thermocouple et le dilatomeétre radial durant les essais. On peut ainsi tracer les
courbes de dilatométrie simulées et les comparer aux résultats experimentaux.

Les résultats obtenus (Figure 2-28 et Tableau 2-5) valident la calibration des parametres du
modéle d’austénitisation et son implémentation dans le logiciel Sysweld®. En effet, les écarts de
dilatation entre les résultats numériques et expérimentaux lors de 1’austénitisation sont en
moyenne inférieurs a 3% et en valeur maximum égale a 6% pour des chauffes de 6 a 11000 °C/s.

Blocage suivant Ux

¥: Echange
=" convectif avec I'air
: Echange convectif
avec le cuivre

Cuivre

X | :Densité de

courant

B
v

\Axe de symétrie 15-5PH Blocage suivant Uy

Température Ux

Figure 2-27. Modélisation de I'essai de dilatométrie libre sous Sysweld®.

Vitesse de chauffe ~ Ecart moyen  Ecart max.

6 °Cls 3% 6%
10 °Cls 2% 5%
50 °Cls 2% 4%
100 °C/s 1% 4%

1300 °Cl/s 1% 6%
2750 °Cls 1% 2%
7750 °Cls 1% 3%
11000 °C/s 3% 6%

Tableau 2-5. Quantification des écarts sur les déformations entre numérique et expérimentale.
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Figure 2-28. Exemples de comparaison des courbes de dilatation expérimentales et numériques.

On peut modéliser I’ensemble de 1’essai de dilatation libre afin de comparer les résultats du
modele de meétallurgique avec les données expérimentales (Figure 2-17). On utilise pour cela
I’Equation 2-7 avec les coefficients suivants :

- Ag,’ = -8.10°® (pour To = 20 °C)
- K, =1.45.10°
-k, =22.10°

La transformation martensitique au refroidissement est modélisée a 1’aide de 1’Equation
2-1 avec les coefficients suivant :

-B=0.02

-Ms =175 °C

On obtient alors la Figure 2-29 représentant les résultats de la modélisation du cycle
complet (chauffe et refroidissement) de dilatation libre pour différentes vitesses de chauffe (de 6
°C/s a 11000 °C/s). La concordance avec les données expérimentales (Figure 2-17) confirme les
parametres identifiés pour le modéle métallurgique. On notera entre autres, les évolutions des
températures Acl et Ac3 pour des vitesses de chauffe jusqu’a 1300 °C/s. Puis, on a une
stabilisation de la température Acl mais I’augmentation de la température Ac3 continue.

50




2-ETUDE DES CINETIQUES D’AUSTENITISATION DU 15-5PH

0.02 4

.............................

0.015 1
0.01 7
g e
£ 0.005 -
b a
a i
0 - T . !I-----------' ----- El...: ------ |
200 7 400 600 800 ¢ 1000 1200

-0.005 4

Température [°C]

0.012 - /
—6°C/s
' =" —50°C/s

formation
>
=
>
&
L

£ ~ 100°C/s
P 20006 2700°Css
— : ’0 S E
0.004 7750°C/s :
11000°Cs :
0.002 - :
0 . . : . .
600 700 800 900 1000 1100

Température [°C]

Figure 2-29. Modélisation compléte de I'essai de dilatation libre a partir du modéle métallurgique
identifié.

2.4 Etude et extrapolation vers des cinétiques thermiques plus séveres

Comme il est décrit au paragraphe 2.2.1, I’usinage entraine des cinétiques thermiques
beaucoup plus élevées que la plage d’identification du modéele métallurgique précédemment
décrit. On peut alors s’interroger sur la validité de 'utilisation du modele identifi¢ dans le cadre
d’une simulation de tournage. Premiérement lors de I’identification des parametres du modele,
on a remarqué que pour T supérieure a 1300 °C/s, le modele se simplifie car 1’ensemble des
paramétres (AclZres, AC3Zyet 7,...) deviennent indépendants de T (leur valeur est fixe).
L’évolution du taux d’austénitisation dépend alors uniquement de la réaction du modele (c’est-a-
dire de I’Equation 2-5) aux variations de la cinétique de chauffe (et de refroidissement). Dans ces
conditions, le modéle reproduit bien les résultats expérimentaux de 1300 °C/s a 11000 °C/s. Il
serait intéressant de pouvoir poursuivre cette validation pour des vitesses de chauffe encore plus
¢levées. Deuxiémement, I'influence de la vitesse de refroidissement est aussi a prendre en
compte. En effet, dans les hypotheses du modéle, I’augmentation du taux d’austénite est possible
lors de la chauffe mais aussi lors du refroidissement dés lors que la température est au-dela
d’Acl. Le pourcentage d’austénite formée dépend donc directement du temps passé au-dela de la
température Acl et non pas seulement du dépassement de cette tempeérature. Il est alors
primordial pour valider le modéle identifié de montrer que le matériau peut dépasser largement

51




2-ETUDE DES CINETIQUES D’AUSTENITISATION DU 15-5PH

la valeur d’Acl sans atteindre 100% d’austénite formée. Il faut pour cela réduire le temps passé
au-dela d’Acl en augmentant au maximum les vitesses de chauffe et de refroidissement.

2.4.1 Essais de chauffe et refroidissement rapide avec trempe

Afin de valider expérimentalement le modele identifié, on peut mettre en place des essais
de chauffe rapide suivis par une trempe instantanée sur machine Gleeble®. L’idée étant d’obtenir
les vitesses de chauffe et de refroidissement les plus élevées possibles expérimentalement.
Plusieurs difficultés importantes sont rattachées a ces essais.

Premiérement lors de ces essais, les données de dilatation sont inutilisables (fréquence
d’acquisition limitée, inertie du systéme mécanique, bruit de mesure et faible dilatation) a cause
de ’augmentation des cinétiques thermiques. On se basera uniquement sur des micrographies
afin de comparer 1’évolution de la microstructure pour une austénitisation compléte ou partielle
en fonction du cycle thermique subi.

Deuxieémement, 1’objectif avec ces essais est de valider la calibration du mode¢le
métallurgique identifié. En particulier, on cherche a montrer que si la température atteinte n’est
pas assez €levée ou si le temps passé au-dela d’Acl n’est pas suffisant, alors 1’austénitisation est
nulle ou partielle. Pour cela, il était important de gérer parfaitement le temps de maintien a
température maximale Tmax entre la chauffe et le refroidissement. En pratique, le
refroidissement (réalisé avec une trempe a I’cau) est légérement superposé avec la chauffe.
Néanmoins, la température maximale obtenue doit étre suffisante pour atteindre la plage
d’austénitisation.

Afin d’augmenter les vitesses de chauffe et de refroidissement, des éprouvettes de
diamétre 2 mm ont été utilisées pour ces essais (Figure 2-30).

99

ol
]
Figure 2-30. Eprouvette de petit diamétre utilisée pour les essais de chauffe avec trempe.

Le refroidissement rapide est réalisé grace a une trempe a 1’eau (sous une pression de 8
bars). La buse de trempe est positionnée a 15 mm de 1’éprouvette (Figure 2-31). La trempe est
programmée pour se déclencher a la fin de la chauffe (en pratique un léger temps de
superposition entre chauffe et refroidissement a été utilisé afin de garantir un temps de maintien
a Tmax nul, Figure 2-32). Le temps de chauffe est de 0.02 s.
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Figure 2-31. Dispositif expérimental des essais de chauffe rapide et de refroidissement par trempe.
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Figure 2-32.Cinétique de chauffe et de refroidissement lors des essais de chauffe rapide avec trempe.

La mesure de température est réalisée a 1’aide de thermocouples placés de part et autre du
diametre de I’éprouvette (coté trempe et son opposé). Ces thermocouples ont un diametre de 80
pum. On obtient alors les courbes de la Figure 2-33. On remarque que la vitesse de chauffe
atteinte est de 32000 °C/s et la vitesse de refroidissement maximum atteinte est de -13000 °C/s.
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Figure 2-33. Relevé de la température et des vitesses de chauffe et de refroidissement face a la buse de
trempe et du coté opposé a la trempe.
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Un mode¢le numérique de 1’essai a été¢ développé. Ce modele a deux objectifs. Le premier
est d’évaluer la température en tout point de 1I’éprouvette. En effet, le dispositif expérimental
permet seulement d’obtenir la mesure des deux thermocouples. C’est a partir de ces données de
température que le modele numeérique a été recalé (durée et intensité du courant électrique de
chauffe ainsi que les coefficients d’échange thermique correspondant a la zone de trempe).
Malgré I’utilisation de thermocouple de faible diametre (80 pm), la température mesurée est
tronquée par I’inertie thermique du thermocouple (annexe 1). De ce fait, afin de pourvoir
comparer les grandeurs mesurées et recaler le modéle numérique, les thermocouples ont
également été modélisés. Le second objectif est bien stir de tester le modele d’austénitisation
précédemment identifié et implémenté dans Sysweld®.

On modeélise un cylindre de 15-5PH correspondant a la zone utile des éprouvettes utilisées
(diametre 2 mm, longueur 5 mm). On modélise les branches des thermocouples par un cylindre
de diametre 0.08 mm d’une longueur suffisante et relié a la surface du massif.

Thermocouple n

(en chromel)\ ]

: densité de courant

/\/’
~—" :échange convectif avec I’air
,~~.¥ :conduction avec I’éprouvette

Figure 2-34. Modélisation de [’essai de chauffe rapide avec trempe.

Les propriétés thermo-dépendantes des matériaux correspondent a celles du 15-5PH pour
le massif et a celle du chromel pour le thermocouple (Tableau 2-6).

Conductivité électrique [S/mm] Conductivité thermique [W/mm/°C]
0°C 14300 0°C 0.09
1400 °C 1400 1400 °C 0.07
Chaleur massique [J/°C/kg] Densité volumique [kg/mm?]

0°C 440 0°C 8.65x10°

1500 °C 800 1500 °C 8.05x10°

Tableau 2-6. Propriétés du Chromel.

Afin de faire correspondre les mesures expérimentales et les températures calculees
extraites au pied des thermocouples modélisés, plusieurs paramétres du modéle numérique ont
été calibrés: la densité du courant aux bornes de 1’éprouvette, la durée de la chauffe, le
déclenchement de la trempe et les coefficients d’échange thermiques. Sur ce dernier point,
plusieurs zones ont été considérées (Figure 2-35) : une zone face a la buse de trempe (k=0.09
W/mmz/°C), une zone intermédiaire (k=0.02 W/mm2/°C), une zone opposée a la buse de trempe
(k=0.004 W/mm?/°C).
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Zone de trempe principale :

Arriére de I’éprouvette: h=0.09 W.mm-2.°C-1

h=0.004 W.mm2.°C!

Zone de trempe secondaire :
h=0.02 W.mm2.°C!

Conduction avec le reste de
I’éprouvette: h=0.2 W.mm=2.°C!

Figure 2-35. Coefficients d'échange thermique considérés lors de la trempe en fonction de la zone de
[’éprouvette.

On obtient alors les courbes de la Figure 2-36 montrant la corrélation entre les
températures relevées expérimentalement et reproduites numériqguement. Les températures
maximales atteintes sont similaires entre le calcul et les mesures ainsi que les cinétiques de
chauffes et de refroidissement. Le calage de la thermique du modeéle est donc réalisée.
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Figure 2-36. Comparaison entre les températures relevées expérimentalement et reproduites
numériquement.

Le modéle d’austénitisation implémenté dans Sysweld® permet alors de prédire
numériquement le pourcentage d’austénite formée lors de la chauffe (jusqu’a 32000 °C/s dans ce
cas). Afin de valider les prédictions (et I’extrapolation) de ce modele, on compare la proportion
d’austénite formée au changement de microstructure observé sur une section de 1’éprouvette
(Figure 2-37).

On remarque alors une trés bonne cohérence entre le pourcentage d’austénite formée prédit
et la microstructure observée sur les différentes zones de la section de 1’éprouvette. Ainsi, la
zone située face a la buse de trempe (zone 1) présente une microstructure quasi-similaire a la
microstructure initiale. Dans le modéle, cette zone correspond a moins de 25% d’austénite
formée lors de la chauffe. Puis, on observe un dégradé de la microstructure jusqu’a atteindre le
ceeur de I’éprouvette (zone 2 et 3). Le modele numérique présente également cette évolution en
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termes de pourcentage d’austénite formée: de 0% a 100% au cceur de D’éprouvette. 1l est
intéressant de noter en particulier que la zone 1 a atteinte une température de plus de 700 °C (soit
60 °C de plus que la température Acl pour une cinétique thermique lente) sans constater de
veritable changement de microstructure expérimentalement et avec une faible prédiction
d’austénite formée numériquement. Ainsi, méme pour des vitesses de chauffe et de
refroidissement tres élevées, le modele d’austénitisation calibré semble adapté.

Pourcentage
d’austénite

N W= O OD

DD = W

ULLLLCLLL L]

%‘fg‘é 4] entre 0% et 25%
B ‘!‘..%: 41 d’austénite
A

ITTTTTITD

{ formée

Figure 2-37. Comparaison entre la microstructure de I'éprouvette et le pourcentage simulé d‘austénite
formée lors de la chauffe.
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2.5 Influence du niveau de contrainte sur la transformation austénitique :
application de I’équation de Clausius-Clapeyron au 15-5PH

Les essais de dilatation libre utilisés pour calibrer la cinétique d’austénitisation du 15-5PH
représentent un chargement purement thermique. Contrairement a 1’usinage, le matériau ne subit
pas de chargement mécanique (contraintes et déformations). On peut alors s’interroger sur
I’influence de ces grandeurs mécaniques sur les cinétiques de changement de phase. En usinage,
la surface est trés fortement déformée (>100%) et subit des pressions de I’ordre du GPa. La
littérature métallurgique spécialisée ne travaille pas avec des ordres de grandeurs (contraintes ou
déformations) comparable a 1’usinage. Il est donc tres difficile de savoir quantifier 1’influence
des parametres mecaniques sur les températures de changement de phase et des essais combinant
chauffe rapide et déformation constituent une trés grosse difficulté expérimentale. On peut
néanmoins citer les travaux et la démarche de Ramesh (Ramesh, 2008) pour prendre en compte
I’influence de la contrainte équivalente en usinage. Il utilise pour cela 1’équation de Clausius-
Clayperon, démontrée et décrite par Darken (Darken, 1953) et Griffiths (Griffiths, 1987).

L’équation de Clausius-Clayperon décrit les effets de la pression sur I’équilibre entre les
phases dans un solide, un liquide ou un gaz. Pour la transformation de la ferrite/martensite a
’austénite, 1’équation d’aprés Darken (Darken, 1953) prend la forme suivante :

dP _ AH

tr

daT  TAV,

Equation 2-9

ou AH, est la chaleur latente (variation d’enthalpie) de transformation a’—y, AV, est la

variation de volume par unité de volume et T est la température de transformation. P est la
pression que 1’on peut assimiler dans notre étude a la contrainte équivalente.

Ainsi, si on considere une température moyenne d’austénitisation du 15-5PH : T,,s = 800
°C = 1073 K. La variation d’enthalpiec AH, correspondante est de 100000 J/kg= 5583000
mm?®.MPa/mol. Le changement de volume par mole AV, lors de la transformation a’'—y peut étre

estimé par la masse d’une mole de 15-5PH (55.83 g/mol) et la densité du 15-5PH sous forme
martensitique  (7.383 cm®/mol) et austénitique (7.213 cm*mol). On obtient alors

_95.83 5583

“ 7383 7.213
Clayperon (Equation 2-9), on obtient :

=—170 mm*/mol . En remplacant ces quantités dans I’équation de Clausius-

AT _TAV, _1073x(-170) _ 1 ane p
dP AH, 5583000

Equation 2-10

On arrive finalement & une variation de 0.033 K par MPa (Equation 2-10) ce qui représente
une faible sensibilité de la température de transformation a la pression. Ainsi, comme représenté
par la Figure 2-38, une contrainte (équivalente) dans le matériau de 2 GPa (soit une valeur
significative pour les procédés d’usinage) entraine une baisse des températures de changement
de phase d’environ 65 °C. L’influence de la contrainte sur les tempeératures de changement de
phase est donc significative. Néanmoins dans le contexte de notre étude (les cinétiques
thermiques extrémes de 1’usinage), ce décalage de quelques dizaines de degré du début de la

57




2-ETUDE DES CINETIQUES D’AUSTENITISATION DU 15-5PH

transformation austénitique ne change pas directement les conclusions sur 1’austénitisation de la
surface au cours du tournage (qui seront présentées au paragraphe 4.4.3 du chapitre 4).

Pression [MPa]

0 1000 2000 3000 4000
0 L] L) L) 1]

-100 -

-120

Variation de la température de
transformation [°C]

-140 -

Figure 2-38. Evolution de la température de changement de phase en fonction de la contrainte.

Par ailleurs en ce qui concerne I’influence de la déformation sur les variations des
températures de changement de phase, on peut noter que Beswick (Beswick, 1984) a constaté
une baisse de 15 °C de la température de changement de phase pour un acier a roulement AlSI
52100 ayant atteint précédemment 64% de déformation plastique. La encore, I’influence de la
déformation sur les températures de changements de phase existe mais reste faible dans le cadre
de notre étude. L’influence de la contrainte et de la déformation sur les températures
d’austénitisation sera donc négligée dans la suite.

2.6 Conclusion générale sur I’étude de ’austénitisation du 15-5PH

Dans un premier temps, des essais de dilatométrie libre ont été réalisés afin de mettre en
évidence les cinétiques d’austénisation de 1’acier inoxydable martensitique 15-5PH. Les vitesses
de chauffe employées varient de 6 °C/s a 11000 °C/s. Ces valeurs élevées ont pour but de se
rapprocher des cinétiques thermiques caractéristiques du procédé d’usinage. On constate que les
températures de début et de fin d’austénisation (Acl et Acl) sont directement dépendantes de la
vitesse de chauffage. Si la température Acl finit par se stabiliser (pour des vitesses de chauffe
supérieures a 1300 °C/s), la plage d’austénisation varie continuellement (augmentation d’Ac3)
méme pour les vitesses de chauffe les plus élevées. Ainsi, le passage d’une transformation
austénitique classique (par diffusion) a une transformation displacive (évoquée dans certaines
études) ne peut pas étre appliqué dans notre cas. L’étude de 1’énergie d’activation (fonction de la
vitesse de chauffe) vient confirmer ce résultat.

Dans un second temps, en se basant sur les résultats expérimentaux de dilatométrie libre,
les paramétres du modéle de changement de phase de Leblond ont été identifiés. Le modele
autorise 1’austénisation du matériau dés lors que la température est supérieure a la température
Acl. Dés lors, le changement de phase peut se produire indépendamment du fait qu’on se trouve
dans une phase de chauffage ou de refroidissement. Ainsi, I’austénitisation peut se poursuivre au
refroidissement si la température maximale atteinte est trop basse ou si la vitesse de chauffe est
trop éleveée pour aboutir a une austénisation complete pendant la chauffe.
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La plage de validité du modele a été étudiée. Les parameétres du modéle (Equation 2-5)
sont figés pour une variation de température supérieures a 1300 °C/s. Cette vitesse de chauffe
représente donc la vitesse minimale a atteindre lors de la calibration d’un modéle métallurgique
pour le 15-5PH. Les prédictions du modéle sont alors validées jusqu’a 11000 °C/s par une bonne
correlation avec les résultats expérimentaux.

Afin de valider expérimentalement une extrapolation du modele, des essais de chauffe
rapide suivis par une trempe instantanée ont été¢ mis en place. L’idée étant d’obtenir les vitesses
de chauffe et de refroidissement les plus élevées possibles expérimentalement. Comme les
données de dilatation sont inutilisables a de telles vitesses de chauffe (fréquence d’acquisition
limitée), les prédictions numeériques du modéle ont été validées par une comparaison avec des
micrographies (évolution de la microstructure pour une austénisation compléte ou partielle en
fonction du cycle thermique subi).

Enfin, on notera que le mod¢le métallurgique d’austénitisation calibré dans ce chapitre,
sera introduit dans la simulation globale de 1’usinage (tournage finition) au chapitre 4.
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3.1 Etatde’art

La qualité des résultats des modeles numériques employés pour la simulation des procédés
dépend, entre autres, de la pertinence des lois de comportement employées. En usinage, les
conditions thermomécaniques extrémes rencontrées rendent délicate cette étape de choix et de
calibration du modéle de comportement adopté. Des essais mécaniques, visant a se rapprocher au
mieux des conditions de déformation et de température, doivent étre mis en ceuvre. De plus,
outre la caractérisation « classique » des effets de plasticité et écrouissage, d’autres phénomeénes
(comme des évolutions microstructurales) doivent étre pris en compte pour retranscrire au mieux
la réalité du matériau.

3.1.1 Etude des évolutions microstructurales sous sollicitations sévéres

De nombreuses études ont été réalisées sur les changements de microstructure des métaux
sous sollicitations séveres. Ce terme générique regroupe un ensemble de mécanisme conduisant
généralement & une évolution totale de la microstructure. On peut notamment citer :

- les bandes de cisaillement adiabatique. 1l s’agit de bandes de cisaillement ou la
déformation se localise du fait de 1’adoucissement thermique ; la déformation plastique se
produit si rapidement que la quantité de chaleur générée ne peut s’évacuer par conduction dans le
matériau. On rencontre ce type d’instabilité plastique dans les essais de compression sur des
éprouvettes chapeaux (Hor, 2011), des essais de poinconnage (Zener, et al., 1944) ou des
copeaux festonnés (Poulachon, 1999) par exemple. Les niveaux de déformation atteints
représentent plusieurs centaines de pourcents pour des vitesses de déformation dépassant
grandement 1000 /s ((Lesuer, et al., 2005); (Meyers, et al., 2009)). Si leur mode de formation est
clairement attribué au couplage mécanique-thermique a grande vitesse, plusieurs auteurs se sont
intéresses a la microstructure formée dans ces bandes. Que ce soit Meyers (Meyers, et al., 2009)
ou Xu (Xu, et al., 2006) sur des alliages de titane ou Hines (Hines, et al., 1998) pour un acier
perlitique lors d’essais de cisaillement dynamique, les auteurs décrivent des grains equiaxes de
petites tailles (70nm). Les auteurs attribuent cet état au processus de recristallisation dynamique
enclenché a haute deformation et favorisé par la chaleur généree.

- les essais balistiques/explosions/charges creuses. La charge creuse est un type de
munition destiné a percer les blindages. Son fonctionnement est basé sur 1’effet Monroe, ¢’est-a-
dire sur le controle de la dispersion du flux d’énergie et de particules en fusion issus de
l’eXPIOSion. Les températures (700 °C), déformation (¢ = 900%), et vitesse de déformation (de/dt
=10 /s) atteintes pendant le jet constituent un cas extréme de déformation plastique des métaux.
Murr (Murr, et al., 1995) a comparé la microstructure initiale et finale du céne de charges
creuses en tantale. La microstructure initiale constituée de grains de tailles comprises entre 30 et
60 um se transforme en une microstructure constituée de grains équiaxes de 4 um. L’intérieur
des cellules et des grains présente une faible quantité de dislocations ce qui est typique du
processus de recristallisation dynamique.

Au niveau des études sur les impacts, on peut citer les travaux de Carrington (Carrington,
et al., 1948) ou la surface modifiée en envoyant un projectile en acier durci a 1167 m/s sur une
plaque d’acier. Dans un autre ordre de grandeur, Kermouche (Kermouche, et al., 2011) étudie la
formation de surfaces mécaniquement attritées (mechanically attrited surface MAS). Ces
surfaces sont genérées par impacts répétés de faible énergie (aucun echauffement) mais
conduisant & des déformations plastiques élevées (jusqu’a 200% pour 5000 impacts).
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- les grandes déformations par ECAP (Equal-Channel Angular Pressing) ou HPT (High
Pressure Torsion). Les études portant sur les dispositifs ECAP sont nombreuses. La méthode et
les conséquences métallurgiques sont décrites depuis longtemps (Yoshinori, et al., 1996). Les
auteurs cherchent a obtenir des structures submicroniques en faisant passer la matiére plusieurs
fois dans un conduit formant un angle jusqu’a 90°. Ainsi, Hwang (Hwang, et al., 2006) obtient
des grains de ferrite de 0.2 a 0.3 um aprés déformation d’un acier bas carbone. Puis, Hwang
réalise un essai de cisaillement dynamique sur ces échantillons (de/dt=200 /s). Il constate que la
taille de grain diminue encore (0.03-0.06 um) et explique ce phénomeéne par la recristallisation
dynamique. Pour les dispositifs HPT, Busquet (Busquet, et al., 2009) étudient la formation de
couche M2S2 (Mechanically Modified Superficial Structures) d’acier AISI1045 sur des
enclumes de Bridgman modifiées qui permettent de cisailler les échantillons en torsion tout en
appliquant des pressions trés élevées. lls notent que les structures fines sont associées aux fortes
déformations plastiques équivalentes et aux fortes pressions hydrostatiques.

- les zones de frottement intense. Ces zones de sollicitations extrémes sont générées par le
contact et le frottement de deux piéces. Beaucoup de systemes tribologiques ont permis de mettre
en évidence I’apparition de couches nanostructurées en surface. Au fil des études, de nombreuses
appellations ont vu le jour. Ainsi, Morgan (Morgan, 1983) montre I’apparition d’une couche
blanche (White Layer WL) sur la bague extérieure des roulements & bille apres utilisation. Sauger
(Sauger, et al., 2000) met en évidence une structure tribologiquement transformée
(Tribologically Transformed Structure TTS) aprés usure en fretting. Rigney (Rigney, et al.,
1984) décrit une couche mécaniquement mélangé (Mechanically Mixed Layer MML)
apparaissant dans le cas d’usure par frottement. Tous ces auteurs expliquent que 1’origine de
cette couche réside dans une transformation plastique sévere qui conduit soit a la germination et
la croissance de nouveaux grains aux joints de grain initiaux (recristallisation dynamique
discontinue), soit a la cassure des grains initiaux (recristallisation dynamique géométrique).

Bande cisaillement adiabatique.
Acier bas carbone. de/dt=1200 /s Impacts répétés ; Acier AISI1045.

>

NS C

. o
.

ECAP (Equal-Channel Angular
liage d’aluminium

WG

Figure 3-1 Exemple de microstructures fines obtenues lors de sollicitations mécaniques sévéres de la
matiere : a°) (Hwang, et al., 2006), b°)(Kermouche, et al., 2011) , ¢)° (Lin, et al., 2012), d°)(Zhang, et al.,
2006) .
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Finalement, toutes ces sollicitations se traduisent par des déformations tres élevées de la
mati¢re (généralement supérieure a 100%, et méme jusqu’a 900% pour les charges creuses
(Lurdos, 2008)). Par contre, les plages de tempeérature et de vitesse de déformation varient
beaucoup (du quasi-statique & froid en ECAP & 10’ /s en balistique). L autre point commun est la
transformation de la microstructure initiale. Il s’agit d’une réduction de la taille de grain initiale
d’un facteur supérieure a 10 pour obtenir une microstructure présentant des grains équiaxes. Si
certains auteurs évoquent des changements de phase par [’aspect thermique (exemple de
I’austénitisation pour Zener (Zener, et al., 1944)), la majorité s’oriente vers un phénomene de
recristallisation dynamique au regard des microstructures obtenues.

Enfin, on peut remarquer que I'usinage (le processus de coupe) peut aisément étre classé
parmi les sollicitations severes de la matiére. Nous verrons par la suite que de nombreuses études
expérimentales se sont intéressées aux changements de microstructure des surfaces usinées.

3.1.1.1 Les changements de microstructure des surfaces usinées

Il existe d’apres Griffiths (Griffiths, 1987) trois causes principales aux modifications des
microstructures de surface lors d’une opération d’usinage : les effets thermiques (chauffe rapide
puis trempe de la matiére), les effets mécaniques (déformation plastique sévére), les réactions
avec I’environnement.

Nombres d’études ont reporté 1’apparition d’une couche blanche apparaissant lors de
I’usinage de différents aciers. Certains attribuent clairement 1’apparition de cette couche a
I’impact thermique de 1’usinage sur la maticre, d’autres privilégient I’impact de la déformation
plastique.

Li (Li, et al., 2007) parle de transformation de phase dynamique et justifie I’apparition des
microstructures fines par la déformation et la vitesse de déformation tres élevée en usinage. De
méme, Duan (Duan, et al., 2012) apres une analyse fine des microstructures obtenues en surface
et dans le copeau lors du tournage de I’acier AISI1045, explique que les microstructures sont
dues a des phénomenes de recristallisation dynamique.

A T’inverse, Han (Han, et al., 2008) sur le méme acier considere que la couche modifiée de
surface est due a une austénitisation. Néanmoins, Han explique que la température de début de
transformation n’est pas atteinte lors de ’'usinage de cet acier aux propriétés mécaniques faibles
et explique que la déformation plastique sévere doit alors jouer un réle important. Chou (Chou,
et al., 1999) considére pour sa part une transformation purement thermique (chauffage rapide,
formation d'austénite et trempe) pour expliquer la microstructure de surface. Dans ce cas, la
couche blanche décrite comme une martensite non-revenue est accompagnée par une couche
sombre (zone de recuit). De méme lors d’une opération de rectification haute productivité,
Brosse (Brosse, et al., 2008) fait apparaitre une couche blanche d’épaisseur supérieure a 100 pum.
Cette couche est accompagnée d’une couche sombre en profondeur. La transformation
austénitique justifie ces changements.

Ramesh (Ramesh, et al., 2005) mélange les deux aspects (mécanique et thermique).
Ramesh présente les couches de surface formées lors du tournage dur de ’acier AISI 52100 (62
HRC). A partir des images au microscope électronique a transmission, Ramesh conclue que les
couches produites a faible vitesse de coupe sont dues au raffinement de grain lié a la deformation
plastique, tandis qu’a vitesse de coupe élevée les aspects thermiques (austénitisation) sont
dominants.
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Acier Fe-0.56%C, ferrito- Acier AISI 1045 (tournage)
perlitique (percage)
WEL

Deformed shear band

Acier 100Cr6 martensitique Acier AISI 52100 Acier AISI 1045
(rectification) (tournage dur) (tournage)

Figure 3-2 Exemple de couches de surface modifiées par ['usinage : a. (Li, et al., 2007), b.(Duan, et al.,
2012), c.(Brosse, et al., 2008), d.(Chou, et al., 1999), e.(Han, et al., 2008).

3.1.1.2 Larecristallisation des aciers

Nous avons vu que les couches modifiées par des sollicitations mécaniques séveéres sont
largement étudiées dans la littérature et décrites par de nombreux termes (couche blanche, M2S2,
TTS, MML, MAS,...). Quelque soit le terme par lequel est désigné cette couche, elle présente la
particularité d’avoir une microstructure beaucoup plus fine que la taille de grain initiale. Il s’agit
alors de s’intéresser aux mécanismes conduisant au raffinement du grain dans le matériau, a leur
caractérisation, a leur modélisation et a leur incidence sur le comportement plastique du
matériau.

Pour les aciers, la diminution de la taille des grains lors de la déeformation peuvent étre
interprétés en termes de restauration (DRV) et de recristallisation dynamique (DRX).

Montheillet (Montheillet, 2009) explique que pour les matériaux a forte énergie de défaut
d’empilement (aluminium, fer a, titane B, aciers ferritiques), la courbe contrainte-déformation
présente d’abord un domaine d’écrouissage , puis un maximum relativement peu accentué, suivi
d’un lent adoucissement conduisant a un domaine stationnaire, dans lequel la contrainte
d’écoulement reste constante (Figure 3-3). Celui-ci n’est parfois atteint qu’apres une déformation
tres élevée. Pour les aciers martensitiques, Bao (Bao, et al., 2005) explique que le pic de
contrainte est généralement peu marqué méme si les effets de la recristallisation sont visibles sur
les micrographies. Un tel comportement est associé aux processus de recristallisation dynamique
continue (DRXC) et de recristallisation dynamique géométrique (DRXG) (Montheillet, 2009)
que nous allons décrire par la suite.
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Figure 3-3 Courbe contrainte/déformation d 'un aluminium AA1050 déformé & 450 °C et représentatif des
phénomeénes de recristallisation dynamique continue et géométrique pour les matériaux a forte énergie de
défaut d’empilement (Montheillet, 2009).

La Figure 3-4 schematise le mécanisme menant une structure déformée a une structure de
grains fins équiaxes. Au cours de I’écrouissage, la densité de dislocations, homogene a 1’état
initial (Figure 3-4, a), 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’organisent sous forme de cellules a I’intérieur des grains déformés afin d’abaisser
I’énergie du systéme (Figure 3-4, b). Le matériau subit ici une restauration dynamique. Les
grains initiaux sont alors subdivisés en domaines faiblement désorientés et forment des sous-
grains (Figure 3-4, c).

Lorsque la déformation s’intensifie, la désorientation entre ces domaines s’accroit et
devient si importante que les sous-joints s’apparentent alors a des joints de grains (Figure 3-4, d).
De nouveaux grains se forment progressivement par rotation des sous-grains formés
précédemment et conduisent & la structure trés fine couramment observée (Figure 3-4, e).
Chague nouveau grain recristallisé peut étre a son tour sujet a cette transformation entrainant un
affinement progressif de la structure.
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Figure 3-4 Représentation de [’évolution microstructurale et de [’affinement de grain lors de déformation
a grande vitesse (Nesterenko, et al., 1997).

Ce mécanisme constitue la recristallisation dynamique dite continue du fait de 1’évolution
relativement homogéne de la structure. On 1’oppose a la recristallisation dynamique discontinue,
plus locale, pilotée par la germination de nouveaux grains, suivie d’un grossissement ou d’une
prolifération par collier aux joints de grains (Humphreys, et al., 2004).

Pour les tres hautes déformations, un autre mécanisme nommeé recristallisation dynamique
géométrique (DRXG) semble aboutir a un affinement également conséquent de la taille de grain.
Au fur et a mesure que la déformation augmente (Figure 3-5), 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. Ils peuvent alors subir des pincements locaux qui
conduisent a leur fragmentation et forment une structure a petits grains équiaxes (Humphreys, et
al., 2004).

Déformation croissante

>
>

Figure 3-5 lllustration du processus d’affinement de grains par recristallisation dynamique géométrique
(Humphreys, et al., 2004).

La caractérisation des phénomenes de recristallisation peut se faire de plusieurs maniéres.
La premicre passe par I’observation des microstructures obtenues. Comme nous 1’avons vu la
recristallisation conduit a des grains de petites tailles et equiaxes. On peut ainsi essayer de
déterminer quel type de recristallisation s’applique (DRXG, DRXC, DRX discontinue).
Deuxiéemement, a une échelle plus macroscopique, la recristallisation peut étre étudiée a travers
son influence sur le comportement plastique du matériau (baisse de la contrainte d’écoulement).
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Notre ¢tude s’appuie principalement sur ce couplage fort entre les modifications
microstructurales et le comportement mécanique.

La Figure 3-6 explique le lien entre les phénomenes de recristallisation/restauration et
1I’écoulement plastique observé lors d’un essai mécanique (Jonas, et al., 2009).

6]

L s G g o

0-pic

DRX

=
m -
=

c pic €

Figure 3-6 Lien entre les phénoménes microstructuraux et la contrainte d’écoulement (Jonas, et al.,

2009).

Lin (Lin, et al., 2008) décrit les étapes conduisant a ce type de comportement (Figure 3-6):

Etape | - Ecrouissage : sous I’effet de la déformation, la densité de dislocations
augmente rapidement provoquant une élévation de la contrainte (écrouissage). La pente
est positive mais decroit tandis que la restauration dynamique (DRV, réarrangement
menant a une annihilation de dislocations) se met en place.

Etape Il - Transition : a partir d’une déformation "critique", 1’écrouissage entre en
compétition avec un mécanisme d’adoucissement supplémentaire : la recristallisation
dynamique (DRX). Celle-ci vient renforcer les effets de la restauration et ralentit le
durcissement du matériau jusqu’a atteindre un maximum de contrainte.

Etape Il - Adoucissement : ce pic est suivi d’'une baisse soudaine de contrainte
montrant la prépondérance des phénomeénes d’annihilation des dislocations
(DRV+DRX). lls génerent progressivement une nouvelle structure de grains a
I’intérieur desquels ces processus s’appliquent a nouveau.

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

Finalement, il ressort de cette étude que le comportement du matériau aux grandes
deformations est directement dépendant du pourcentage de recristallisation Xprx en présence. En
effet, Jonas (Jonas, et al., 2009) explique que la baisse des contraintes due a la DRX (Acpgrx Sur
la Figure 3-6) est proportionnelle au taux de recristallisation.
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Etablir un modeéle de recristallisation dynamigue se compose alors en deux étapes :

e Déterminer un critére d’activation de la recristallisation. Comme on peut le voir sur la
Figure 3-6, le processus de DRX s’initie qu’a partir d’une déformation critique &,

o [Etablir une loi d’évolution. En effet, la DRX n’est pas un phénomeéne instantané. Le
taux de recristallisation Xprx augmente progressivement avec la déformation.

Critere d’activation de la recristallisation

On trouve dans la littérature plusieurs études visant a établir des modéles de
recristallisation a partir d’essais de compression a chaud. L’étude de Poliak (Poliak, et al., 1996)
constitue une base a de nombreuses recherches. A partir de considérations thermodynamiques
sur la conservation de 1’énergie apportée par la déformation et le stockage de cette dernieére dans
les dislocations du matériau, Poliak arrive aux conclusions suivantes: la recristallisation
dynamique s’initie lorsque 1’énergie stockée et le taux de dissipation atteignent leurs maximums
(= valeurs critiques). D’aprés Poliak, cette constatation se traduit de maniére directe sur une
courbe représentant le taux d’écrouissage @ en fonction de la contrainte d’écoulement o. En effet,
les conditions critiques d’initiation de la recristallisation se trouvent au niveau du point
d’inflexion de la courbe (Figure 3-7).

Ainsi, la Figure 3-7 représente un exemple de courbe 6-c a température et vitesse de
déformation constante avec :

_Oo

0=22
o€

Equation 3-1

De plus, d’aprés Ryan (Ryan, et al., 1986) et la théorie des courbes idéalisées, plusieurs
informations nécessaires a 1’établissement d’un modeéle de comportement matériau avec DRX
sont potentiellement lisibles sur la courbe 6-¢ (Figure 3-7). Ainsi, la contrainte pic g, (Figure
3-6) correspond a 6=0, soit le point d’intersection entre la courbe et 1’axe des abscisses (valeur
maximale— dérivée nulle— 6=0). De plus en 1’absence de DRX, la courbe n’aurait pas subi de
point d’inflexion. On peut alors tracer une hypothétique droite représentant le comportement du
materiau sans DRX (en pointillé sur la Figure 3-7). L’intersection de cette droite avec I’axe des
abscisses nous donne la valeur de la contrainte os (Figure 3-6 et Figure 3-7). Par ailleurs, en
reportant la valeur de la contrainte critique o sur la courbe o-¢ de 1’essai, on peut déterminer la
déformation critique &c.
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Figure 3-7 Exemple de courbe 0 - o pour un essai a 500 °C ; de/dt =80 /s.

On peut alors s’interroger sur les paramétres influencant la valeur des conditions critiques
(gc OU o). Logiquement la température et la vitesse de déformation apparaissent comme deux
parametres clefs au regard des mécanismes microstructuraux en présence et précédemment
présentés. De ce fait, plusieurs études établissent alors une relation entre les conditions critiques
et le nombre de Zener-Hollomon sous la forme ¢.=f(Z) avec :

Z=¢c.exp (R%J

Equation 3-2

Z regroupe sous une méme variable ’effet de la température T et de la vitesse de
déformation £ en les couplant a une énergie d’activation Q (mécanisme thermiquement activé).
R est la constante des gaz parfaits.

Cette relation entre & et Z est prise en compte par exemple par Quan (Quan, et al., 2011)
apres des essais de compression de 900 °C a 1100 °C sur un acier 42CrMo4 (loi linéaire entre les
logarithmes des déformations critiques et de Z). Chen (Chen, et al., 2011) montre également une
relation linéaire entre o et In(Z) lors d’essais de compression sur un acier 30CrNi4MoV a chaud
pour des vitesses de déformation de 0.001 a 0.1 /s.

Loi d’évolution de la recristallisation

Comme I’écrit Mirzadeh (Mirzadeh, et al., 2010), la recristallisation dynamique peut étre
considérée comme une transformation solide. De ce fait, 'utilisation d’une loi cinétique de type
Johnson-Mehl-Avrami-Kolmogorov ((Johnson, et al., 1939), Equation 3-3) semble adapté.

X =1-exp(-kit")

Equation 3-3

X est le pourcentage d’avancement de la transformation (dans notre cas Xprx representera
le taux de matériau recristallisé), k est la constante d’Avrami et n une constante appliquée en
exposant au temps t.
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Cette démarche a eté adoptée entre autre par Mirzadeh (Mirzadeh, et al., 2010) pour
étudier les cinétiques de DRX pour un acier 17-4PH (proche du 15-5PH) lors d’essais de
compression (T=[950-1150] °C ; de/dt =[0.001-10] /s), par Chen (Chen, et al., 2011) pour un
acier 30CrNi4MoV, par Jonas (Jonas, et al., 2009) sur un ensemble de 11 nuances d’acier et des
essais de compression allant de T=[950-1100] °C et de/dt =[0,01-1,5] /s.

Il y a deux constantes & calibrer dans 1’équation de la loi d’évolution (Equation 3-3) : k et
n. Suivant la méthode utilisée par Mirzadeh (Mirzadeh, et al., 2010), I’Equation 3-3 peut se

mettre sous la forme :
n.logt +Iogk—log[ln(;ﬁ
DRX l— XDRX

Equation 3-4

Ainsi le tracé de la courbe Iog(ln(1 D en fonction de logt,., Nous donne une droite

DRX
de pente n et d’ordonnée a 1’origine logk (Figure 3-8). Pour tracer cette droite, il faut néanmoins
déterminer les valeurs de Xpgrx et de tprx.

e Xprx correspond au pourcentage de matériau recristallisé¢ durant I’essai. Nous avons vu
précédemment que cette proportion peut étre directement reliée a la baisse de la
contrainte d’écoulement Aoprx. La baisse maximale de la contrainte (Xprx =100%) est
donnée par ost - oprx. Suivant la méthode de Mirzadeh (Mirzadeh, et al., 2010) , on
peut poser :

JSv’:lt

Osat — Oprx

— O
XDRX =

Equation 3-5

Ainsi on peut estimer a tout instant le taux de matiére recristallisée Xprx @ partir des
valeurs de o< €t oprx (extraites du tracé des courbes o—¢ et 6-c) et de la contrainte
d’écoulement .

e tprx est le temps correspondant a la durée de la transformation. Nous avons vu
précédemment que la DRX s’initie pour une déformation critique & Cet instant
correspond au temps zéro de la transformation. Si ’on travaille a partir d’essais a
vitesse de déformation constante, on peut alors écrire :

Equation 3-6

On peut ainsi déterminer les constantes k et n pour I’ensemble des essais (ensemble de
conditions de température et de vitesse de déformation).
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log ey

Figure 3-8 Exemple de détermination des parameétres n et k de la loi d’évolution d’Avrami pour un essai
a 600 °C ; de/dt =0.01 Is

On peut finalement résumer la modélisation de la DRX a partir de la démarche présentée
ainsi :

Un critére d’activation de la DRX :
Une déformation critique . déterminée a partir du tracé de la courbe 6-c et lier aux
différentes conditions d’essai par une relation au nombre de Zener-Hollomon ¢.=f(2).

Une loi d’évolution de la DRX
Une loi basée sur une cinétique d’Avrami, avec des paramétres k et n calibrés pour les

- : 1
essais a partir de la courbe Iog[ln[—
~ /MDRX

D en fonction de logt,, -

On obtient alors le pourcentage de matériau recristallisé Xprx a tout instant que 1’on peut
relier directement a une baisse de la contrainte AGprx= Osat - O.

3.1.2 Rhéologie et lois de comportements
3.1.2.1 Partition des taux de déformations

La rhéologie est I'étude de la déformation et de I'écoulement de la matiére sous I'effet d'une
contrainte appliquée. Dans le cas des matériaux métalliques, I’expérience indique 1’existence
simultanée de plusieurs mécanismes de déformation (élastique, plastique, visqueuse,
thermique...).
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Afin d’écrire les équations constitutives, le tenseur des taux de déformations est
décomposé en plusieurs parties :

- une partie élastique £

- une partie thermique 8=th :la déformation thermique est due a la variation du

coefficient de dilatation en fonction de la température.
h
el =a(M)(T-Ty)l

Equation 3-7

avec Ty température a laquelle la déformation thermique est nulle.
- une partie plastique i dont I’évolution dépend du comportement du matériau.

Le taux de déformation totale s’écrit alors comme la somme des taux :

tot th - p

+

[
™.

I

Equation 3-8

D’autres taux de déformations peuvent également s’ajouter comme ceuX liés a la plasticité
de transformation (déformation résiduelle liée a une transformation metallurgique se faisant sous
une contrainte inférieure a la limite de plasticité du materiau).

3.1.2.2 Laplasticite

Les ¢léments nécessaires a la modélisation du comportement plastique d’un matériau sont
un critere de plasticité et une loi d’écoulement (avec son modéle d’écrouissage).

Le critere de plasticité, délimitant toujours une surface de plasticité convexe, est dit
1sotrope si la contrainte de chargement est invariante par changement de repere. C’est le cas du

critére de von Mises que nous allons considérer par la suite: f (g) =0Oyn — 0y

Equation 3-9

avec oy la limite d’¢lasticité et oym la contrainte equivalente de von Mises définie en

fonction de o par:
f?» :
Oym :«PJz(g) = E(O-D 'O-D)

Equation 3-10

1
Tr(o)l et J,(0)= EO'D o

Wl

ou op=0-—

Equation 3-11 et Equation 3-12
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La loi d’écoulement permet la détermination de la déformation plastique une fois le seuil
d’écoulement atteint soit lorsque la fonction de charge est nulle f(g)ZUVM —0y =0, La
plasticité augmente seulement si f est nulle telle que :

£”=0si f<0

£">0si f=0
Equation 3-13

La vitesse de déformation plastique est déterminée d’apres la loi d’écoulement par :

it
= Jo

Equation 3-14

avec : 8=p la vitesse de déformation plastique, f la fonction de charge et A un scalaire défini

par la relation de cohérence f =0 indiquant que 1’état de contrainte se trouve sur la surface de
plasticité.

L’évolution de la limite d’élasticité avec la déformation plastique constitue la loi
d’écrouissage. Il existe trois modes d’écrouissage possible : 1’écrouissage isotrope (Figure 3-9,
a), I’écrouissage cinématique (Figure 3-9, b) et I’écrouissage mixte (Figure 3-9, c).

CQ ) s — S3

Figure 3-9 Représentation des différents modes d’écrouissage : a. isotrope, b. cinématique, c. mixte
(SYSTUS, 2008).

Le modele choisi dépend bien sir du matériau mais aussi du type de sollicitations étudié.
Ainsi, en fonction de I’application fixée, un matériau peut ainsi se voir affecter des modéles de
comportement tres différents selon le phénomeéne modélise.

Le modéle d’écrouissage isotrope est caractérisé par une homothétie du domaine
d’¢élasticité dans I’espace des contraintes. L’écrouissage est fonction d’une seule variable scalaire
notée R. Le critere de plasticité est défini alors par (dans le cadre d’un critére de von Mises) :
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f(o,R)=0, —R-0o, =‘/3J2(g)—R—Gy

Equation 3-15

On regroupe parfois les variables R et o, en écrivant le critére de plasticité sous la forme :
f(e)=0ow —o,(p)=/33,(c) —o,(p) ou 7,(P)=0,,+K.p dans le cas, par exemple,

d’un écrouissage linéaire (p étant la déformation plastique cumulée).

L’écrouissage cinématique est caractérisé par une translation du domaine d’élasticité¢ dans
I’espace des contraintes. L’écrouissage dépend donc d’une variable tensorielle X . Le critére de

plasticité est défini alors (dans le cadre d’un critére de von Mises) par:

f(g.X)=\32,(c-X) -0,

Equation 3-16

Un écrouissage mixte correspond a une translation et une homothétie du domaine
d’¢lasticité¢ dans 1’espace des contraintes. Le critére de plasticité va prendre en compte une
variation de la limite d’¢élasticité oy et un déplacement suivant une variable X .

Comme le décrit Lof (Lof, et al., 2001), il est possible de formuler des modéles de
plasticité dépendants de la vitesse de déformation. Ainsi la limite d’écoulement précédemment
présenteé oy peut dépendre de la plasticité cumulée p mais aussi le cas échéant de la température T

et de la vitesse de sollicitation p = /55" :£" . Le critére de plasticité s’écrit alors (dans le cadre

f(a. X)=33,(c—X) —0,(p.p.T)

d’un critére de von Mises) :

Equation 3-17

On remarquera que ce type de formulation (ou la surface de charge dépend de la vitesse de
déformation) est différente des formulations viscoplastiques classiques (du type loi d’Odqvist ou
de Norton-Hoff). En effet, en viscoplasticité le critere f peut étre supérieure a zéro et prendre des
valeurs arbitraires alors que dans ce cas de plasticité ou o, dépend de p, f reste inferieur ou égale

a zéro.
3.1.3 Les moyens expérimentaux de caractérisation

Il existe un trés grand nombre de moyens expérimentaux visant a étudier le comportement
d’un matériau. La difficult¢ en usinage réside dans les conditions intenses de déformations
(>200%), vitesses de déformation (>10° /s) et d’échauffement extrémes (10° °C/s). Actuellement,
il est trés difficile de distinguer un moyen expérimental capable de reproduire ces conditions. On
peut décrire brievement les performances des quelques moyens d’essais utilisés couramment en
les classant selon leur mode de sollicitation.

Traction

L’essai de traction est sans doute le plus pratiqué notamment afin de déterminer la limite
d’¢élasticité, la contrainte ou 1’allongement a rupture d’un matériau. Etant purement uniaxial, il
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est assez aisé de remonter a une loi de comportement uniaxiale a partir de 1’allongement de
I’éprouvette (extensometre) et de I’effort mesuré. L’apparition précoce de striction suivie
d’endommagement limite souvent la caractérisation des phénomeénes d’écrouissage a ~10 % de
déformation plastique. Au niveau des vitesses de déformation appliquées, la gamme classique est
relativement basse (quasi-statique 10 /s & 0.1 /s). Néanmoins, certains machines dynamiques
(lanceur a gaz, masse tombante) couplées a des formes d’éprouvettes particuliéres permettent
d’atteindre des vitesses de déformations jusqu’a 10° /s (Nistor, 2005).

Cible
i Projectile
t 4 | L
— 1 — — ¥ — 2% |2 Dol +——— 1 [%
¥ [ )
1 by .
- - H o
hl, 4
h2,
== Hc L

Figure 3-10 Dispositif de traction dynamique (Nistor, 2005)

Compression

L’essai de compression permet d’atteindre un domaine de déformation vraie plus étendu
sans endommagement de I’échantillon. L’essai de compression dynamique est trés populaire. A
travers des dispositifs comme les barres d’Hopkinson (une onde de pression est transmise a
I’éprouvette par l’intermédiaire d’un projectile) ou des essais Taylor (projection directe de
I’éprouvette sur un massif rigide), il permet d’atteindre des déformations trés importantes (¢ > 3)
et des vitesses de déformations (> 10° /s). Néanmoins, la mise en ceuvre de ces essais et leur
dépouillement représentent souvent de grosses difficultés expérimentales et nécessitent
I’utilisation de méthodes inverses a 1’aide d’un modéle numérique correspondant (Nistor, 2005).

La principale difficulté propre a I’essai de compression réside dans la maitrise des
I’hétérogénéité des déformations principalement due au frottement sur les enclumes. Lorsque le
frottement est important, I’écoulement radial est en effet réduit et 1’éprouvette prend la forme
caractéristique du tonneau.

Projectile Barre entrante  Echantillon Barre sortante \V

T/;—}'_I:\‘llﬁia | —

Jauges de déformation

Barres d’Hopkinson Essai de Taylor

Figure 3-11 Barre d’Hopkinson et principe de l’essai Taylor.
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Cisaillement/Torsion

L’essai de cisaillement représente une alternative intéressante au niveau du mode de
sollicitation. La géométrie de 1’éprouvette (treés variable) influence directement le type d’essai et
ces capacités. On peut notamment citer les essais de double cisaillement ((Rusinek, et al.,
2001),(Nistor, 2005)), les éprouvettes chapeaux (Hor, 2011) et les éprouvettes SCS (Shear-
Compression-Specimen (Rittel, et al., 2002)). On peut également évoquer 1’essai de torsion, qui
n’est rien d’autre qu’un essai de cisaillement simple et qui permet de caractériser le matériau
pour de trés grandes déformations (1 < & < 3) tout en supprimant la question du frottement aux
interfaces avec 1’outil (Lurdos, 2008).

ra
2°) ==

c°) d°)
Figure 3-12 Différents dispositifs d’essais de cisaillement : a. cisaillement double, b. éprouvette SCS, c.
éprouvette de torsion, d. éprouvette chapeau.

En termes de vitesse de déformation, les essais de cisaillement permettent d’atteindre des
vitesses supérieures & 10* /s en utilisant des dispositifs dynamiques (par exemple une machine
Gleeble® et des éprouvettes chapeaux (Hor, 2011)).

La grosse difficulté des essais de cisaillement présentés réside dans la maitrise et la prise
en compte de I’endommagement. En effet, de nombreux auteurs constatent 1’apparition de
fissures ((Nistor, 2005), (Hor, 2011)) dans les zones de cisaillement des éprouvettes ce qui
modifie directement la signification de la contrainte extraite des essais.

Finalement, les essais de compression dynamique ont été retenus pour étudier la rhéologie
du 15-5PH en particulier pour tirer profit de la disponibilité et des performances du simulateur
thermomécanique Gleeble® 3500 du LaMCoS. Des essais cycliques, réalisés sur une machine
hydraulique Schenck viendront complétés la caractérisation du mode d’écrouissage.

3.2 Modélisation de I’écrouissage du 15-5PH : essais cycliques

L’objectif de ce chapitre est, entre autre, de fournir un modéle de comportement du 15-
5PH adapté a la simulation du tournage. De cette contrainte découle la nécessité de travailler
avec des déformations importantes, de prendre en compte l’influence de la vitesse de
déformation mais aussi de modéliser le mode d’écrouissage de fagon précise. En effet lors d’une
opération de tournage, en fonction de 1’avance de 1’outil et de son rayon de bec, la matiére usinée
subit plusieurs cycles thermiques et mécaniques (charge/décharge). Cet aspect cyclique du
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chargement mécanique ne peut pas étre négligé lorsque 1’on souhaite modéliser plusieurs
rotations de la piece. De plus, a une échelle plus fine, le passage de la matiére dans la zone de
coupe entraine également un chargement de type compression puis traction. La matiére est
comprimée avant d’arriver sur I’aréte de coupe puis subit de la traction apres le passage de la
zone de contact en dépouille (Figure 3-13).

// Copeau ,\r
couche su peneure

dela piéce Contrainte

E
D
/ Déformation

F +

—

tracllon “’mp'“-"m“ ! Vitessedela
; matiére
B

N
:T TX immpressmn : 0

traction IR Evolution dela
contrainte sous les
Contrainte chargements

résiduelle -7
F

O-XX

i
!
/

A
B - . ;
- Evolution des contraintes
Evolution des contraintes dans le repéres
pendant la coupe contrainte/déformation

Figure 3-13 Illustration du chargement mécanique induit par la coupe (Valiorgue, 2008).

Pour ces raisons, des essais de traction/compression cycliques ont été réalisés afin
d’étudier le mode d’écrouissage du 15-5PH (isotrope/cinématique) et de calibrer un modéle
adapté.

3.2.1 Procédure expérimentale

Les essais sont réalisés a 1’aide d’une machine de traction hydraulique de capacité 200 kN
sur des éprouvettes en 15-5PH extraites d’un brut fourni par EUROCOPTER. Le plan des
éprouvettes est disponible Figure 3-14. Les déformations sont mesurées a 1’aide d’un
extensometre a couteaux (Erreur absolue sur la mesure de déformation +/- 0.005%).

Les essais ont été réalisés pour plusieurs températures. Pour le 15-5PH, qui présente une
austénitisation a haute température, les essais ont été réalisés lors de la chauffe (phase
martensitique) et lors du refroidissement (phase austénitique) et parfois pour des températures
identiques. Les températures testées peuvent étre représentées sur la courbe de dilatation libre
(Figure 3-14). La chauffe est réalisee par induction et la température est mesurée par une série de
thermocouple le long de la partie utile de 1’éprouvette (Figure 3-15). La vitesse de montée en
température et de refroidissement est de £3 °C/s.
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Figure 3-15 Dispositif expérimental des essais cycliques.

Les essais consistent en une succession de cing cycles de traction/compression en
modifiant progressivement la déformation atteinte. Les essais sont réalisés jusqu’a une
déformation de 2% afin d’éviter les problemes liés au flambement des éprouvettes en
compression. La vitesse de déformation est constante et égale & 5.10™ /s. La Figure 3-16 présente
le trajet de déformation complet. Certaines déformations sont répétées afin de pouvoir comparer
les cycles et étudier des variations liées a la déformation plastique cumulée.
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Figure 3-16 Trajet de déformation.

Les courbes contrainte/déformation complétes pour le 15-5PH sont présentées Figure 3-17.
La déformation affichée est celle mesurée par 1’extensometre. La contrainte conventionnelle est
calculée a partir de I’effort axial mesuré F et du diametre initial des éprouvettes :

___F
m.dy’
4

Equation 3-18

On aurait pu calculer la contrainte vraie mais la différence est négligeable du fait des
petites déformations.
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Figure 3-17 Résultats des essais de traction/compression en fonction de la température et de la
microstructure.

3.2.2 Modélisation de I’écrouissage

On remarque sur la Figure 3-17 que la stabilisation des cycles se fait tres rapidement. Les
cing cycles traction/compression réalisées par déformation sont quasi immédiatement
SUPErposes.

On remarque a partir des courbes contraintes/déformation que 1’écrouissage du 15-5PH est
majoritairement cinématique (il n’y a pas de variations de 1’amplitude entre les limites
d’¢élasticité en traction et en compression au cours des cycles). Une identification sur une loi de

comportement cinématique non-linéaire (de type Armstrong-Frederick) est alors proposée
(Chaboche, et al., 2004).

Cette loi permet de modéliser un comportement correspondant au régime stabilisé et sans
prise en compte de I’effet mémoire, ainsi seuls les derniers cycles réalisés pour les différentes
amplitudes de déformation seront pris en compte. Le modele recherché peut se décrire ainsi :

Le critére de plasticité : f =, fSJz(g—é) -0,

Equation 3-19

wiN

avec I’évolution du tenseur d’écrouissage : X =

.C.ﬂ—y.é.p

Equation 3-20
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C et y sont des parametres matériaux, oy la limite d’¢élasticité et p la deformation plastique

cumulée ; p=

Il s’agit alors d’identifier les paramétres oy, C et y. On utilise pour cela la méthode decrite
par Chaboche et al. (Chaboche, et al., 2004) dans le cadre d’essais uniaxiaux. La valeur du
module d’Young est déterminée a partir de la partie linéaire des courbes contraintes/déformation.
On peut alors se ramener a la déformation plastique :

_ (o
gp = ot _E

Equation 3-21

Le coefficient C/y est ensuite déterminé comme valeur asymptotique de la courbe (Figure
3-18) :

Equation 3-22

ou 4o représente I’amplitude de contrainte et Ae, représente 1’amplitude de déformation
plastique lors d’un cycle compression/traction. On obtient alors le coefficient C en tracant la
courbe (Figure 3-18) :

Equation 3-23
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Figure 3-18 Exemple d’évaluation des paramétres C et y pour l’essai cyclique a 20 °C.

Les paramétres identifiés sont présentés dans le Tableau 3-1:

Température (phase) E [MPa] o, [MPa] C Y

20 °C (martensite) 199000 530 421405 730
300 °C (martensite) 181940 382 284420 508
600 °C (martensite) 155560 197 120000 600
300 °C (austenite) 154280 200 125400 330
600 °C (austenite) 124000 185 110000 500
850 °C (austenite) 117000 70 76500 900

Tableau 3-1 Evolution des paramétres du modéle d’écrouissage en fonction de la température et de la
microstructure.

On peut alors valider les paramétres identifiés en tracant sur le méme graphique les
courbes cycliques expérimentales et prédites par le modele calibré. On obtient les résultats

présentés Figure 3-19 .
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Figure 3-19 Comparaison entre les courbes expérimentales et les prédictions du modéle d’écrouissage
identifie.

On remarquera que les courbes issues du modele d’écrouissage identifié se confondent aux
courbes expérimentales. Cette conclusion permet de valider deux points : le fait d’avoir choisi un

modéle purement cinématique non-linéaire a deux parameétres et I’identification des paramétres
de ce dernier.

3.3 Essais de compression dynamique

3.3.1 Conditions expérimentales

L’objectif de cette série d’essais de compression est d’étudier le comportement du 15-5PH

pour des déformations (et des vitesses de sollicitation) élevées. Il s’agit en particulier de
s’intéresser aux phénomenes de recristallisation.
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Les essais de compression dynamique ont été réalisés sur le simulateur thermomécanique
Gleeble® 3500 du LaMCosS.

Le choix des conditions de sollicitations est le suivant :

e 6 températures: T= [20 ; 100 ; 200 ; 400 ; 500; 600] °C. Ce choix est dicté par
I’objectif de rester en dessous de la température de début de transformation
austénitique Acl= 642 °C.

e 3vitesses de déformations (sur 4 décades) : ¢ =[0.01; 1 ;80] /s.

On peut noter que les ordres de grandeur des vitesses de deéformation ainsi que des
températures sont inférieurs a ceux de I’usinage du 15-5PH (T= [800-900] °C ; é = 10° /s). Les
vitesses de sollicitations sont limitées par les capacités du dispositif utilise.

On peut néanmoins remarquer que la majorité des modeéles travaillant sur les phénoménes
de recristallisation possédent un critére basé sur le nombre Z de Zener-Hollomon rappelé ci-

dessous (Equation 3-24).
Z=¢c.exp (i]
RT

Equation 3-24

Z regroupe sous une méme variable 1’effet de la température et de la vitesse de déformation
en les couplant a une énergie d’activation Q (mécanisme thermiquement activé).

Zener et Hollomon (Zener, et al., 1944) supposent que I’effet d’une augmentation de la
vitesse de déformation peut étre 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.

Ainsi la Figure 3-20 représente la plage de Z correspondant a 1’usinage et la plage de Z
testée pendant les essais de compression. On remarque que [’usinage travaille sur une plage de
log(Z) allant de 17 a 24. La plage testée lors des essais de compression est beaucoup plus vaste et
englobe celle de I’usinage puisque qu’elle va de 13 a 47.
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Figure 3-20 Valeur du paramétre de Zener-Hollomon log(Z) dans le cadre de ['usinage et des essais de
compression dynamique.

Le simulateur thermomécanique Gleeble3500® est capable d’exercer des efforts statiques
jusqu’a 100 kN pour des vitesses de déplacement du vérin atteignant 1 m/s. Il est équipé d’une
cellule d’effort dynamométrique et les déplacements sont fournis par un extensometre
longitudinal (capteur LVDT) fixé sur les mors (Figure 3-21). La fréquence d’acquisition des
signaux a été sélectionnée entre 10 Hz et 5 kHz suivant la vitesse de déformation de 1’essai.
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Figure 3-21 Dispositif de compression sur la machine Gleeble®.

L’échantillon @ comprimer (plot de compression) est placé entre deux enclumes de carbure
de tungsténe. Le contact entre les enclumes est le plot est contrdlé par 1’ajout de feuille de
graphite et de pate de nickel (lubrification par graisse chargée en nickel). Ces deux matériaux
permettent a la fois d’assurer une trés bonne conduction électrique, de limiter d’éventuels défauts
de planéité, d’abaisser et de controler le coefficient de frottement (constant entre les essais).
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Les éprouvettes se résument a des cylindres de diametre initial dy = 60,025 mm et
longueur initiale hy = 9+0,025 mm. Des tolérances de 0,025 mm sur le parallélisme des faces et
0,01 sur leur perpendicularité a I’axe de révolution ont été¢ imposées afin d’assurer la qualité et la
répétabilité des essais. Les hétérogénéités matiere ont été limitées en les prélevant dans les
mémes zones du brut.

9+0.025 |

060 [ 75&[)

Figure 3-22 Eprouvette de compression.

La mise en température de 1’éprouvette est réalisée par effet joule et contrdlée par un
thermocouple type K (Chromel-Alumel) formé de deux fils de diamétre 0,1 mm soudé a la
surface du plot (Figure 3-21, Figure 3-22). La montée en température jusqu’a la température
souhaitée de ’essai se fait a vitesse de chauffe lente +5 °C/s. Un temps de maintien de 1 min est
observé avant la compression afin d’assurer I’homogénéité de la température dans le plot. Durant
les essais, le courant de chauffe de consigne est maintenu. Ainsi I’éprouvette reste a la
température de consigne pendant les essais a faible vitesse de déformation.

T A
Maintien Compression
(1 min)
efroidissement
Chauffe libre
+5°C/s
> t

Figure 3-23 Cycle thermique des essais de compression.

3.3.2 Meéthode de dépouillement

L’essai de compression est un essai d’apparence simple, néanmoins la valeur des résultats
obtenus peut étre affectée par le frottement a Dinterface plot/enclume (hétérogénéité de
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déformation), par I’autoéchauffement lors des essais rapides et par les défauts de rigidité de la
machine.

Afin de corriger I’impact de ces phénomenes sur les courbes expérimentales extraites, la
démarche purement analytique décrite ci-apreés a été appliquée.

3.3.2.1 Extraction des courbes contrainte/déformation

Les mesures réalisées par I’extensométre longitudinal et le capteur d’effort nous donnent
les valeurs du déplacement 41 et de I’effort F. On calcule alors la déformation logarithmique €jqq
(ou déformation rationnelle) a partir de la longueur initiale I, (9mm) :

0

o+l d I, +Al
Eiog :I =In

Equation 3-25
La contrainte vraie oyraie €St déterminée en considérant la déformation plastique
incompressible. On utilise la relation suivante :
F FIl  F(l,+Al)
Ovraie = o — =
S, S, Sy,

Equation 3-26
avec li longueur instantanée et S; surface instantanée.
3.3.2.2 Prise en compte de la rigidité de la machine

La mesure de déplacement par un extensomeétre placé sur les mors est surestimée (comme
le montre Hor (Hor, 2011)). Plusieurs piéces et surfaces de contact interviennent dans la chaine
de mesure (Figure 3-21) ce qui augmente la souplesse du dispositif. Le déplacement est alors une
donnée indirecte, contrairement a un systeme de mesure directement placé sur la zone de
sollicitation. Il intégre la déformation élastique des mors et des enclumes ainsi que la mise en
compression de I’éprouvette.

gmesurée = géprouvette + gmachine
(o)
gmesurée - E
app
(o)
géprouvette - E
o
gmachine - k
machine

Equation 3-27

0U Kmachine €St la raideur de la machine, Eapp est le module d’élasticité apparent et E est le
module d”Young du matériau. Pour un montage en série, la contrainte est la méme partout, donc
nous pouvons écrire :
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app machine

Equation 3-28

I est trés difficile de déterminer la valeur de la rigidité de la machine pendant I’essai.
Comme le montre Hor, cette rigidité dépend de la température de 1’essai et de la vitesse de
sollicitation. On suppose néanmoins que la valeur de Kmacnine €st constante au cours de 1’essai.

Ainsi, on peut travailler a partir des courbes contrainte/déformation plastique et
s’affranchir alors de la rigidité de la machine.

Equation 3-29

Pour chaque courbe, on détermine alors le module d’Young apparent Eap, €t la limite
d’¢lasticité. On se rapporte alors a la courbe contrainte/déformation plastique en supprimant la
partie linéaire a partir de I’Equation 3-29.

1000 - 1000 1
900 - 900 1
800 800 r
700 A 700 -
600 600 -
500 o Eapy~ 9065 MPa I:> 500 A —Contrainte - déformation plastique
400 A 400 -
300 4 300 A
200 A 200 -
100 100

Contraintes [MPa]

—Contrainte - déformation totale

Contraintes [MPa]

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2
& &

Figure 3-24 Correction de la rigidité de la machine en se ramenant & une courbe contrainte/déformation
plastique (essai a 400 °C, de/dt =11/5s).

3.3.2.3 Correction du frottement

Afin de corriger les effets du frottement, la contrainte peut étre calculée a partir de la
formule donnée par Dieter (Dieter, 1988), déterminée a partir de la méthode des tranches et
décrite dans le guide des essais de compression de Roebuck et al. (Roebuck, et al., 1997):

Equation 3-30

avec d; diameétre instantanee, h; hauteur instantanée et p le coefficient de frottement a
I’interface plot/enclume.
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On remarque que la difficulté principale réside dans la détermination du coefficient de
frottement p. On suppose que sa valeur ne changera pas entre les essais de part les précautions
prises pour assurer des interfaces de contact constantes (feuille de graphite, graisse nickel).

11 est tres difficile de quantifier expérimentalement le coefficient de frottement entre I’acier
et le mélange graphite/graisse nickel dans les conditions d’un essai de compression. Si on se
rapporte aux résultats de la littérature (determines généralement par méthode inverse a partir de
la forme finale des éprouvettes), Hor utilise une valeur de 0.1 (déterminée expérimentalement
pour I’acier 42CrMo4 et validée lors d’essais de compression en conditions similaires aux notres.
Pour des essais statique et dynamique, Lichtenberger (Lichtenberger, et al., 1994) obtient des
valeurs allant de 0.03 (statique) a 0.085 (dynamique) avec une lubrification (dépdt de bisulfure
de molybdene) et un acier C45. Ashton (Ashton, et al., 1997 ) détermine un coefficient de
frottement allant de 0.1 & 0.2 pour un acier RHA/UK100 et une lubrification silicone sous
sollicitation dynamique.

Finalement, au regard des valeurs trouvées dans la littérature et compte tenu de la plage
relativement faible des variations, la valeur du coefficient de frottement a été fixée a p=0.1.

1400 1
1200
£ 1000
=
E 800 4+ ... u=0_05
£ 600 - —n=0.1
=
== n=0.15
8 n
400 - —u=0.2
200 A —Courbe sans correction du frottement
0 T
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2
E

Figure 3-25 Comparaison entre la courbe contrainte/déformation plastique initiale et les courbes avec
correction du frottement en considérant u=[0.05 ; 0.2] (essai a 20 °C ; de/dt = 1 /s).

3.3.2.4 Correction de I’auto-échauffement

L'essai de compression uniaxiale isotherme est une méthode commune pour déterminer la
contrainte d'écoulement des métaux. A partir d’une vitesse de déformation supérieure a 102/s,
les résultats peuvent étre considérablement modifiés par 1’auto-échauffement di a la déformation
plastique. L’objectif est donc de prendre en compte cet échauffement et son impact sur la
contrainte afin de se ramener a des courbes contrainte-déformation véritablement isothermes.

La démarche analytique appliquée est globalement décrite par Goetz (Goetz, et al., 2001).
Elle se compose de deux étapes :

e déterminer ’augmentation de la température au cours de la déformation. Pour cela, il
faut prendre en compte la chaleur générée par la déformation plastique moins les pertes
par conduction dans les enclumes de compression (on négligera les pertes par
rayonnement ou convection avec I’air qui sont d’un ordre de grandeur beaucoup plus
faible).
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e corriger la contrainte mesurée pour se ramener une contrainte représentative d’un essai
isotherme (a la température de consigne).

Détermination de l’élévation de température au cours de [’essai

On raisonne sur I’augmentation de la température dans le plot AT par pas de temps At (un
pas de temps At correspond par exemple a la période d’échantillonnage).

L’augmentation de la température dans le plot sur le temps At vaut :
E. —E

AT = gen perte
p.CV

Equation 3-31

avec Egen I’énergie générée par la déformation plastique, Epere 1’énergie perdue par
conduction dans les enclumes, p la densité volumique (p [kg/mm®]=-3.10"°.T+7.81x10°), C la
chaleur massique (C[mJ/kg/°C]=422.T+23000) et V le volume du plot.

La chaleur générée par la déformation plastique au cours de 1’essai de compression
uniaxiale sur un temps At (correspondant a une déformation plastique A ) est :

E,e, =Coeff; .0Ag,

Equation 3-32

avec Coeffqr le coefficient de Quinney-Taylor représentant la part de 1’énergie transformee
en chaleur, on fixe Coeffqgr=0,85.

La valeur de la chaleur perdue par conduction dans les enclumes sur un temps At est:

e -2 2.5,.(T, T,

perte enclume

e ).At
2

Equation 3-33

avec S; la section instantanée du plot (Si= 27R;), Tenciume 1a température des enclumes (que
I’on suppose constante a 20 °C), T; la température instantanée du plot, A la conductivité
thermique du 15-5PH (A/W/m/°C]=0.01T+15 .4), h; la hauteur instantanée du plot (on considere
que I’énergie de déformation plastique est générée au centre de I’éprouvette).

En couplant les équations 3-31, 3-32 et 3-33, on obtient alors la variation de température
AT du plot sur un temps At (correspondant a une déformation plastique Ae, ). La température

du plot vaut donc a tout instant t :

t
Tt = Tconsigne + ZOAt
Equation 3-34

avec Tconsigne la température au début de I’essai de compression (la température de
consigne).
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Correction de la contrainte mesurée pour se ramener a un essai isotherme :

La premiere étape de cette méthode nous permet de quantifier 1’élévation de la température
dans le plot au cours de I’essai. Néanmoins, il est trés difficile de travailler avec des courbes
contrainte/déformation anisotherme (pour en extraire un modéle de comportement par exemple).
Pour cela, la seconde étape consiste a corriger la contrainte mesurée pour se ramener a une
courbe isotherme (correction de 1’auto-échauffement).

On se base pour cela sur un coefficient multiplicateur prenant en compte 1’effet de la
température sur la contrainte. On choisit le coefficient extrait de la loi de Johnson-
Cook (Johnson, et al., 1983) :

T-20 )
Coef . (T.)=1—| =%
PNEEY

Equation 3-35

avec Ty la température de fusion du 15-5PH (Tgs =1440 °C), m un paramétre matériau a
déterminer. On remarquera que :

O- T, O- T,

= = Oypoc
Coef,. (T,) Coef,.(T,)

Equation 3-36

Pour déterminer le coefficient m, on peut se baser sur la contrainte d’écoulement obtenue
lors des essais cycliques (paragraphe 3.2) pour une déformation de 2% et réalisés en quasi-

statique (de/dt=5.10" /s) pour différentes températures. On obtient la Figure 3-26 et on détermine
m=-0.0009T+1.16.

1200 - —Contrainte pour s=2% (contrainte max.
lors des essais cycliques)

— 1000 - ==Contrainte calculée i partir du coeffcient
< de Johnson-Cook pour m=-0.009T+1.16
Z 800 -
et
=
= 600
E
5
S 400 +

200 H

0 T T T T 1
0 200 400 600 800 1000

Température [°C]

Figure 3-26 Calibration du coefficient de correction thermique du modéle de Johnson-Cook (Johnson, et
al., 1983).
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On peut alors corriger les courbes contrainte/deformation en couplant les équations 3-34 et
3-36.

CoefJC (Tc
O-Tconsi ne = GTt )
’ CoefJC (Tt)

onsigne)

Equation 3-37

On peut finalement estimer la température au cours de I’essai dans le plot et corriger la
contrainte mesuree en fonction. La Figure 3-27 nous donne un exemple pour un essai a 20 °C et
e=11s.

1600 - - 350
1400 - === 00
— 1200 1 — [ 50
A PR )
Z 1000 4 L7 s
P L, - 200 g
E 800 - o E
g ,’ - 150 F
£ 600 - . 2
) e ! s
o 400 - ,°|=Contrainte mesurée (anisotherme) - 100 #
’
’ =—Contrainte corrigée (isotherme a 20°C)
200 1,7 ' - 50
4 = =Température du plot lors de I'essai (calculée)
0 T T T T 0
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
&

p

Figure 3-27 Exemple de correction des effets de I’auto-échauffement sur la contrainte (pour T=20 °C et
de/dt=1/s).

3.3.3 Résultats des essais de compression

Tous les résultats de mesure ont été dépouillés et corrigés en termes de frottement, de
rigidité de la machine et d’auto-échauffement en utilisant la méthode précédemment décrite. Les
courbes présentées représentent donc 1’évolution de la contrainte vraie en fonction de la
déformation plastique logarithmique (jusqu’a 100%) en condition isotherme (Figure 3-28).
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Figure 3-28 Courbes corrigées contrainte/déformation plastique des essais de compression dynamique.

On remarquera finalement que, malgré la correction de la baisse de contrainte due a ’auto-
échauffement au court de 1’essai, les courbes possédent une forme « pic-plateau ». En effet, la
contrainte atteint une valeur maximale puis diminue progressivement jusqu’a se stabiliser. Cette
forme de courbe est décrite dans de nombreuses études concernant les phénomenes de
recristallisation ((Bao, et al., 2005; Montheillet, 2009)). On peut donc raisonnablement supposer
que ce type de transformation est présent lors de la déformation élevée du 15-5PH.

3.4 Modélisation de la recristallisation dynamique

3.4.1 Etude de la microstructure des plots de compression

La forme des courbes contrainte/déformation obtenues lors des essais de compression (pic-
plateau) nous laisse supposer la présence de phénomenes de recristallisation dynamique.
Néanmoins, seule une analyse des microstructures obtenues (en particulier a travers 1’utilisation
d’imagerie EBSD) et une comparaison avec la microstructure d’origine peut permettre de valider
cette hypothese (Figure 3-29). L’EBSD (Electron Backscattered Diffraction) est une technique
qui permet I’analyse de la microstructure des échantillons au sein d’un microscope électronique.
Elle met en évidence les différences d’orientations cristallographiques des grains dans un
échantillon polycristallin et permet également de discriminer et d’identifier les phases présents
(réseau cubique centré, cubique face centré,..).
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zpcsz  Compression jusqu’a
& 5,= 150% (600°C —
= ds/dt= 80/s)

) (tournage finition)

Figure 3-29 Comparaison entre les microstructures : a. du matériau brut, b. aprées un essai de
compression, c. de la couche de surface aprés usinage.

On remarque que la microstructure du plot de compression est totalement différente de
celle du matériau d’origine (lattes de martensite et frontiere des grains d’austénite primaire).
Aprés déformation intense, le 15-5PH posséde une structure de grains globalement équiaxes, de
diametres de I’ordre du micrométre. Cette microstructure est typique des phénomenes de
recristallisation ((Bao, et al., 2005; Montheillet, 2009)) et correspond bien a la microstructure
observée sur les surfaces usinées (qui seront décrites chapitre 4). On peut alors confirmer que les
essais de compression conduisent bien a des phénomenes de recristallisation dynamique et que
les microstructures produites correspondent a celles des surfaces usinées.

3.4.2 Calibration d’un modée¢le de recristallisation

Aprés avoir mis en évidence le phénoméne de recristallisation dynamique a travers les
observations des courbes o-¢ des essais de compression et les micrographies associées, on
cherche a calibrer un modele nous permettant de prédire ces changements de microstructure et
leurs consequences sur le comportement du matériau.

On applique ici la méthode décrite en introduction de ce chapitre au paragraphe 3.1.1.2,
I’objectif étant de calibrer un modeéle de recristallisation permettant de fournir le taux de matiére
recristallisée dans le matériau Xprx et la baisse de la contrainte d’écoulement associée Aopgrx.

La premiere étape consiste a déterminer les conditions critiques d’activation de la
recristallisation sous la forme d’une déformation critique & (et d’une contrainte critique o¢). On
rappelle pour cela que ces conditions critiques sont extraites a partir du tracé du taux
d’écrouissage @ en fonction de o (cf Figure 3-7). D’autres informations comme les valeurs de la
contrainte pic op, et de la contrainte de saturation (par restauration dynamique) o sont
également extraites des courbes 6-o.
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Pour tracer pour chaque essai de compression la courbe -, on commence par réaliser une
approximation polynomiale de la zone étudiée de la courbe o-¢ (préalablement corrigée en
frottement et en auto-échauffement, Figure 3-30). On peut alors dériver la contrainte en fonction
de la déformation sans que les perturbations expérimentales (vibrations, oscillations de la
contrainte) viennent perturber les résultats. On obtient alors la Figure 3-31 présentant I’ensemble
des courbes #-o tracées a partir des courbes o-¢ présentées sur la Figure 3-28.

1150 - o
Oat[~"" """ T
1100 - L . s TR
pic i
= i 1AYo
- o f=f |
=) i : c
© 1050 ! ' DRX
& Oprx] ==~ f~ """ et
£ ' ! |
g —Courbe expérimentale corrigée en frottement et ! i ]
= auto-échauffement (isotherme) : i i
£ 1000 - enau : ! .
) —Approximation polynomiale ! : !
! | 1
E :
950 r T T T ! E - !
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 I 8

Déformation plastique ¢,

Figure 3-30 Exemple d’approximation polynomiale pour la courbe o-¢ d'un essai a 200 °C et de/dt=1Is
et rappel des parameétres caractéristiques de la DRX.
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Figure 3-31 Courbes 0-¢ pour [’ensemble des essais de compression.

On extrait alors les valeurs de osa, oc et de g, (comme illustré Figure 3-7) et en se reportant
aux courbes o-¢, on obtient également les valeurs de ¢ a partir de o;. L’ensemble des résultats est
reporteé dans le Tableau 3-2. On ajoute aussi la valeur de In(Z) calculée pour chaque essai a partir
de la température T (en Kelvin), de la vitesse de déformation de 1’essai et en prenant une énergie
d’activation Q= 254 kJ/mol (valeur du fer o pur d’apres Maki (Maki, et al., 1982) comme le fait
Bao (Bao, et al., 2005) pour un acier martensitiqgue 17Ni-0.2C). On présente également les
valeurs de la contrainte stabilisée en fin d’essai oprx lues sur les courbes o-¢ (Figure 3-28).
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T(°C) de/dt In(2) N o, Gpic Osat ODRX
20 0.01 91 0.16 1271 1256 1270 1220
20 1 96 0.17 1289 1314 1350 1293
20 80 100 0.18 1403 1440 1500 1432
100 0.01 76 0.13 1171 1205 1225 1210
100 1 81 0.17 1222 1225 1263 1220
100 80 85 0.17 1313 1325 1340 1165

200 0.01 59 0.12 1076 1105 1120 1103
200 1 64 0.12 1084 1110 1130 1068
200 80 68 0.14 1184 1210 1225 1088
400 0.01 40 0.09 927 950 810 867
400 1 45 0.06 859 888 930 878
400 80 49 0.09 923 986 1050 970
500 0.01 34 0.06 780 802 825 735
500 1 39 0.05 770 804 850 780
500 80 43 0.05 842 860 875 805
600 0.01 30 0.03 540 541 560 485
600 1 34 0.03 613 622 650 598
600 80 39 0.05 685 706 730 654

Tableau 3-2 Valeurs des paramétres du modele de recristallisation dynamique oss, ¢, p , & €t oprx

extraites des essais de compression dynamique.

On remarque alors la relation linéaire entre les parametres osa, oc, op, & €t oprx €t le nombre
Z comme illustré sur les tracés de la Figure 3-32. On obtient les relations suivantes :

¢ =0.0012In(Z)+0.013
o, =10.6In(Z)+366
o, =105In(Z)+392
. =10.9In(Z)+398
Oomy =10.45In(Z ) +263

96
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Figure 3-32 Mise en évidence des relations linéaire entre In(Z) et les différents paramétres gy, oc, op, € et
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On peut alors déterminer deux parametres essentiels du modele :

- la condition critique d’initiation de la DRX sera donnée par &, Soit :
e Si p<g =00012In(Z)+0.013 alors la DRX ne s’enclenche pas, le taux de
recristallisation Xprx=0 (avec p la déformation plastique cumulée)

e si p>g =0.0012In(Z)+0.013 alors la DRX s’enclenche (Xprx # 0)
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- la valeur de la baisse de la contrainte d’écoulement maximale (C'est-a-dire pour 100%
de matiére recristallisee, Xprx =100%) est donnée par :

Oy —Oprx =0.44In(Z)—-135
Equation 3-39

Ainsi, a tout instant, la baisse de la contrainte d’écoulement sera donnée par la relation :

Aoy = Xorx (T — Ty ) = X o .(0.44|n(z)—135)

Equation 3-40

La seconde étape de calibration du modéle DRX est de déterminer les paramétres de la loi
d’¢évolution. Suivant la méthode décrite au paragraphe 3.1.1.2, les paramétres de la loi d’Avrami
k et n (Equation 3-3) peuvent étre calibrés a partir du tracé pour chague essai des courbes

Iog(ln( L )J en fonction de logt,,, (Figure 3-8).
1- XDRX

La Figure 3-33 présente quelques exemples de courbes de calibration de k et n balayant la
plage des conditions d’essai. Le Tableau 3-3 regroupe 1’ensemble des résultats. Au regard des
valeurs obtenues, on remarque que le parameétre k est du méme ordre de grandeur que la vitesse
de déformation de I’essai. On choisit donc de fixer k = &. Pour le parametre n, les valeurs sont
plus stables et oscillent autour d’une valeur moyenne qui sera retenue : n=1.1.
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Figure 3-33 Exemple de calibration des constantes n et k pour : a. 600 °C ; de/dt=0.01 /s, b. 400 °C ;
de/dt=1/s, c. 20 °C ; de/dt=80 /s.
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T (°C) de/dt n k
20 0.01 1.20 0.01
20 1 0.66 0.5
20 80 1.08 230

100 0.01 0.80 0.03
100 1 1.20 15
100 80 1.70 57
200 0.01 0.95 0.1
200 1 1.10 1
200 80 1.17 75
400 0.01 1.00 0.04
400 1 0.81 0.63
400 80 0.80 20
500 0.01 1.10 0.026
500 1 0.93 1
500 80 0.99 134
600 0.01 1.57 0.006
600 1 1.60 8
600 80 1.30 210

Tableau 3-3 Valeur des paramétres k et n de la loi d’évolution d’Avrami.

Finalement, on obtient le modele de recristallisation dynamique suivant :
Pour p>¢, =0.0012In(Z)+0.013, alors :
2 11
XDRX =1- exp(_k'tDRXn) =1- exp(— p'tDRX
Equation 3-41

Le temps de la réaction est calculé a partir du dépassement de la deformation critique ¢, et
en fonction de la vitesse de sollicitation (Mirzadeh, et al., 2010), soit :

E—¢&,

p

tDRX

Equation 3-42

Et la baisse de la contrainte d’écoulement associée a cette proportion de DRX sera donnée
par la relation : AGpey = Xy '(Gsat ~ Oprx ) = Xprx .(O.44In(Z)—135) :

Equation 3-43

3.5 Loide comportement du 15-5PH

Deux types d’essais ont été effectués afin de caractériser le comportement du 15-5PH pour
plusieurs températures :
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e des essais de traction/compression (sollicitations cycliques)
e des essais de compression dynamique (grandes déformations et diverses vitesses de
déformation)

Plusieurs modeles ont été extraits de ces essais : un modele d’écrouissage cinématique
non-linéaire et un modele de recristallisation (influencant directement la contrainte d’écoulement
du matériau). On peut donc regrouper toutes ces conclusions afin d’établir la loi de
comportement compléte du 15-5PH.

Les déformations sont décomposées en déformation thermique, élastique et plastique (au
sens d’un mode¢le de plasticité dépendant de la vitesse de déformation) :

¥
I

Equation 3-44

On utilise un critére de plasticité défini a partir de la contrainte équivalente de von Mises et
d’un écrouissage cinématique non-linéaire:
f(g,é) =0Oym — O, (T’ P, Xpry )
=0 si f <0
>0 si =0

1% ||°’

Equation 3-45

avec o, = \j&] o-X):(c- X)) p= gépi«ip

La limite d’¢lasticité est définie a partir d’une limite d’élasticité a 20 °C pour p=0.01/s

corrigé par un coefficient prenant en compte la température (défini par 1’Equation 3-35), un
coefficient prenant en compte la vitesse de déformation et la baisse de contrainte due au
phénomene de recristallisation dynamique (définie par 1’Equation 3-43).

. T,-20 ) :
oy (T, P, Xore ) =0y, X{l[_rf:s —20} ]X{lJrC'IOg(O._F())lHAGDRX

Equation 3-46

avec Aopgy = XDRX.(0.44In(Z)—135), o, =530 MPa, les constantes ¢ et m sont définies a

Ya0oc

partir de la température : m=-0.0009T+1.16 et c=0.0003T+0.07.

Le modéle d’écrouissage cinématique non-linéaire (en condition anisotherme) est celui
présenté et calibré lors des essais cycliques :

. 2 1 dC
X =2CME -/ (PTXp+| oot XT
Equation 3-47

avec C(T)=434740-520T.
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Comme 1’écrit Chaboche (Chaboche, et al., 2004), on peut utiliser une fonction y(p)

décroissant pour faire le lien entre les essais cycliques (avec une déformation maximale de 2%)
et les essais de compression dynamique (avec une déformation maximale de 150%). On pose
alors (Chaboche, et al., 2004) :

y(PT) =y, +(,—r.)e P
Equation 3-48

avec y, =618—-0.46T , y, =0.0018T*-1.33T +754 et | =0.08T +13.5.

La loi d’écoulement plastique est donnée par :

- X
éP:/iiZEZ 2 L
- Og 2 ‘]z(g_é)
Equation 3-49
1 3(%—XD) do
A=p=—| = =——
h 2 J,c-X)
Equation 3-50
3 (2-Xo):X
h=C-——y——
2 ‘]z(g_x)

Equation 3-51

avec o, =0 —

Tr(g)l

Wl

Le modéle de comportement du 15-5PH présenté a été implémenté dans le logiciel
Sysweld® via une routine de comportement utilisateur USLOIC (présenté en annexe 3). La
procédure permettant de connaitre 1’état de contrainte a la fin du pas de temps, est basée sur une
méthode itérative de prédiction élastique et de correction plastique par retour radial.

La Figure 3-34 présente quelques résultats de simulation pour différentes vitesses de
sollicitation et différentes températures en comparaison avec les essais de compression
dynamique. On remarquera que le modeéle permet de reproduire le comportement cyclique
observé lors des essais de traction/compression. 1l modélise également la baisse de contrainte
due a la recristallisation dynamique en calculant a tout instant le taux de matiere recristallisée.

102




3-ETUDE DU COMPORTEMENT DU 15-5PH SOUS SOLLICITATIONS THERMOMECANIQUES SEVERES

—600°C ; 0.01/s EXPERIMENTAL

==600°C ; 0.01/s NUMERIQUE

—400°C ; 1/s EXPERIMENTAL

==400°C ; 1/s NUMERIQUE

20°C ; 80/s EXPERIMENTAL
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Figure 3-34 Validation de la loi de comportement a travers la simulation des essais uniaxiaux et des
essais cycliques.

3.6 Conclusions

Ce chapitre a permis d’étudier le comportement du 15-5PH pour différents types de
sollicitations. Dans un premier temps des essais de traction/compression ont permis de mettre en
évidence le mode d’écrouissage cinématique du 15-5PH. Un modéle cinématique non-linéaire a
été calibré afin de reproduire ce comportement.

Dans un second temps, le comportement du matériau pour de grandes déformations a été
observé a partir d’essais de compression dynamique. Plusieurs vitesses de déformation et
plusieurs températures ont été appliquées. A partir de 1’observation des courbes contrainte-
déformation mais aussi de la microstructure obtenue apres les essais, les phénomenes de
recristallisation se produisant a grandes déformations ont été mis en évidence. Un modéle de
recristallisation a donc été recherché. Ce modéle prend en compte une déformation critique
d’initiation de la DRX puis une loi d’évolution de type Avrami. L’influence de la DRX sur le
comportement mécanique est modélisée par une baisse de contrainte proportionnelle au taux de
matiere recristallisée.

Enfin, I’ensemble de ces résultats ont été rassemblés dans une loi de comportement
implémentée sous Systus® & travers une routine utilisateur.
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4.1 Etatde’art

4.1.1 Les contraintes résiduelles

La contrainte résiduelle peut étre définie comme la contrainte présente dans une piéce libre
de toutes sollicitations. Les contraintes résiduelles sont induites par une combinaison complexe
d’effets thermiques, mécaniques, chimiques et métallurgiques ((Brosse, et al., 2008), (Liu, et al.,
1982), (Davim, 2008)). Les chargements mécaniques (pression et cisaillement) entraine
généralement des contraintes résiduelles de compression en raison d'une déformation plastique
du matériau en surface et en profondeur ((Mofid, et al., 1999), (Rech, et al., 2008)). Dans le cas
du tournage, les effets mécaniques sont générés par les fortes pressions locales mises en jeu
autour du rayon d’aréte, au niveau de la zone de cisaillement primaire et tertiaire.

A l'inverse, les effets thermiques conduisent a des contraintes résiduelles de traction dues a
d'importants gradients thermiques ((Skalli, et al., 1991), (Chen, et al., 2000)). Les changements
de température génerent des contraintes dans la matiéere a travers des phases de dilatation et de
contraction. En tournage, la création de chaleur est due a la déformation plastique intense de la
matiére et au frottement a 1’interface outil/matiere. Les effets métallurgiques sont indissociables
des effets d’origine thermique. En effet, lorsque la mati¢re usinée est soumise a des hausses de
température, des changements de phases apparaissent dans certains cas. Ces transformations de
phases ont pour effets :

e Une modification locale des propriétés thermiques (chaleur massique, conductivité
thermique,...)

e Une modification locale des propriétés mécaniques (dureté, limite d’élasticité,
coefficient de dilatation,...) de la matiere usinée

e Un changement de microstructure.

L’interprétation des contraintes résiduelles obtenues, suite a ces transformations, reste
toutefois trés compliquée car ces phénomenes rentrent en compétition avec les phénomenes
purement thermiques. L’apparition d’un changement de phase en surface peut faire passer le
niveau de contrainte de la traction a la compression (Brosse, et al., 2008). Son éventualité ne
peut donc pas étre négligée.

Lorsque les aspects mécaniques et thermiques sont fortement liés dans un procédé (comme
dans l'usinage), il est trés difficile de prédire si les contraintes résiduelles (de surface) seront en
compression ou en traction. En rectification, Chen et al. (Chen, et al., 2000) mentionne une
valeur critique de la température: en dessous de cette température de transition, les contraintes
résiduelles sont en compression, au-dessus les contraintes sont en traction.

Dans la littérature, des études expérimentales ont été réalisées pour quantifier les effets des
paramétres de coupe sur l'intégrité de surface. Capello (Capello, 2005) montre que lors d’une
opération de tournage, les contraintes résiduelles de surface peuvent étre de traction ou de
compression en fonction des parametres de coupe (avance, vitesse de coupe, rayon de bec de
l'outil, ...) et des caractéristiques du matériau usiné. Les modifications des conditions d’usinage
entrainent en effet une variation des chargements thermomécaniques subis par la surface. Cette
inconstance illustre parfaitement la difficulté de prédire le signe, I’intensité et la répartition des
contraintes résiduelles induites par un procédé d’usinage.
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Figure 4-1 Exemple de profils de contraintes résiduelles.

Il existe en réalité non pas une contrainte mais bien un tenseur de contraintes résiduelles
dans une piéce. De plus, la contrainte résiduelle peut également étre définie suivant trois ordres
de grandeurs en fonction du volume de matiére étudié (Dakhlaoui, 2006). Ainsi, alors qu’une
contrainte d’ordre I est une moyenne sur plusieurs grains, une contrainte d’ordre II est une
moyenne sur un seul grain et une contrainte d’ordre III se localise a I’intérieur d’un grain de part
sa non homogénéité et ces dislocations. La Figure 4-2 reprend les différentes grandeurs de
contraintes existantes. Lorsqu’on parle de contrainte résiduelle, il s’agit en fait d’une
combinaison des ordres | & I11. 1l est & noter également que la mesure (et la diffraction des rayons
X en particulier) donnent généralement la macro-contrainte (ordre 1) qui est également celle
étudiée principalement en mécanique numérique des procédés.

Gy

s a ey

Figure 4-2 Représentation schématique des différents ordres des contraintes résiduelles en fonction de la
taille des domaines concernés (Valette, 2007).
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4.1.2 L’estimation des contraintes par diffraction de rayon X

Il existe plusieurs méthodes pour mesurer des contraintes résiduelles. Que ce soit des
méthodes destructives : méthode du trou incrémental, méthode de la fléche...ou non destructives
. diffraction des rayons X, diffraction de neutrons, bruit Barkausen, ultrasons,... Aujourd’hui, la
méthode la plus utilisée pour obtenir des gradients de contraintes résiduelles est la mesure par
diffraction des rayons X dont il est présenté ici les principaux points.

4.1.2.1 Principe

Le premier point essentiel pour la mesure de contrainte par rayons X (RX) est d’abord de
mesurer un matériau compatible : celui-ci doit posséder une structure cristalline qui diffracte les
R.X ce qui n’est pas le cas des matériaux non cristallins de type polymeére. Ensuite, afin de
mener a bien une mesure, il est nécessaire d’étre en possession d’une téte goniométrique
alimentée par un générateur haute tension et refroidie qui va générer les rayons X a la longueur
d’onde A souhaitée, de 10™ & 10°® m, et de détecteurs, généralement de 1 & 4, qui vont récolter le
signal diffracté et 1’analyser. De méme, afin d’assurer des valeurs mesurées correctes, il est
important de posseder des échantillons de référence pour étalonner la machine, et des appareils
de polissage électrolytique pour mesurer des profils de contraintes en profondeur. La Figure 4-3
présente un schéma d’une téte de mesure par diffraction RX a deux détecteurs.

Echantillon

Figure 4-3 Principe et dispositif de mesure par diffraction de RX.

Lors de la mesure de la contrainte de surface oy, la téte va réaliser plusieurs points de
mesure a différents angles. Pour chacun de ces essais, le signal diffracté est mesuré par les
détecteurs D1 et D2 positionnés & I’angle € prédéterminé par la loi de Bragg (Equation 4-1). Pour
chaque point, ’acquisition est réalisée avec un nombre de coups Ncoyps €t un temps d’acquisition
par coup teoup choisis empiriquement en fonction du matériau et du type de diaphragme utilise.
Enfin, la valeur de la déformation &, est obtenue par la relation des sin®y. Il est & signaler que la
diffraction par rayons X peut également permettre de mesurer le taux d’austénite résiduelle dans
une piéce par mesure comparative des pics d’austénite et martensite. De plus, le taux
d’écrouissage du matériau peut étre étudié a travers les comparaisons des mesures de largueur de
corde (= grandeur proportionnelle au nombre de dislocations dans le matériau).

107




4-ETUDE DE L’ INTEGRITE DES SURFACES EN TOURNAGE FINITION

4.1.2.2 Mesure et analyse

L’obtention des contraintes résiduelles par diffraction des rayons X consiste & mesurer la
distance inter réticulaires d pour une famille de plans (hkl) choisie en fonction du matériau a
étudier suivant la relation de Bragg (SERAM, 1997) :

2.d.Siné = n.A
Equation 4-1

avec 6 I’angle de diffraction de Bragg, n I’ordre de diffraction et 1 la longueur d’onde
choisie des rayons X.

Depuis la mesure du pic diffracté illustrée par la Figure 4-4, plusieurs algorithmes existent
pour la détermination des grandeurs nécessaires au calcul des contraintes. Parmi ces grandeurs,
le point milieu 6, et la variation 426 entre le pic mesuré et un pic de référence sont nécessaires.
La déetermination du point milieu est réalisée dans notre cas par corrélation d’une partie du pic
avec une parabole sur les 15 % supérieurs du pic par exemple.

Intensiteé Intensit¢
100 %
85 %
26 20
26, A20
(a) Détermination du point milieu (b) Détermination du décalage avec la référence

Figure 4-4 Principe de mesure sur pic de diffraction.

La mesure du déplacement 426 du pic de diffraction permet de déterminer la déformation
eqq des plans inter réticulaires sélectionnés par Equation 4-2:

Egq = Ad—d = —%.cotan (0).A26

Equation 4-2

Enfin, en combinant la loi des sinzz//, la déformation ey4q et la mécanique des milieux
continus, on peut obtenir I’Equation 4-3 de la contrainte de surface ox.

1 T A20
=——cotan(@d).—. R
T = =7 00N (O)- 7oA sinZ

Equation 4-3
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avec Agrx une constante eélastique radiocristallographique calculée a partir des
caractéristiques mécaniques macroscopiques : E le module d’élasticité, v le coefficient de
Poisson du matériau et du facteur d’anisotropie radiocristallographique selon le modele de
Kroner-Eshelby.

4.1.2.3 Sources d’erreurs

Il est important de souligner que la méthode de mesure de contrainte par diffraction de
rayons X est une méthode relativement récente qui présente son lot d’incertitudes et d’erreurs de
mesure (SERAM, 1997). On peut classer ces erreurs en trois grandes classes :

- Les erreurs de mesures : ce sont toutes les erreurs possibles pendant la mesure des pics de
diffractions. Elles peuvent étre dues & de mauvais réglages de 1’appareil (hauteur de mesure,
calibrage, point de mesure, polissage pour les profils).

- Les erreurs théoriques : ce sont toutes les erreurs liées aux hypotheses de la
diffractométrie. En effet, le phénomeéne de diffraction ou diffusion est fortement lié au matériau :
chaque matériau réagit difféeremment face a un bombardement de rayons X en fonction de sa
composition et structure. Ainsi, les hypothéses de la théorie de diffraction comme 1’isotropie du
matériau ne sont pas forcément vérifiées. On peut également mettre ici toutes les erreurs liées
aux algorithmes de calcul (correction d’intensité, méthode de détermination de la position du pic
ou encore algorithme de compensation d’enlévement de matiére pour les profils).

- Les erreurs d’interprétation : ce sont essentiellement les erreurs qui apparaissent lors du
passage de la distance inter réticulaire a la valeur de la contrainte résiduelle par I’intermédiaire
des différentes lois (comme la loi des sin®y) et des paramétres matériau.

Finalement, il est important de constater que les contraintes résiduelles sont trés difficiles a
mesurer de fagon précise. On parle généralement d’ « estimation des contraintes residuelles » car
il ne s’agit pas d’une mesure directe mais bien d’une estimation faite a partir de la mesure des
déformations des plans inter-réticulaires.

4.1.3 Modélisation de ’usinage et prédiction de I’intégrité de surface

4.1.3.1 Etudes expérimentales et prédictions des contraintes résiduelles

Etudes expérimentales

Dans la littérature, de nombreuses études expérimentales ont été realisées pour quantifier
les effets des parametres de coupe sur l'intégrité de surface et en particulier les contraintes
résiduelles. On s’intéressera ici principalement aux études effectuées sur les aciers
martensitiques et les aciers inoxydables. Le Tableau 4-1 présente les résultats de différents
fravaux.
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Paramétre étudié

Niveau des
surface

Niveau des
Cres €N
profondeur

Profondeur du
pic de
compression

Profondeur
affectée

(M’Saoubi, et al., 1999)
316L (170 HV)
Coupe orthogonale

Angle de coupe :
0°a5°

l

!

!

Augmentation
de f

1

1

Augmentation
de Vc

Outil non-revétu
— Revétement
Al,05/TiC

(Matsumoto, et al., 1999)
AISI 52100 (58-62 HRc )
Tournage dur

Augmentation
de f

Augmentation
de I'a,

Rayon d'acuité
d'aréte RS

(Agha, et al., 2000)
AISI 52100 (62-63 HRc)
Tournage dur

Outil neuf —
Outil usé

Augmentation
de l'a,

(Capello, 2005)
39NiCrMo3 (Re 670MPa)
Chariotage

Augmentation
de f

Augmentation
de I'a,

Augmentation
du rayon de bec
Re

Augmentation
de l'angle de
direction d'aréte

Tableau 4-1 Etudes expérimentales portant sur influence de certains paramétres de coupe.
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Figure 4-5 Evolution des contraintes résiduelles en coupe orthogonale du 316L en fonction de I'avance et
de la vitesse de coupe (M ’Saoubi, et al., 1999).
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Figure 4-6 Evolution des contraintes résiduelles en tournage dur du AlSI 52100 en fonction de I’avance
et de la préparation d’aréte (Matsumoto, et al., 1999).

Finalement, I’ensemble de ces travaux font ressortir 1’influence importante de certains
paramétres comme 1’avance f, le revétement de 1’outil et sa préparation d’aréte ou la vitesse de
coupe Vc. Ces grandeurs modifient les niveaux de contraintes résiduelles en surface mais
également en sous-surface (avec des modifications importantes des profondeurs affectées).
D’autres parametres de coupe, comme la profondeur de passe a,, apparaissent comme peu
influents ((Capello, 2005),(Matsumoto, et al., 1999)). Enfin, pour des soucis de répétabilité, la
plupart des études n’utilisent que des outils neufs. L’usure est donc une grandeur peu étudiée
dont I’influence reste a déterminer.

La plupart des travaux se limitent a des constatations expérimentales sur 1’influence des
conditions de coupe sur les contraintes residuelles. On peut néanmoins remarquer que Capello
(Capello, 2005) et EI-Axir (EI-Axir, 2002) utilisent les résultats expérimentaux pour obtenir des
expressions analytiques (polynomiales) permettant de relier les contraintes résiduelles en surface
aux valeurs des parametres de coupe. Les formulations obtenues restent néanmoins directement
liées a I’opération d’usinage étudiée (matériau/outil/conditions de coupe). Globalement, les
limites des observations empiriques résident dans la compréhension des phénomenes locaux et
dans la justification des sensibilités des influences.

Modélisations analytiques

En paralléle, différents modeéles ont été développés. Les modeles analytiques ont été
logiquement les premiers a étre développés au travers des travaux d’Henrisken notamment
(Henriksen, 1951). Plusieurs études ont ensuite poursuivi et amélioré ce travail (Liu, et al.,
1982). Ulutan a développé un modeéle analytique thermomécanique permettant la génération des
contraintes résiduelles en couplant le champ thermique de la piéce et les efforts de coupe
(Ulutan, et al., 2007). 11 s’agit de simulations de coupe orthogonale 2D. La distribution des
températures entre le copeau, 1’outil et la piece est réalisée a partir de la methode des différences
finies en considérant la chaleur produite par le cisaillement en ZCP et le frottement en ZCT et
ZCS (Figure 4-7). Au niveau du chargement mécanique, la méthode est basée sur la répartition
en contraintes locales des efforts de coupe macroscopiques (issus de mesures experimentales ou
d’autres modélisations).

Ces modéles analytiques ont des temps de calculs trés courts (de 1’ordre de la seconde) et
facilitent la compréhension des phénomenes impliqués dans la génération des contraintes
résiduelles. Malheureusement, les hypothéses simplificatrices importantes généralement mises
en ceuvre ne permettent pas de fournir des resultats quantitatifs.
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Figure 4-7 Modele analytique développé par Ulutan (Ulutan, et al., 2007).

Modélisations numériques

Différents modeles numériques ont également été développés. Deng (Deng, et al., 2003) et
Salio (Salio, et al., 2006) ont utilisé une formulation lagrangienne pour modéliser le processus
d'enlevement de matiere. Ces modeles rencontrent deux difficultés principales: le critéere de
séparation autour du rayon d’aréte (Ee, et al., 2005) et la modélisation de frottement (Liu, et al.,
2000). En outre, les modeles lagrangiens nécessitent des temps de calcul importants. Certains
modeles, similaires a ceux proposés par Nasr (Nasr, et al., 2007), utilisent une formulation mixte
eulérienne/lagrangienne (A.L.E) fournissant des résultats plus rapides. La zone de modélisation
Eulérienne se situe uniquement au niveau de la pointe de [’outil (absence de critere
d’endommagement ou de ligne de séparation du copeau prédéfinie). L’ensemble de ces travaux
utilisent un algorithme d'intégration temporelle explicite qui conduit a des difficultés pour
modéliser le temps de relaxation et de retour élastique (crucial pour la prédiction des contraintes
résiduelles). En effet, la simulation explicite du retour élastique nécessite un important temps de
calcul et un choix judicieux d’un facteur d’amortissement pour aboutir au massif final relaché
(Chatti, 2009).

112




4-ETUDE DE L’ INTEGRITE DES SURFACES EN TOURNAGE FINITION

initial chip

ol

r chip tip
" \
D
;q’
i R\
QAR W
! R
— i AR
i R
R0
H A B C | cuttin . R
09mm | 2 " '8 final chip SO
i = Velocity \
n
i
pr— l n 5
ii workpiece
I &
!(éé 6 mm >

Régions A,C,D : modélisation Lagrangienne
Région B : modélisation Eulérienne

Figure 4-8 Modélisation A.L.E de la coupe orthogonale selon Nasr (Nasr, et al., 2007).

Au cours d'une opération de tournage, l'outil de coupe effectue un grand nombre de
passage sur la surface de la piece a usiner. Chaque passage de 1’outil modifie 1'état de contrainte
résiduelle obtenue lors du tour précédent. Pour des opérations de tournage avec une avance faible
et un rayon de bec important (cas typique du tournage finition), on comprend aisément que
plusieurs tours sont nécessaires pour atteindre un état de contrainte résiduelle définitif. Par
consequent, les modélisations 2D sont utiles pour comprendre les mécanismes responsables de
I’intégrité de surface, mais ils sont incapables de fournir des données quantitatives comparables
avec une opération de tournage longitudinal. En se basant sur cette conclusion, certains
chercheurs ont mis en place des simulations du chariotage en 3D. Sasahara (Sasahara, et al.,
2004) ont propose de combiner deux modeles 2D lagrangiens (Figure 4-9): une simulation en
coupe orthogonale contenant la direction de la vitesse coupe et une simulation de type
indentation du rayon de bec dans la surface usinée (contenant la direction d'avance).

b°) Plan contenant la direction de I’avance

feed —
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A D
a°) Plan contenant la direction de la vitesse
de coupe

y I_
z
x_ B G
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|

Figure 4-9 Modélisation du chariotage a [’aide de deux modeéles 2D orthogonaux (Sasahara, et al.,
2004).
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Un modele plus récent, proposé par Attanasio (Attanasio, et al., 2009), utilise un couplage
entre des phases de modélisation eulérienne et lagrangienne pour prédire les contraintes
résiduelles induites par la coupe. Cette étude constitue une avancée importante dans la
modélisation 3D de 1’usinage. Néanmoins, le modele ne considere pas de variation du coefficient
de frottement a I’interface outil/pi¢ce/copeau et représente une stratégie de simulation complexe,
peu compatible avec une exploitation industrielle.

Bl Incremental Mechanical
i Lagrangian Model | steady state
Eulerian Model Thermal
Phase 2 steady state
v |
Mechanical
Incremental
Phase 3 ; and thermal
Lagrangian Model
steady state
‘ A
Spring Back and Residual DAY
Phase 4 Cooling at room stresses SR
temperature | calculation Free surface
Stratégie de simulation Mod¢le E.F.

Figure 4-10 Modélisation de la coupe orthogonale en 3D (Attanasio, et al., 2009).

Une approche alternative proposée par Valiorgue (Valiorgue, et al., 2007) consiste a
simuler la génération des contraintes résiduelles en supprimant la modélisation du processus de
coupe (outil et copeau) et en la remplagant par des chargements thermomécaniques équivalents
(Figure 4-11). Ce type de modélisation est basé sur une formulation implicite. Aprés simulation
de la phase de refroidissement/relaxation, ce modéle permet de prédire les gradients de
contraintes résiduelles engendrés par 1’opération de tournage. Dans un premier temps, cette
stratégie de simulation a été développée sur un modele de coupe orthogonale en 2D (plan
contenant la direction de la vitesse de coupe). Puis, afin de représenter correctement une
opération de tournage longitudinal, la méthode a été étendue a un massif en 3D. Plusieurs
passages de l’outil (= plusieurs tours de la piéce) peuvent alors étre modélisés ainsi que
I’interaction entre ces passes. L’aspect tridimensionnel de I’opération de chariotage est donc bien
pris en compte. Ce type d'approche, basée sur 1’utilisation de chargements équivalents pour
remplacer la modélisation outil/matiére dans le calcul des contraintes résiduelles, a été
initialement utilisé dans la simulation du soudage et de la rectification (Hamdi, et al., 2004) en
prenant uniquement en compte les aspects thermiques. C’est ce type de modélisation appelée
« modélisation hybride » qui sera décrite et utilisée dans la suite de cette étude. En effet comme
le montre le Tableau 4-2, la modélisation hybride (Valiorgue, et al., 2007) permet une simulation
3D du tournage longitudinal (en lagrangien implicite) conduisant a des temps simulés importants
(plusieurs secondes d’usinage) pour des temps de calcul limités (quelques heures).
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Figure 4-11 Principe de la modélisation hybride.

Opération Formation Priseen  Temps — Temps
P 2D/3D Modélisation compte du d'usinage  de
de coupe du copeau -
frottement simulé  calcul
(Ulutan, et Coupe . Géométrie .
al., 2007) ortho. 2D Analytique fixe Rapide
(Deng, etal.,  Coupe Lagrangien  Critére de Coef.
2003) ortho. 2D Explicite séparation  constant 0.62 ms
(Salio, etal.,  Coupe Lagrangien . Coef.
2006) ortho. 2D Implicite Remaillage constant 3.1 ms
(Nasr, et al., Coupe 2D A.LE Ecoulement Coef. ~m
2007) ortho. Explicite  de la matiére constant ~ms
(Sasahara, et . . Criterede  Loi non- N
al., 2004) Chariotage  2x2D  Lagrangien séparation lineaire ~ms
(Attanasio, Coupe . Coef.
et al., 2009) ortho. 3D ALE Remaillage constant 15 ms
(\Valiorgue, , Lagrangien Non Coef. ~5
2008) Chariotage 3D Implicite modélisée  variable 5 heures

Tableau 4-2 Comparaison de différentes simulations d usinage en vue de la prédiction des contraintes
résiduelles induites.

4.1.3.2 Prédiction des changements de microstructures en usinage

Comme décrit précédemment, il existe une relation directe entre 1’état de contraintes
résiduelles, les changements de microstructure et la tenue en fatigue d’une picce. Si la surface
d’une piece est susceptible de changer de phase au cours de son opération d’usinage finition,
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cette éventualité ne peut étre négligée. En effet, les modifications de microstructures ont un
impact directe (a travers les propriétés mécaniques de la surface) et indirecte (a travers leur
impact sur les niveaux de contraintes résiduelles) sur la durée de vie de la piéce.

Modélisation des changements de phase de type austénitisation

Actuellement dans la littérature, la plupart des modéles d’usinage se concentrent
uniquement sur la prédiction des contraintes residuelles. Les effets éventuels des changements de
microstructure ne sont pas pris en compte ((Outeiro, et al., 2008) ; (Valiorgue, et al., 2012)). Par
ailleurs, certaines études s’intéressent aux changements de phase lors de 1'usinage afin de prédire
l'intégrité de surface dans sa globalité. Différentes approches et modéles sont utilisés. Par
exemple, Chou (Chou, et al., 2005) a étudié la formation de couches blanches en surface lors du
tournage dur de I’acier AISI52100 acier (60-62 HRc). Un modéle thermique analytique est
utilisé pour obtenir les distributions de température a partir de I’ensemble des sources de chaleur
(différentes zones de cisaillement, frottement,...). Chou suppose alors que la couche blanche
produite lors de l'usinage de l'acier résulte de 1’austénitisation. Dés lors, le modéle métallurgique
utilisé est basé uniquement sur une température de début de transformation (727 °C, qui est la
température austénitisation de l'acier dans des conditions d'équilibre). La profondeur de
pénétration de la température d'austénitisation est utilisée pour estimer 1’épaisseur de la couche
blanche. L'influence de la cinétique thermique n'est pas prise en compte. Une étude comparable
sur le tournage dur de I’acier AISI52100 est présentée par Umbrello (Umbrello, et al., 2009). Cet
article présente une approche expérimentale et numérique pour améliorer la prédiction de
l'intégrité de surface en intégrant la formation d'une couche blanche et d’une couche sombre. Les
criteres de changement de phase sont basés sur une modification de la dureté et sur une
température de début d’austénitisation. La plage de température de début d’austénitisation varie
de 550 °C a 650 °C (selon la dureté du matériau initial, mais pas en fonction de la vitesse de
chauffe). Ramesh et al. (Ramesh, et al., 2008) suggere d'utiliser I'équation de Clausius-
Clayperon pour tenir compte de l'effet de la contrainte sur la température de début
d’austénitisation. On obtient alors une température de 614 °C pour I’acier AISI 52100. Puis, dans
le modéle numérique d'usinage étudié, si la température est supérieure a 614 °C, I’acier
martensitique est instantanément transformé en austénite. Seuls deux niveaux d’austénitisation
sont pris en compte: 0% et 100% d’austénite (Figure 4-12).

Workpiece

Figure 4-12 Modélisation de [ ’austénitisation en usinage (Ramesh, et al., 2008).
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Ainsi, on met en évidence la difficulté des études actuelles pour calibrer un modeéle
métallurgique adapté aux cinétiques thermiques élevées de l'usinage. L'aspect temporel de la
transformation austénitique est souvent négligé. Le modele métallurgique se résume souvent a
une température de début d’austénitisation (Acl) seule. Cette approche n'est valable que dans des
conditions d'équilibre thermique (ou pour des vitesses de chauffage trés faibles telles que 60
°C/heure (Constant, et al., 1992)). Ce n'est clairement pas le cas au cours d'une opération
d'usinage. L'aspect transitoire de la transformation a '— y n'est pas pris en compte par les
modeles. Un modéle de transformation métallurgique utilisé dans une simulation d'usinage doit
inévitablement intégrer les cinétiques thermiques (chauffage et refroidissement) dans le calcul de
la proportion de phase formée.

Ainsi dans I'étude de Chou (Chou, 2002), les effets des cinétiques thermiques de 1’usinage
sont mentionnés. Chou utilise une source de chaleur équivalente (calculée analytiquement)
déplacée sur la surface usinée pour étudier le durcissement de 1’acier AISI4340. 11 extrait alors la
courbe température-temps a 13 um de profondeur. La température maximale atteinte est de 1300
°C (avec une vitesse de chauffe supérieure & 5.5x10° °C/s). Chou explique alors que l'intervalle
de temps pendant lequel le matériau a été exposé a une température supérieure a la température
de début d'austénitisation (Ac3 est fixée a 774 °C pour I’acier AISI4340) n'est que de 0,3 ms.
Cette valeur est beaucoup plus faible que l'intervalle de temps subi par la matiére lors d’un
traitement de durcissement de surface par exemple. Chou montre qu’un temps d’austénitisation
si court est en contradiction avec la cinétique de la transformation austénitique. Chou suggére
finalement que c’est la déformation de la matiére qui contribue de maniere significative au
processus de durcissement de surface.

Modélisation de la recristallisation des surfaces usinées

L’utilisation de mod¢les prédictifs des phénomenes de recristallisation dans les simulations
d’usinage n’est pas trés courante. On peut néanmoins citer les travaux de Bissey-Breton (Bissey-
Breton, et al., 2011) portant sur la recristallisation dynamique du cuivre lors du tournage finition.
Le modele appelé « multi-physique » commence par calculer analytiguement un champ de
déformation résiduelle apres le passage de I’outil. Puis, 1’échauffement est calculé a partir de la
déformation plastique et du champ de contrainte. Enfin, a partir de toutes ces informations, la
densité de dislocation est estimée par une méthode analytique appelée « Evolution of Defect
Density » EDD (Klepaczko, et al., 1993) d’une part. D’autre part, la densité de dislocation
nécessaire a enclencher le processus de recristallisation est calculée a partir d’'un modéle
phénoménologique calibré expérimentalement. On obtient alors la profondeur de la zone
recristallisée lorsque la densité de dislocation présente dans le matériau est supérieure a la
densité de dislocation nécessaire a la recristallisation (Figure 4-13).

4 Activation of dynamic

recristallisation

Dislocation density

Depth below the machined surface

Figure 4-13 Etude de la profondeur recristallisée lors du tournage finition du cuivre (Bissey-Breton, et
al., 2011).
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L’étude de Ding et al. (Ding, et al., 2011) porte également sur la recristallisation du cuivre
mais aussi de I’aluminium lors d’une opération de coupe orthogonale. La encore, le modéle
d’affinement de grain se base sur I’évolution des densités de dislocations dans le matériau
calculées a partir de la déformation et de la température. Le modéle métallurgique est
implémenté dans le code Abaqus® et associé & une simulation d’usinage couplée Lagrangienne-
Eulérienne. Ding obtient alors des cartographies précises des tailles de grains obtenues aprés
usinage (Figure 4-14) et des comparaisons pertinentes avec les micrographies expéerimentales. La
difficulté principale de cette étude est finalement liée a la calibration des tres nombreux
parameétres du modele de raffinement de grain basé sur les densités de dislocations.

1. Chip

SDV_D
(Avg: 75%)

+2.21e-04

(c) Grain size, mm

Figure 4-14 Comparaisons entre les tailles de grain prédites numériguement et les mesures
expérimentales (Ding, et al., 2011).

Caruso (Caruso, et al., 2011) fournit également un modele numérique permettant de
prendre en compte les phénomenes de recristallisation dynamique lors du tournage dur de ’acier
AISI52100. Il se base pour cela sur les travaux de Umbrello (Umbrello, 2011) pour simuler
I'évolution de la taille des grains en utilisant le parameétre de Zener-Hollomon pour relier les
changements de granulométrie a la vitesse de déformation et a la température:

d =d0.c.(Z - 0.24352)

Equation 4-4

ou d est la taille de grain actuel, dy est la taille de grain intitiale, a est une constante du
matériau. La Figure 4-15 indique que la taille de grain moyenne simulée pour la surface usinée
est submicronique, ce qui s'accorde avec les observations expérimentales.
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Figure 4-15 Taille de grain simulée lors du tournage de [’acier 52100 (Caruso, et al., 2011).

Enfin, I’étude de Courbon (Courbon, 2011) porte sur la modélisation de la DRX pour deux
aciers : un acier ferrito-perlitique AISI11045 et un acier martensitique 42CrMo4. Il utilise pour
cela deux modéles de comportement définis par Kim (Kim, et al., 2001) et Lurdos (Lurdos,
2008) qu’il compare lors de simulation de I’usinage (modéle de coupe orthogonale A.L.E). Les
résultats ne sont pas formulés en taille de grain mais en pourcentage de matiere recristallisée
(Figure 4-16).
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Figure 4-16 Illustration qualitative des zones recristallisées en fonction des conditions de coupe pour un
acier C45 et un acier 42CrMo4(Courbon, 2011).

4.2 La modélisation hybride

4.2.1 Meéthodologie

Comme il a été dit précédemment, la modélisation d’usinage dite « hybride » et proposee
par Valiorgue (Valiorgue, et al., 2007) a été retenue pour notre étude. Elle permet en effet de
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modéliser des temps d’usinage importants (plusieurs rotations de la piéce) en 3D (superposition
des passes de tournage) tout en s’affranchissant des problémes liés aux fortes distorsions de
maillage (formation du copeau) et a la modélisation du contact (outil/surface). La modéelisation
hybride repose sur deux principes importants :

e la suppression de la modélisation de I’outil de coupe et de la formation du copeau,
e J'utilisation de  chargements  thermomécaniques  équivalents  quantifiés
expérimentalement et déplacés sur la surface usinée finale.

Pour construire le modéle, la démarche appliquée est décrite par la Figure 4-17. Dans un
premier temps, le choix de la position et de la forme des chargements thermomécaniques a
appliquer est réalisé¢ a partir d’une simulation 2D de la coupe orthogonale. Puis, un modéle
analytique simple est employé pour faire le lien entre les chargements souhaités et les paramétres
expéerimentaux nécessaires pour leur calibration. Des essais « élémentaires » sont alors réalises
pour quantifier ces paramétres. A partir de 1a, on obtient des chargements thermomécaniques
équivalents en 2D qui seront étendus en 3D suivant des formes d’évolutions simples (I’objectif
étant d’obtenir une simulation du tournage longitudinal en 3D). Enfin, on obtient la simulation
hybride finale de 1’usinage en déplacant ces changements équivalents calibrés a la surface d’un
massif représentatif du matériau usiné. Cette démarche va étre décrite plus en détail par la suite
afin d’illustrer les parameétres clefs de ce type de modélisation et de pouvoir étudier leur
sensibilité aux conditions d’usinage.

Movens
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orthogonale Abaqus explicit ©
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Modele analytique de
la zone de coupe

- Répartition des efforts de coupe
- Liste des parameétres nécessaire a la
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I Essais de frottement I
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Figure 4-17 Méthodologie appliquée pour la construction d’une simulation hybride.
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4.2.1.1 Identification de la position et de la forme des chargements thermomécaniques

Pour identifier les chargements équivalents a appliquer afin de reproduire le processus de
coupe et le passage de I'outil sur la surface usinée, on utilise une simulation 2D de coupe
orthogonale A.L.E développée par Courbon (Courbon, 2011) et décrite par la Figure 4-18. Le but
de cette simulation est seulement de localiser et d'extraire la forme des chargements (Figure
4-19). Trois types de chargements sont pris en compte: flux de chaleur, pression normale et
contrainte tangentielle. Pour ces simulations, les conditions de coupe références sont utilisées.
Les formes simplifiées des chargements sont extraites au niveau de surface finale (=aprés
enléevement de matiere) (Figure 4-19).

VoY  Contrainte sur les surfaces Eulériennes ,

Y.Y Contrainte sur les surfaces Lagrangiennes
— Vitesse de coupe

. Encastrement \ \
<—> Transfert de chaleur - _._ o

Pas de transfert de chaleur

:::::
v

—
—
—
—_— ]
—
—
=
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AT

=
=
e
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e
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Figure 4-18 Description du modéle de coupe orthogonale A.L.E.

On supposera que la zone de formation du copeau (zone de cisaillement primaire: ZCP) a
une influence purement thermique. Son influence mécanique sur la surface de la piece est
négligée. En effet, la valeur de la contrainte sous la ZCP est tres faible et inférieure a la limite
d'élasticité du 15-5PH méme pour des tempeératures élevées. En effet, si on regarde le
chargement mécanique sous la zone de formation du copeau au niveau de la surface finale (voir
Figure 4-19), la contrainte tangentielle varie de 426 MPa (Vc=250 m/min, f=0.2 mm/rev) a 613
MPa (Vc=90 m/min, f=0.1 mm/rev) et la contrainte normale varie de 448 MPa (Vc = 250 m/min,
f=0.2 mm/rev) a 244 MPa (Vc=90 m/min, f=0.1mm/rev). La température maximale atteinte dans
cette zone est de 203 °C avec ces conditions de coupe. Ainsi la limite d’élasticité du 15-5PH
baisse a 620 MPa. La déformation plastique en ZCP est donc quasi-nulle et négligeable vis-a-vis
du niveau de contrainte sous 1’outil (zone de cisaillement tertiaire ZCT). Dans la ZCP, la densité
de flux de chaleur est supposé homogene. La largeur du flux de chaleur est égale a I'épaisseur
moyenne du copeau f.

La zone de contact outil/piéce (zone de cisaillement tertiaire ZCT) est considérée comme
ayant une influence thermique et mécanique. La pression normale est supposée avoir une forme
parabolique. La largeur de parabole o correspond a la longueur de contact en face de dépouille.
Le coefficient de frottement est considéré comme constant dans la ZCT. Sa valeur dépend de la
vitesse de glissement (tres proche de la vitesse de coupe) comme indiqué par Bonnet et al.
(Bonnet, et al., 2008). Par conséquence, le frottement induit une contrainte de cisaillement
parabolique dans la méme zone. De plus, le frottement génére de la chaleur a I'interface
outil/piéce. La chaleur générée se répartit alors entre 1’outil et la pi¢ce usinée. Le coefficient de
partage de la chaleur dépend également de la vitesse de glissement (Bonnet, et al., 2008).
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Figure 4-19 Comparaisons entre la simulation de coupe et les formes de chargements retenues pour les
flux de chaleur, la pression normale et la contrainte tangentielle.

4.2.1.2 ldentification des parameétres nécessaires a la calibration des chargements

Aprés avoir déterminé la position et la forme des chargements thermomécaniques
équivalents retenus, une étape de calibration doit étre effectuée. 1l est donc nécessaire d'établir un
lien entre les paramétres mesurables expérimentalement et les chargements équivalents désirés.
Un modele analytique simple est alors utilisé (Figure 4-20).
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ot

Plaquette

chpeau‘

Figure 4-20 Répartition des efforts d usinage.
Les efforts de coupe locaux sont calculés en résolvant le systeme suivant (Figure 4-20):
F.=F,+F,
F,=F,+F,
Fo = Fates
Foo = Fiottyer
Equation 4-5

Avec uzcs : coefficient de frottement moyen sur la face de coupe (ZCS), ursz : coefficient
de frottement moyen sur la face de dépouille (ZCT).

On remarquera que la Figure 4-20 ainsi que les formules analytiques concernant la
répartition des efforts de coupe et d’avance présentées ci-dessus, sont données pour un angle de
coupe nul (y=0 °). Dans notre cas d’étude, la plaquette mise en place en condition industrielle de
chariotage, présente un angle de coupe légerement négatif (y= -6 °). L’influence de cet angle sur
la répartition analytique des efforts est tres faible (cos 6°=0.995) et n’a donc été prise en compte
dans les équations. Bien sir, la mise en place des plaquettes, et donc les valeurs des angles de
coupe et de dépouille, ont été respectées lors des essais de chariotage et de coupe orthogonale
(conformément a I’application industrielle).

uzct est estimé a partir des essais de frottement. La vitesse de glissement dans la zone de
cisaillement tertiaire est proche de la vitesse de coupe. On estime uzcs également avec les essais
de frottement. La vitesse moyenne de glissement en zone de cisaillement secondaire est estimee
par le rapport de compression du copeau:

Vcopeau = VLh
B

Equation 4-6

Avec h: épaisseur de copeau non déforme, f: épaisseur de copeau moyen (Figure 4-20).
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La pression normale et les contraintes tangentielles appliquées dans la ZCT sont supposées
avoir une forme parabolique issue de la théorie du contact de Hertz (Johnson, 1987):

_ 2.F, [2)2  y2)2
GZZ(y)_m((a > =y?)

2.F, 2 Uiz
oy (Y) =ﬂZCT'm((a/2) -y?)

Equation 4-7

Dans cette zone, de la chaleur est générée par le frottement. Cette source de chaleur est
supposée homogeéne et indépendante de la pression de contact de la face de dépouille. Elle ne
dépend que de la force tangentielle et la vitesse de glissement. La densité de flux de chaleur est
estimeée a partir des essais de coupe orthogonale par:

F.,V
Dens,.; = bc620 ; (1-A,)

Equation 4-8

Avec b: largeur de coupe (épaisseur du disque) et «: la longueur de contact entre la face de
dépouille et la surface usinee, A, est le coefficient de partage de la chaleur a l'interface

outil/piéce (=pourcentage de la chaleur générée absorbé par 1’outil).

En ce qui concerne la ZCP, le flux de chaleur généré est homogéne. La densité de flux de
chaleur peut étre estimée a partir de I'énergie de déformation plastique dans cette zone. Une
majeure partie de cette énergie est transformée en chaleur. Par ailleurs, une partie de cette
chaleur (1 - A,) est évacuée dans le copeau tandis que le reste est absorbé par la surface usinée.

La densité de flux de chaleur en provenance de la ZCP au niveau de la surface usinée peut étre
estimée par:

.V,
Dens,., = b(gO,Z"Al'AZ

Equation 4-9

Avec:

- A,: Pourcentage de I'énergie de déformation plastique transformee en chaleur. Selon Shi
et al. (Shi, et al., 2002), A, est proche de 0,85.

- A,: Pourcentage de la chaleur absorbée par la surface usinée (le reste étant evacué par le
copeau). Selon Buryta et al (Buryta, et al., 1994) A, est proche de 0,1.

Il est alors possible de dresser la liste des parametres requis pour quantifier totalement
I’intensité (et les zones d’application) des chargements thermomécaniques équivalents :
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Extrait des essais de frottement:
- le coefficient de frottement en fonction de la vitesse de glissement (uzcr, (zcs)
- le coefficient de partage de la chaleur a l'interface outil-piéce en fonction de la vitesse de
glissement (A,)
Extrait des essais de coupe orthogonale:
- I’effort d'avance (F)
- I’effort de coupe (Fc)
- I'épaisseur moyenne du copeau (5)
- la longueur de contact entre la face de dépouille et la surface usinée («)

4.2.1.3 Distribution et quantification des chargements équivalents en 3D

L’objectif étant d’obtenir une simulation du tournage longitudinal en 3D, il est nécessaire
d’extraire une distribution tridimensionnelle des chargements équivalents a partir de leurs
répartitions en 2D préalablement présentée. Pour cela, en plus de considérer la section A (plan
normal a la vitesse d’avance) comme précédemment, il faut prendre en compte la section B (plan

normal a la vitesse de coupe) comme illustré sur la Figure 4-21.
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Figure 4-21 Chargements thermomécaniques équivalents a l’interface outil/piéce.
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e Section A

On reprend les formes des chargements thermomécaniques décrites précédemment.

e Section B

D'apres la Figure 4-21, il est nécessaire de distinguer deux zones:

- une zone ou l'outil est directement en contact avec la surface usinée finale (zone D-C de
la section B).

- une zone ou l'outil n’est pas directement en contact avec la surface usinée finale (zone I-C
de la section B). La plaquette est en contact avec la section de matiere qui sera retirée au cours
de la prochaine révolution. L'influence de I'outil de coupe sur la surface finale est donc indirecte.

Dans la zone de cisaillement primaire (ZCP, section B), le flux de chaleur transmis a la
surface usinée est supposé dépendre de 1’épaisseur radiale de la section du copeau h. Dans la
zone de contact direct D-C, 1’épaisseur radiale de la section du copeau h varie en continu de 0 a
hmax. Dans la zone de contact indirect I-C, I’épaisseur radiale de la section du copeau h varie
également. Néanmoins, comme son influence au niveau de la surface usinée finale n’est
qu’indirecte et que 1’épaisseur de la future section de copeau augmente, on consideére une
décroissance linéaire du flux de chaleur transmis a la surface usinée.

Dans la zone de cisaillement tertiaire (ZCT, section B), on considére une répartition
uniforme du flux de chaleur dans la zone de contact directe D-C. Pour les mémes raisons qu’en
ZCP, la future section du copeau intercalée en zone de contact indirecte I-C, nous fait considérer
une décroissance linéaire du flux de chaleur transmis a la surface usinée.

Ces formes supposées des chargements thermomécaniques peuvent étre aisément
critiquées car basées sur des constatations géométriques. On pourra néanmoins les valider a
partir de I’utilisation d’un modéle numérique de tournage en 3D. Ce modéle est basé sur un
comportement matériau de type fluide et une simulation purement eulérienne. Ses premiers
résultats sont présentés en annexe 4. L’objectif est alors d’extraire de ce type de simulation les
formes des chargements (flux de chaleur et contraintes) subis par la surface lors du passage de
I’outil.

Vis-a-vis de la calibration de I’intensité des chargements équivalents en 2D précédemment
présentés, I’extension en 3D nécessite uniquement I’estimation d’autres paramétres
exclusivement géométriques (dans la section B):

- w: longueur totale de contact outil/piece dans la section B (projetée sur la surface finale)

- K: longueur de la zone de contact indirecte outil/piéce 1-C dans la section B (projetée sur
la surface finale)

- d: longueur de la zone de contact directe outil/piece D-C dans la section B (projetée sur la
surface finale)

- hmax: épaisseur radiale maximale de la section du copeau (avant usinage)

Tous ces parameétres geométriques peuvent étre directement calculés a partir de ’avance f,
du rayon de bec de I’outil R, et de la profondeur de passe a,. A partir des relations géomeétriques
de la Figure 4-22 et en supposant que R, > a, et que R, >> f (ce qui est le cas en tournage
finition), on obtient les équations suivantes:
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d=f
Equation 4-10
w=K+d

Equation 4-11

Equation 4-12

Equation 4-13
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Figure 4-22 Estimation des paramétres géométriques nécessaires a ['extension des chargements en 3D.

4.2.1.4 Construction du modele hybride et stratégie de simulation

Le modéele a pour objectif la prédiction de I’intégrit¢ de surface (et en particulier des
contraintes résiduelles) résultante d’une opération de tournage longitudinal de finition (Figure
4-24). Tel que mentionné précédemment, la méthode proposée ne tient pas compte des
mécanismes d’enlévement de copeaux et ne modélise pas ’outil de coupe. La piéce usinée
considérée est un cylindre (Figure 4-24). Les conditions de coupe sont constantes sur toute la
surface, il est donc possible de modéliser seulement un petit volume de ce cylindre. Enfin, pour
une piece de diametre suffisamment grand vis-a-vis des dimensions de la zone de coupe, la
surface usinée peut étre considérée comme plane (la rugosité et les stries de tournage ne sont
donc pas prises en compte).

Finalement, il devient possible de modéliser la génération de contraintes résiduelles lors
d’une opération de tournage longitudinal a partir d’un parallélépipede (Figure 4-24). Les
dimensions du parallélépipede sont d’environ : 1,5 mm x 2,5 mm x 1 mm mais dépendent des
conditions de coupe (et en particulier de la vitesse d’avance). Il est alors possible de simuler
plusieurs tours de la piece usinée (plusieurs passages de 1’outil).
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Figure 4-23 Parametres géométriques et maillage du modéle de tournage 3D hybride.

Cinq cotés du massif doivent étre considérés en contact avec le reste de la piece. Ainsi une
bordure formée par un matériau supposé parfaitement élastique (pour réduire la durée du calcul)
a été positionnée autour du parallélépipede de référence (Figure 4-23). Les difficultés liées a
d’éventuels effets de bord sont ainsi réduites au maximum et la rigidité¢ réelle du matériau est
simulée. Les échanges thermiques par conduction avec la piece sont pris en compte. Par ailleurs,
la face supérieure représentant la surface usinée possede quant a elle des échanges thermiques
avec 1’ambiant c’est-a-dire avec I’air lors d’un usinage a sec (heon=35 W/m2/K) ou avec une
émulsion d’huile soluble lors d’un usinage sous lubrification (hcom,:105 W/m#K (Li, 1996))

Comme présenté dans la Figure 4-23, un maillage hexaédrique est utilisé dont la taille a été
optimisée afin de minimiser la durée de calcul sans perturber la précision des résultats. Un
maillage fin est nécessaire sous la surface usinée (taille de maille de 1’ordre du pum), ou les
chargements thermomécaniques intenses sont appliqués et conduisent a de forts gradients de
contraintes résiduelles. Des mailles de plus grandes tailles sont utilisées dans la profondeur.
Enfin, il est possible de prendre en compte un champ de contrainte résiduelle initial homogéne
dans le massif. Ce champ de contrainte initial peut, par exemple, représenter I’influence d’un
procédé précédant 1’opération de tournage finition (ébauche, traitement de surface, forge,...).
Pour cela, on applique une déformation initiale aux mailles du modéle avant la simulation de
I’opération de tournage.

Figure 4-24 Stratégie de simulation du modeéle de tournage 3D hybride.
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Figure 4-25 Modélisation de plusieurs rotations de la piéce (= plusieurs passages de [’outil).

Le comportement du matériau est modélisé a partir des études précédentes et intégre
I’ensemble des résultats des chapitres 2 et 3. Ainsi, la loi de comportement présentée au
paragraphe 3.5 est utilisée. Le matériau posséde un modéle d’écrouissage cinématique non-
linéaire de type Armstrong-Frederick et une sensibilité a la vitesse de déformation (issue des
essais de traction/compression et de compression dynamique). Le phénoméne de recristallisation
et son influence sur la baisse de la contrainte d’écoulement est également pris en compte.

Il est possible de considérer un éventuel changement de phase de type austénitisation en
réalisant une simulation « métallurgique » intégrant la routine utilisateur évoquée au chapitre 2.

La piéce a usiner est modélisée par un parallélépipede (Figure 4-24 et Figure 4-25). Les
chargements en ZCT sont appliqués sur une surface rectangulaire ayant une dimension de w par
a. Les chargements en ZCP sont appliqués sur une surface rectangulaire ayant pour dimension de
w dans la direction d'avance et § dans la direction de la vitesse de coupe. Ces chargements sont
déplacés dans la direction Y (direction de la vitesse de coupe) avec une vitesse égale a la vitesse
de coupe. Le temps tcoupe, NECESSAIre pour traverser le massif, est :

L,

coupe \F
Equation 4-14

Puis un temps de refroidissement t, est nécessaire pour simuler la rotation complete et le
mouvement de I'outil autour du périmétre complet de la piece. Sa valeur est fonction du diamétre
D de la piéce a usiner, de la vitesse de coupe Vc et de la largeur du massif L;:

_z.D-L

trefr - VC

Equation 4-15

Puis pour modéliser une seconde révolution de la piece, un second passage des
chargements thermomécaniques équivalents est simulé (Figure 4-25, b). La seconde passe est
décalée dans la direction X (direction d'avance) afin de simuler I'avance par tour de l'outil.
Comme la largeur de la zone de chargement w est plus grande que ’avance f, le chargement
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thermomecanique affecte une zone de la surface qui a déja eté modifiée au cours de la révolution
précédente (Figure 4-25, b). Il y a superposition des passes. Puis la simulation se poursuit avec
une deuxieme phase de refroidissement, un troisiéme passage des chargements, etc...

En général de 5 et 7 passages de 1’outil sont simulés (en fonction du taux de recouvrement
des passes). On montrera plus tard que cela est suffisant pour atteindre un état stationnaire des
contraintes résiduelles. A la fin de la simulation (dernier passage de I’outil), le matériau est
refroidi jusqu’a température ambiante et les contraintes résiduelles sont extraites. Environ 6
heures de calcul sont nécessaires sur un PC de bureau avec un processeur de 3 GHz et 8Go de
RAM pour la simulation de 7 passages de 1’outil (7 tours soit environ 1.6 secondes d’usinage).

4.2.2 Essais préliminaires de frottement et de coupe orthogonale

4.2.2.1 Condition référence d’usinage et choix des cas d’étude

Les essais préliminaires de coupe orthogonale et de frottement permettent d’alimenter les
chargements du modele 3D hybride de tournage a partir de la méthode précédemment décrite. Il
faut pour cela avoir une parfaite cohérence entre les conditions d’usinage étudiées (conditions
industrielles de référence) et les conditions de coupe et de frottement lors des essais
préliminaires. De plus, un certain nombre de cas d’étude de sensibilité aux conditions de coupe
seront définis. Ces variations doivent également étre prises en compte lors de la campagne
d’essais préliminaires de coupe et de frottement.

e Condition référence

L’opération d’usinage référence étudi¢e (conditions de coupe industrielles) correspond au
tournage longitudinal (chariotage) d’un cylindre de 15-5PH en condition H1025 (35HRC). Le
diamétre du cylindre est d’au moins 150mm afin d’étre cohérent avec les dimensions des piéces
d’hélicoptére (mat rotor et manchon de pale) réalisées en 15-5PH. Les conditions de coupe sont
les suivantes :

- Vitesse de coupe : Vc = 150 m/min

- Avance : f = 0.18 mm/tr

- Profondeur de passe : a, = 0.6 mm

- Lubrification sous huile soluble (concentration 5%)

La plaquette de chariotage référence est une plaquette DNMG 15 06 12. La géométrie du
brise-copeau est adaptée a la finition/semi-finition : géométrie QM chez Sandvik, le rayon de bec
est de 1,2 mm. La plaquette est en carbure revétu MT-CVD (nuance 4215 chez Sandvik). I
s’agit d’un revétement épais (=15 um) composé d’une couche TiCN (8 pum) et une couche
d’Al,03 (7 pm). Un flash de TiN (=1 pm) est ajouté sur la face de dépouille pour une meilleure
estimation de ’'usure. Le rayon moyen d’acuité d’aréte est mesuré a Rz = 56 pum.
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Figure 4-26 Comparaison des nuances 4215 et H13A.

A partir de ces conditions de chariotage références, on peut définir un ensemble de cing cas
d’étude permettant d’étudier la sensibilité de I’intégrité de surface aux variations des conditions
de coupe.

e Cas 1 : variation de la vitesse de coupe. On fait varier la vitesse de coupe de 50 a 250
m/min.

o Cas 2 : variation de I’avance. On fait varier I’avance de 0.1 a 0.3 mm/tr.

e Cas 3: usinage avec un outil usé. L’usinage se fait avec un outil ayant une usure en
dépouille importante (Vb=0.25mm).

e Cas 4 : absence de lubrification. L’usinage se fait a sec.

e Cas 5: plaquette de coupe différente. Soit I’usinage est réalisé avec une plaquette de
géométrie identique (DNMG 15 06 12 QM) mais avec une nuance différente : H13A
(c’est-a-dire une plaquette carbure non revétu (Figure 4-26)), soit 1’usinage est réalisé
avec une plaquette de géométrie différente (plaquette ronde de rayon 4.5mm : RNMG
09 03 00) mais de nuance identique (QM 4215).
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DNMG 1506 12 4215 DNMG 1506 12 HI3A  RNMG 09 03 00
Figure 4-27 Plaquettes utilisées lors des essais de chariotage.

4.2.2.2 Essai de frottement : identification d'un modéle de frottement adapté a l’interface
outil/copeau/piéce

L’objectif de cette série d’essais de frottement est de quantifier (en partie) les chargements
thermomecaniques équivalents utilisés dans le modele 3D hybride. En effet, il est nécessaire de
connaitre les coefficients de frottement et de partage thermique en ZCS et en ZCP pour
dimensionner les chargements équivalents.

o Dispositif expérimental

I est maintenant généralement admis qu’un coefficient de frottement de Coulomb constant
ne peut pas représenter le contact a l'interface outil/copeau/piéce. Dans le cadre de l'usinage des
aciers, des conditions de coupe classiques conduisent a des conditions tribologiques extrémes:
des vitesses importantes (50-300 m/min), des hautes températures (jusqu'a 1000 °C) et des
pressions élevées (jusqu'a 2 GPa) (Schmidt, et al., 1949).

Les mesures expérimentales d’efforts de frottement et de flux de chaleur ont été réalisées
sur un tribométre spécialement mis au point pour ce genre d’application, c’est-a-dire pour
travailler a des vitesses et des pressions significatives pour 1’usinage. La trajectoire hélicoidale
du point de contact entre le pion de frottement et la piéce garantit une surface de frottement
continuellement renouvelée (tribo-systéme ouvert). Entre chaque essai de frottement, la surface
frottante de la barre est renouvelée par usinage et sa rugosité diminuée par toilage (Ra = 0,1 um).
Le tribométre mesure en continu les efforts de frottement normaux et tangentiels ainsi que les
flux de chaleur induits dans le pion (Figure 4-28). Le développement de ce tribométre ainsi que
sa mise en ceuvre est entierement décrite par Claudin (Claudin, et al., 2010) et Zemzemi
(Zemzemi, et al., 2007).
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Figure 4-28 Dispositif expérimental de frottement.

On utilise une barre de 15-5PH en condition identique a celles utilisées pour les essais
d’usinage (H1025, 35HRC). Les pions de frottement utilisés sont des cylindres avec une
extrémité hémisphérique. Ils possédent un diamétre de téte de 17 mm. Deux types de pions ont
été utilisés correspondant aux analyses réalisées des plaquettes d’usinage du projet (Figure 4-26).
Ainsi pour représenter fidelement le contact plaquette/matiére, on utilise :

- des pions en MP40 (carbure correspondant au substrat du 4215) et revétus par MT-CVD
(revétement épais) de TiCN et d’Al,Os.

- des pions en carbures H10F non-revétus. Le carbure H10F est trés proche du H13A.

Chaque essai de frottement dure environ 20 s et chaque condition de frottement a été
reproduite trois fois.

Le pion de frottement est maintenu dans un porte pion instrumenté permettant de quantifier
le flux de chaleur entrant dans le pion (Zemzemi, et al., 2007). Il est possible de définir le
coefficient de partage de chaleur A,comme le pourcentage de la chaleur transmis au pion par

rapport a I'énergie de frottement totale (supposée entierement transformée en chaleur).

A3 — CI)pion
o

totale
Equation 4-16

avec @ le flux de chaleur entrant dans le pion et @, I'énergie de frottement totale.

totale

Le porte-pion est fixé sur un dynamomeétre afin de mesurer I’effort normal Fn et 1’effort
tangentielle Ft (efforts macroscopiques). L’effort normal Fn est maintenu autour des 1000 N. Le
coefficient de frottement apparent est donné par le rapport entre les efforts normal et tangentiel.

Ft

Hoow =

Equation 4-17
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Le terme de coefficient de frottement «apparent» est utilisé car il differe sensiblement du
coefficient de frottement local. Les essais de rayage réalisés conduisent a la formation d’un sillon
et de bourrelets latéraux. Ce constat oblige a dissocier les effets de labourage d’une part et les
effets de frottement d’autre part. La méthode d’extraction du coefficient adhésif de frottement
repose sur le principe de décomposition du frottement en une composante adhésive et une part de
labourage. Le frottement apparent uapp est la somme du frottement adhésif uagn et du labourage
ugef (Challen, et al., 1979).

Ft
Mapp === = Hagn t Hyes
Fn

Equation 4-18

OU uapp €St le coefficient de frottement apparent, uaqn est la part adhésion, et zqer est la part
la déformation.

Le but de la méthode mise au point par Bonnet (Bonnet, et al., 2008) est donc de parvenir a
exprimer la part adhésive du frottement en fonction de parameétres locaux tels que la température,
la pression ou bien la vitesse de glissement. L’obtention d’un tel résultat nécessite deux étapes
complémentaires :

- la mesure de données expérimentales issues des essais réalisés sur le tribomeétre
(effort normal, effort tangentiel, flux de chaleur transmis au pion).

- I'utilisation de ces données dans un modele numérique afin d’extraire la part
adhésive.

Le modéle de rayage implémenté sur ABAQUS Explicit® (Figure 4-29) permet d’extraire
la part adhésive du frottement ainsi que le coefficient d’échange thermique lors d’une opération
de rayage en fonction des parametres locaux (pression locale, vitesse de glissement locale). Il
s’agit d’un modéle A.L.E (Arbitrary Lagrangian-Eulerian Method). La piece en 15-5PH est
représentée par un massif eulérien tandis que le pion repose sur une formulation lagrangienne.

Entrées-Sorties
Eulériennes

Figure 4-29 Modele numérique de dépouillement des essais de frottement.

Afin de coller le plus possible a la réalité, le modele de rayage doit intégrer les données
issues des manipulations réalisées a 1’aide du tribométre. Ainsi trois grandeurs issues des essais
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servent d’entrées au modele numérique et permettent de calibrer les grandeurs de sorties
(coefficient de frottement adhésif et coefficient d’échange thermique) :

- ’effort normal

- le coefficient de frottement macroscopique

- le flux de chaleur transmis au pion

Afin de rendre I’effort tangent le plus proche de la mesure, il est nécessaire d’itérer sur le

coefficient de frottement adhésif. Le calage du coefficient macroscopique par I’intermédiaire du
frottement adhésif nécessite plusieurs itérations. De méme, afin de corréler avec la partie
expérimentale, il faut déterminer quel est le coefficient de répartition du flux de chaleur entre la
piéce et le pion.

e Résultats des essais de frottement

Evolution du coefficient de frottement local

Une loi de frottement en vitesse de glissement présente un certain nombre d’avantages
quant a sa formulation et a son utilisation avec le modele 3D hybride de prédiction des
contraintes résiduelles. En tracant 1’évolution du coefficient de frottement adhésif en fonction de
la vitesse de glissement locale (Figure 4-30), il apparait une évolution décroissante. A basse
vitesse (<50 m/min), les coefficients sont proches dans les deux configurations (carbure revétu
4215 et non revétu H13A) et passent de 0.75 & 0.4. Pour les hautes vitesses, le coefficient de
frottement est plus bas pour le pion avec revétement (Al,03) que sans revétement (différence
d’environ 30%). A 300 m/min, le coefficient de frottement varie de 0.22 a 0.15.

0.9 1
£ 0.8 1,
= o7 |4
7 07 1%
2 06 A 4215/ 15-5PH
= Y * HI0F(—HI3A)/ 15-5PH
< %,
£ 0.5 A i
& "
Z 0.4 - N NN N— :
é \\‘t:{“‘“ i}lm]h_= 1.6Vg_"'36:
v 0.3 - CA S =R d
= e L D .t
£ 0.2 - = S e
.; ----- ‘- ---------
= 0.1 -
5 M= 2.1Vg "
U 0 L L 1 1 L] L] 1
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Vitesse de glissement locale Vg [m/min]|

Figure 4-30 Evolution du coefficient de frottement local en fonction de la vitesse de glissement.

Le coefficient de frottement adhésif est représenté par les équations suivantes :
Carbure revétu nuance 4215 :

Loy = 2.1Vg® pour 10 m/min <Vg <300 m/min
Madh = 0.15 pour Vg> 300 m/min
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Carbure non-revétu nuance H10F (—H13A) :

Lo, =1.6 Vg O pour 10 m/min <Vg <300 m/min
Hadh = 0.22 pour Vg> 300 m/min

Equation 4-19
Evolution du coefficient de partage thermique A,

Le coefficient de partage thermique (représentant la part de chaleur entrant dans le pion par
rapport au total de la chaleur générée par le frottement) diminue également avec la vitesse de
glissement. L’écart entre les deux nuances est trés important. Pour le pion non-revétu, le
pourcentage de chaleur partant dans le pion varie de 50% a 15%. Pour le pion revétu
Al,O3/TiCN (sur 15 um) seulement de 25% a 8% de la chaleur générée est dirigée vers le pion.
L’¢écart entre les différents pions est plus important a basse vitesse.

0.6 - _ Flux entrant dans le pion
= Flux total généré
@ ]
Z 0.5 E—
£ [ .
g 0.4 A H10F(—HI13A)/15-5PH
Z 4215/ 15-5PH
203 - e .
- a4
= - . PO T Y Y
= 0.2 - % T A Z19VERT
- ‘\-__ i ‘\"--..‘___
s &~a__ 1 T T
ERTE R A
355 A =2.3VgtS - T LiR—
U 0 L I 1 L] L 1 1
0 50 100 150 200 250 300 350

Vitesse de glissement locale Vg [m/min]

Figure 4-31 Evolution du coefficient de partage thermique en fonction de la vitesse de glissement.

Le coefficient de partage de chaleur est représenté par les équations suivantes :
Carbure revétu nuance 4215 :

A, =0.25 pour Vg < 25 m/min
A, =23Vgo® pour 25 m/min <Vg <300 m/min
A,=0.08 pour Vg> 300 m/min

Carbure non-revétu nuance H10F (—H13A) :
A, =047 pour Vg < 75 m/min
A, =19Vvg°® pour 75 m/min <Vg <300 m/min
A,=0.15 pour Vg> 300 m/min
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4.2.2.3 Essais de coupe orthogonale

e Procédure expérimentale

L’objectif de cette série d’essais de coupe orthogonale est de quantifier (en partie) les
chargements thermomécaniques équivalents utilisés dans le modéle de tournage 3D hybride. Les
essais de coupe orthogonale permettent de maitriser 1’épaisseur de la matiére usinée (=I’avance
en coupe orthogonale), les angles de 1’outil et les directions d’efforts. A partir de ces essais, on
peut mesurer plusieurs parameétres essentiels pour la localisation et la quantification des
chargements comme décrit précédemment:

- les efforts d’usinage : effort d’avance (Ff) et efforts de coupe (Fc)

- ’épaisseur moyenne du copeau (& comparer avec I’avance) : f

- la longueur de contact en dépouille entre I’outil et la piéce usinée : a

Les essais de coupe orthogonale ont été réalisés en usinant en plongée des disques de 15-
5PH d’épaisseur 3 mm (Figure 4-32).

| Dispositif expérimental l | Parameétres mesurés ‘

Porte-outil instrumenté
Effort de

coupe Fc
—

Effort
d’avance
Fr

Disque de 15-5PH '

Figure 4-32 Dispositif de coupe orthogonale et grandeurs mesurées.

Toujours dans un souci de cohérence entre 1’opération de chariotage industrielle référence
et les essais préliminaires permettant de construire le modele numérique, la mise en place des
plaquettes, et donc les valeurs des angles de coupe et de dépouille, ont été respectées (en utilisant
un porte-plaquette congu spécialement). De plus, les plaquettes utilisées en coupe orthogonale
ont une géométrie d’aréte de coupe et des nuances identiques a celles utilisées en tournage
longitudinal. Ainsi, on peut répertorier les plaquettes utilisées en coupe orthogonale:

- Cohérence avec les cas d’étude référence, 1 (variation de Vc), 2 (variation de f), 4
(absence de lubrification) : plaguette TNMG 15 06 08 QM en nuance 4215. 1l s’agit donc de
plaquettes triangulaires mais possédant bien une géométrie de brise-copeau QM et une nuance
carbure revétu 4215.

- Cohérence avec le cas d’étude 5 (changement de nuance de plaquette) : plaquette
TNMG 15 06 08 QM en nuance H13A. La géométrie de la plaquette est identique, seule la
nuance est différente (H13A : carbure non revétu).

- Cohérence avec le cas d’étude 3 (outil usé) : plaquette TNMG 15 06 08 QM en nuance
4215 avec une usure maitrisée. Pour réaliser ces essais de coupe orthogonale « outil usé », la face
de dépouille des plaquettes a été volontairement pré-usée afin de récréer une longueur de contact
en dépouille plus importante (Vb=0.1 a 0.25mm). Cette usure « contrdlée » a été faite sur une
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polisseuse métallurgique en respectant la mise en position de la plaquette en usinage dans son
porte-plaquette (angle de coupe/angle de dépouille). Partant d’un outil neuf, on obtient un outil
présentant une longueur de contact en dépouille plus importante (Figure 4-33). On peut noter
alors que le rayon d’acuité d’aréte est fortement diminué. Pour recréer un rayon d’aréte cohérent
avec celui des plaquettes neuves (RS = 56 um), un léger sablage de I’aréte de coupe est effectué.

Usure de face de dépouille Création du rayon
— augmentation de la zone d’acuité d’aréte par
de contact en dépouille sablage : Ry~ 60pm

Outil Outil a usure
neuf maitrisée

Figure 4-33 Création de plaquettes a usure maitrisée pour les essais de coupe orthogonale.

Les essais ont été réalisés sur des plages de vitesse de coupe et d’avance importantes en
lien avec les conditions de coupe testées avec le modele 3D hybride :

- fallant de 0.05 a 0.25 mm/tr
- Vc allant de 50 & 250 mm/min

Les essais durent alors entre 6 s et 30 s en fonction de Vc et f. L'effort de coupe Fc
(direction de la vitesse de coupe) et I’effort d’avance Ff (direction radiale) ont été mesurés a
I’aide d’un dynamomeétre piézo-électrique. Pour chaque configuration, les essais ont été
reproduits trois fois avec des écarts inférieurs a 5%.

La mesure des épaisseurs de copeau a été réalisée au microscope aprés revétement et
polissage. La difficulté principale réside dans la notion d’épaisseur de copeau lorsque ce dernier
est tres festonné (ce qui est le cas uniquement pour les grandes avances). On retient alors une
valeur moyenne calculée a partir des épaisseurs « pic » et « creux ».

e Résultats des essais de coupe orthogonale

On s’intéresse aux variations de quatre parametres de sortie (Ff, Fc, épaisseur du copeau £,
longueur de contact en dépouille o) en fonction de cinq variables d’entrée (f, Vc, usure en
dépouille Vb, nuance de la plaquette 4215 ou H13A, lubrification).

Les facteurs d’influence ont été déterminés a partir de la méthode d’analyse de la variance
basée sur le test de Mann et Whitney (petit nombre d’échantillons indépendants). Ainsi, a partir
d’une série d’essais, on peut déterminer et justifier de I’influence des variables d’entrée sur les
grandeurs mesurées en sortie. 1l ressort de cette analyse :

- I’épaisseur du copeau n’est influencée que par la valeur de ’avance f (Figure 4-34).

- les efforts Ff et Fc sont influencés par la valeur de 1’avance f, de I’'usure Vb, de la vitesse
de coupe Vc et du type de nuance (Figure 4-35). On remarquera entre autre que la lubrification
n’a pas d’influence significative sur les valeurs des efforts. Le lubrifiant ne reste pas dans le
contact (comme 1’a montré Claudin (Claudin, et al., 2010)). De plus, on notera que 1’effort
d’avance est beaucoup plus sensible aux variations de ces paramétres (excepté 1’avance f) que

138



4-ETUDE DE L’ INTEGRITE DES SURFACES EN TOURNAGE FINITION

I’effort de coupe. Enfin, la sensibilité des efforts d’usinage au changement de nuance d’outil
(4215/H13A) peut se justifier d’une part, par des changements de propriétés tribologiques mais
aussi, et surtout, a cause d’une différence au niveau de ’acuité d’aréte. En effet, on a constaté
que, pour la méme géométrie annoncée (QM), les plaquettes H13 A ont un rayon d’acuité d’aréte
de Rz = 34 um tandis que les plaquettes 4215 ont un rayon de Rp = 56 pm (cet écart est dd a
I’épaisseur du revétement rajouté).

- la longueur de contact en dépouille o dépend uniquement du type de nuance H13A/4215
(différence d’acuité d’aréte) et bien sir de 1’usure en dépouille Vb. La longueur de contact en
dépouille est établie a o = 75 um pour les outils en nuance 4215 et a o = 100 um pour les outils
en nuance H13A.
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Figure 4-34 Sensibilité de |’épaisseur moyenne du copeau a la variation de l’avance.
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Figure 4-35 Sensibilité des efforts d 'usinage (coupe et avance) aux conditions de coupe : a. Avance et
vitesse de coupe, b. Usure en dépouille, ¢ Nuance de [ 'outil.
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4.2.2.4 Bilan sur les essais préliminaires de dimensionnent des chargements

Un nombre important d’essais de coupe orthogonal et de frottement a permis d’obtenir les
parametres nécessaires a la calibration des chargements thermomécaniques équivalents utilisés
par le modele de tournage 3D hybride et représentatifs de I’impact de ’usinage sur la surface de
la piece. De plus, de nombreuses variations des conditions de coupe ont été prises en compte. La
prochaine étape consiste donc a rassembler ces informations et & quantifier les chargements
thermomecaniques suivant la méthode decrite afin de faire le lien entre les variations des
conditions de coupe et les variations des chargements subis par la surface usinée.

4.2.3 Sensibilit¢ des chargements thermomécaniques d’usinage aux variations des
conditions de coupe

A partir des paramétres mesurés lors des essais de coupe orthogonale et de frottement, on
applique la méthode du modele hybride décrite précédemment pour quantifier les chargements
thermomécaniques équivalents et leurs sensibilités aux conditions d’usinage.

L’étude de la sensibilité des chargements équivalents se fera de facon qualitative en
comparant le cas référence (Vc=150 m/min, f=0.18 mm, a,=0.6 mm, nuance 4215, sous
lubrification) aux six cas d’étude définis. Les valeurs chiffrées des paramétres du modele sont
présentées en annexe 5.

On présentera cette etude de sensibilité sur deux niveaux :

e Niveau 1 : sensibilité des grandeurs physiques (mesurables) aux conditions de coupe.
On s’intéressa alors au coefficient de frottement, au coefficient de répartition
thermique, aux efforts de coupe, au coefficient de convection avec I’ambiant et aux
longueurs de contact.

e Niveau 2: sensibilit¢ des chargements thermomécaniques équivalents (forme et
intensité) aux conditions de coupe. On s’intéressa alors a I’intensité mécanique des
chargements (valeur des pressions normales et des contraintes tangentielles appliquées
en ZCT et ZCP), a I’intensité mécanique des chargements (valeur des flux de chaleur
appliqués en ZCT et ZCP), a la dimension de la zone d’application des chargements et
au taux de recouvrement des passes.
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Niveau 1 :

Coeff. de
frottement
piéce/outil

Coeff.

thermi
A3

répartition

de

que

Coeff. de
convection
avec ’ambiant

Efforts
d’usinage
Ffet Fc

Long. de

contact en

dépouille
a

Casl:
augmentation de la
vitesse de coupe Vc

!

Cas2:
augmentation de
I’avance f

Cas3:
usinage avec un
outil usé

!
!
!

Cas4:
Suppression de la
lubrification

Cas5:
usinage avec une
nuance différente

(H13A)

Cas 5 (his) :

usinage avec une
plaquette ronde

Niveau 2 :

Intensité
thermique

Intensité
mecanique

Dimension
des
chargements

Taux de
recouvrement
des passes

Commentaires

Casl:
augmentation de
la vitesse de
coupe Vc

!

Le temps
d’exposition aux
chargements
diminue aussi.

Cas?2:
augmentation de
I’avance f

Cas3:
usinage avec un
outil usé

Cas4:
Suppression de
la lubrification

La chaleur n’est
plus évacuée en
partie par le
fluide de coupe.

Casb:
usinage avec une
nuance
différente
(H13A)

Cas 5 (bis) :

usinage avec une
plaguette ronde
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On remarquera la complexit¢ d’évaluer I’influence d’un parametre de coupe sur les
chargements thermomécaniques subis par la surface usinée et donc son influence sur les
contraintes résiduelles notamment. Ainsi, si on s’intéresse a I’influence de 1’avance : la section
du copeau augmente ce qui entraine une augmentation de 1’intensité des chargements thermiques
mais aussi mécaniques. Ces deux parametres tendent a avoir un effet contraire sur le niveau de
contraintes résiduelles. De plus, le taux de recouvrement est directement modifié. 1l est donc trés
difficile de conclure et seul le résultat de la simulation de tournage compléte permet de prédire
I’influence de I’avance.

Un autre exemple est celui de 'usure. L’usure de I’outil tend a augmenter les efforts
d’usinage que ’on pourrait mesurer au niveau macroscopique. Mais dans le méme temps, la
zone de contact en dépouille augmente fortement (usure en dépouille). Les coefficients de
frottement et de répartition de chaleur sont aussi modifiés. Au final, les densités de flux de
chaleur et les pressions subies par la surface sont plus faibles avec 1’outil usé qu’avec 1’outil
neuf. Par contre, la durée d’application du chargement (et donc de la chauffe par exemple) est
plus longue.

Ce type de constatation peut-étre faite pour les autres parametres étudiés. Les influences
sont souvent croisées et multiples ce qui explique que la démarche doit étre menée dans son
ensemble (jusqu’a la simulation du tournage) pour pourvoir conclure sur le rdle d’un parametre
de coupe.

4.3 Campagne expérimentale de tournage finition du 15-5PH

Une campagne expérimentale de chariotage du 15-5PH a été réalisée dans des conditions
similaires a I’opération industrielle étudiée (présentée paragraphe 4.2.2.1). Des variations des
paramétres de coupe ont également été opérées afin de représenter les cas d’études évoqués
(variation de la vitesse de coupe, variation de I’avance, usinage avec un outil usé, absence de
lubrification, plaquette de coupe différente). L’objectif de cette série d’essais de tournage
longitudinal est double :

-¢tudier I’intégrit¢ de surface obtenue apres 1’opération de tournage (rugosité,
microstructure,...)

-fournir une base de comparaison pour les résultats du modele d’usinage 3D hybride (en
particulier au niveau des contraintes résiduelles)

Ainsi, les plages de parameétres testées sont les suivantes :

= Vitesse de coupe : Vc =[50 a 250] m/min

= Avance: f=[0.1a0.3] mm/tr

= Usure Vb = [Neuf a 0.25] mm. L’usure des plaquettes a été réalisée en faisant
travailler les plaquettes dans les conditions de I’opération étudiée. Une usure en
dépouille de 0.25 mm correspond a 27 min de tournage (Vc=150m/min, f=0.18
mm/tr).

= Lubrification sous huile soluble (concentration 5%) ou absence de lubrification.

» Plaquettes : DNMG 15 06 12 QM nuance 4215 ou H13A et plaquette ronde
Rayon=4.5mm en nuance 4215 QM.

= Profondeur de passe fixée a a, = 0.6 mm

Les essais ont eté conduits sur un tour & commande numérique. Sur un cylindre de 15-
5PH (H1025) de diametre 150 mm, chaque condition de chariotage a été appliquée sur une zone
de longueur 27 mm deélimitée par une rainure (Figure 4-36). Chaque condition a eté répétée trois
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fois sur chaque trongcon (3 passes = épaisseur enlevée de 2.4 mm) afin de supprimer I’influence
des usinages précédents. En fonction de Vc et de f, les essais durent entre 20 et 60s.

ol | -,

S e e e e g (S —

Figure 4-36 Configuration des essais de tournage.

4.3.1 Etude des efforts de coupe et de la rugosité
e Efforts de coupe

Les efforts de coupe dans les trois directions ont été mesurés a I’aide d’un dynamométre
piézoélectrique Kistler. Les conclusions sont identiques a celles des essais de coupe orthogonale
présentées en détail au paragraphe 4.2.2.3.

Ainsi, on peut retrouve le fait que les efforts sont influencés par la valeur de 1’avance f
(section du copeau), de 1’'usure Vb (longueur de contact en dépouille), de la vitesse de coupe Vc
(variation des propriétés tribologiques et mécaniques du matériau) et par le type de nuance
(variation des propriétés tribologiques et du rayon d’acuité d’aréte). La lubrification n’a pas
d’influence significative sur les valeurs d’effort (le lubrifiant n’est pas présent dans le contact
(Claudin, et al., 2010)).

On peut ajouter que la pression spécifique de coupe kc (kc = Fc/(f.ap)) est relativement

constante entre les essais aux alentours de 3350 MPa (cohérent avec le matériau (Barlier, et al.,
1992)).

e Rugosité

Des mesures de rugosité ont été réalisées sur les échantillons chariotés a 1’aide d’un
perthométre tactile Mahr. Les mesures ont été faites dans la direction axiale (direction d’avance
de I’outil) et ont été répétées trois fois par échantillons (différentes zones). Les profils obtenus
sont typiques d’une rugosité de tournage avec un enchainement de pic et de creux correspondant
aux passages de ’outil (Figure 4-37).
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Figure 4-37 Exemple de profil mesuré.

Globalement, les rugosités moyennes obtenues (Ra) sont conformes aux prévisions
données par la formule :

f2

183R,

Ra =

Equation 4-20

Les conditions séveres (Vc=250m/min et absence de lub) dégradent les criteres de
rugosité (passage d’une rugosité Ra=1 um a Ra=1.8 um pour les conditions références). Il n’y a
pas d’influence notable du changement de nuance d’outil (4215 / H13A).

Ve f ap Lub Nuance Ramesurée Ra théorique Rlicart ’ /
[m/min] [mm/tr] [mm] " DNMG [um] [um] mesuree
Rathéorique
150 0.18 06  OUl 4215 1.08 0.87 28%
250 0.18 06 OUlI 4215 0.82 0.87 11%
150 0.3 06  OUl 4215 3.86 4.28 15%
150 0.18 0.6 NON 4215 0.89 0.87 3%
150 0.18 06 OUl HI13A 0.86 0.87 9%
50 0.18 06 OUlI 4215 1.06 0.87 28%
250 0.18 06 NON 4215 1.26 0.87 41%
250 0.3 0.6 NON 4215 4.27 4.28 6%
250 0.3 06 NON HI13A 5.60 4.28 28%

Tableau 4-3 Comparaisons des valeurs de la rugosité Ra mesurée et théorique pour diverses conditions
de coupe.

4.3.2 Etude des micrographies de surface

L’¢tude de I’intégrité des surfaces usinées passe nécessairement par 1’étude de leurs
microstructures. Des micrographies ont donc été réalisées a partir des surfaces chariotées.

Les échantillons ont été découpés au disque sous lubrification tres abondante puis revétus
(tronconneuse métallurgique afin de limiter les échauffements). La premiére étape de polissage a
été volontairement prolongeée afin de supprimer toute couche de matiere potentiellement affectée
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par la découpe (suppression d’une épaisseur supérieure a 1 mm). Le polissage s’est ensuite
prolongé jusqu’au « poli miroir » (alumine de 0.05 pm). L’attaque chimique a été réalisée a
1’ASTM24, spécial pour les inox martensitiques. Les images ont été faites au microscope optique
(grossissement jusqu'a 100x) pour toutes les configurations d’essais.

Sur les micrographies obtenues, on remarque systématiquement 1’apparition d’une couche
de surface présentant une microstructure totalement différente de celle d’origine du 15-5PH (que
1’on retrouve en profondeur, Figure 4-38).

Figure 4-38 Mise en évidence de la couche modifiée de surface aprés une opération de tournage (Vc=150
m/min, f=0.3 mm/tr, a,=0.6 mm, sous lubrification).

La microstructure de la couche de surface est beaucoup plus fine que le matériau de base et
devient indiscernable au microscope optique. Si I’on observe la couche dans un plan normal a la
vitesse de coupe, la transition entre la couche de surface et la microstructure d’origine semble
quasiment instantanée (Figure 4-39, a). Dans un plan normal a la vitesse d’avance, on voit
clairement apparaitre la déformation des lattes de martensite dans la direction de la vitesse de
coupe. Ces lattes déformées deviennent imperceptibles et disparaissent au niveau de la couche
modifiée de surface. On notera également qu’aucune couche « sombre » n’apparait pas sous cette
couche blanche de surface comme a pu le constater Ramesh (Ramesh, et al., 2005) lors du
tournage dur de I’acier AISI 52100.
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Signal A= SE2
Grand. = 5.00KX

Figure 4-39 Visualisation de la couche de surface dans des plans normaux (a) a la vitesse de coupe, (b)
la vitesse d’avance ou (€) au MEB (Vc=150 m/min, f=0.18 mm/tr, a,=0.6 mm, sous lubrification).

Finalement, seule ’utilisation d’imagerie EBSD permet d’accéder a la structure de la
couche de surface. La Figure 4-40, réalisée par Vincent Chomienne (LTDS/MATEIS), révele
alors une microstructure composée de grains largement submicroniques (diamétre d’environ 200
nm). Les grains en extréme surface présentent majoritairement une microstructure équiaxe
typique d’une microstructure issue des phénomeénes de recristallisation dynamique ((Bao, et al.,
2005), (Montheillet, 2009)). Les grains plus en profondeur ont un diamétre de 1’ordre du
micrometre et sont de formes beaucoup plus allongées.

Figure 4-40. Micrographie EBSD de la couche modifiée en surface (Vc=150 m/min, f=0.18 mm/tr,
a,=0.6 mm, sous lubrification).
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On peut s’intéresser aux variations de 1’épaisseur de cette couche modifiée de surface en
fonction des parameétres d’usinage. En utilisant un plan d’expérience simple, on peut extraire une
relation entre 1’épaisseur de la couche de surface mesurée et les variations des parameétres de
coupe :

Epaisseur de lacouche = 3.7 + 1.5[ f ]-0.5[ Nuance]-0.2[Vc]-0.2[ Lub.]

Equation 4-21

avec
Valeur du Ve f Nuance e
, T 1 1 Lubrification
paramétre [m.min™] | [mm.rev] plaquette
+1 Si 250 0.4 4215 Huile soluble
-1 Si 150 0.18 H13A A sec

A premiére vue, I’avance semble étre le paramétre le plus influent. L’augmentation de la
section du copeau conduit a une augmentation des chargements mécaniques subis par la surface
(Valiorgue, et al., 2012). La nuance de la plaquette (passage du 4215 au H13A non revétu) joue
également un role sur 1’épaisseur. Plusieurs explications peuvent étre avancées : le changement
de propriétés tribologiques (qui conduit a un frottement plus intense) mais aussi le changement
de rayon d’acuité d’aréte (56 um pour le 4215 a 34 um pour le H13A)

Les influences de la vitesse de coupe et de la présence de la lubrification semblent plus
faibles. On peut supposer que 1’aspect thermique (largement influencé par ces parameétres) joue
un role plus faible que I’aspect mécanique sur 1’apparition de cette couche modifiée de surface.

On peut terminer I’analyse de la microstructure de surface obtenue en tournage par des
mesures de nano-dureté. L’objectif de ces mesures est d’obtenir des informations sur les
propriétés mécaniques de la couche de surface. Les essais de nanoindentation ont été réalisés (en
collaboration avec Sophie Pavan et de Guillaume Kermouche du LTDS/ECL) dans différentes
directions (normale ou tangentielle a la surface) pour plusieurs essais présentant des couches de
surface tres épaisses (essais avec des outils tres usés entre autres). Les conditions des essais
étaient les suivantes :

- charge max: 200 mN a 450 mN
- indenteur type Berkovich
- chaque condition est répétée au moins 10 fois (dans une zone différente)

Les indents obtenus ont une taille d’environ 7,5 a 10 um (Figure 4-41).

[ ‘
B T
Matériau
de base ’ \ de base
) 160pm 160pm

Figure 4-41. Exemples d’indents obtenus dans la direction normale ou tangentielle a la couche de
surface
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Les résultats montrent clairement une dureté beaucoup plus élevée dans la couche de

surface (4,1 GPa dans la direction normale ou tangentielle) que dans le matériau d’origine (3,4

GPa).
Couche de surface Matériau d’origine
10 ‘ I 10 T T
— 1
8 - 8- ]
6 6
_ 6| s[h = er -
g H=4,1GPa 10 % 19
e g 9,
= | a o H=3,4GPa
4 W = 4 -
[
2 — 2 -
0 ‘ ! 0 | | I
0 500 1000 1500 0 500 1000 1500 2000
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Figure 4-42 Mesures de dureté par nanoindentation dans la couche de surface en comparaison aux

mesures dans le matériau d’origine.

En revanche 1’étude du module d’élasticité ne montre aucune variation significative entre

la couche de surface et le matériau a cceur. Une valeur de 220 GPa est mesurée dans les deux cas
(Figure 4-43).
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Figure 4-43 Mesures du module d’élasticité par nanoindentation dans la couche de surface en
comparaison aux mesures dans le matériau d’origine.

4.3.3 Conclusions sur la campagne d’essais de chariotage

Ces essais de chariotage nous ont permis d’établir une base de travail pour la suite de

I’étude. L’analyse des efforts de coupe n’a pas montré d’originalité particuliére par rapport aux
variations classiques des efforts en chariotage. La pression spécifique de coupe est cohérente
avec les pressions de coupe de ce type d’acier martensitique. L’influence négligeable de la
lubrification sur les efforts peut apparaitre comme surprenante méme si elle se justifie par une
non-pénetration du fluide de coupe dans le contact outil/piéce (comme I’a montré Claudin
(Claudin, et al., 2010)). L’augmentation de I’avance conduit a une augmentation de 1’effort de
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coupe a travers 1’augmentation de la section du copeau. On peut ajouter que le changement
d’outil 4215 vers H13A entraine des variations d’efforts. Ces écarts s’expliquent principalement
par une différence d’acuité d’aréte (mé€me si une différence de coefficient de frottement peut
également étre avancée).

Les micrographies ont révélé la présence systématique d’une couche de surface a la
microstructure tres fine et particuliére dont 1’épaisseur varie selon les essais. Des micrographies
EBSD ont permis de réveler une microstructure composeée de grains submicroniques (diameétre
de l'ordre de la centaine de nanomeétre) et équiaxes. On est donc bien en présence de
recristallisation dynamique. L’origine de cette couche est due principalement a des phénoménes
mécaniques. Les mesures de dureté ont révélé une dureté élevée (=grand nombre de dislocations)
mais un module d’¢lasticité inchangé par rapport au matériau de base (=méme arrangement
atomique).

4.4 Application du modéle d’austénitisation

4.4.1 Résultats numériques

Le 15-5PH est un acier martensitique susceptible de subir une transformation austénitique
durant la chauffe. L’étude de ce type de transformation et des cinétiques associées a été réalisée
lors du chapitre 2. Un modé¢le d’austénitisation a ainsi été calibré et implémenté sous Syswe1d®.
Il ressort de cette étude que la transformation austénitique est trés dépendante des cinétiques
thermiques (méme pour les vitesses de chauffe les plus élevées).

Par ailleurs, un modele d’usinage permettant de simuler une opération de tournage finition
a été développé. Les chargements équivalents thermiques et mécaniques utilisés par ce modéle
pour simuler I’impact de 1’usinage ont été quantifiés pour différentes conditions de coupe.

On peut alors réaliser une simulation de tournage en prenant en compte une éventuelle
transformation austénitique. Les parameétres du modele sont les suivants :

» laloi de comportement décrite au chapitre 3

= les conditions de coupe séveres : V¢ = 250 m/min, f = 0.18 mm/tr, a, = 0.6 mm
plaquette en carbure revétu DNMG 150612 4215 QM, absence de lubrification

* cinq passages de 1’outil de coupe (cinq tours de la piece simulés)

» e matériau d’origine présente une structure 100% martensitique

Aprés calcul, on s’intéresse au taux d’austénite maximum formée pendant I’usinage. Le
résultat de cette simulation de tournage montre que moins de 0.5% d’austénite a été formée
malgré une température maximum atteinte trés élevée.

Pour expliquer ce résultat, il est intéressant d’extraire le cycle thermique subi par un point
de la surface durant I’usinage. On présente alors les courbes température-temps extraites de la
simulation du tournage (Figure 4-44). Dans un premier, on remarque que la matiére subit
plusieurs cycles de chauffe refroidissement dus aux différents passages de I’outil (aspect
cyclique du tournage). Par ailleurs, si on s’intéresse au passage ayant conduit a la température
maximale atteinte (passage de 1’outil a la verticale de la zone étudiée), on remarque que le
gradient de température dans la profondeur est extrémement sévére. Ainsi, la température
maximum atteinte en surface est de 960 °C tandis que 60 pum sous la surface, la température n’a
pas dépassé les 200 °C (Figure 4-44, a). De plus, la vitesse de chauffe est de 4.6x10° °C/s et la
vitesse de refroidissement est de -2.5x10° °C/s (Figure 4-44, b). Ces valeurs sont cohérentes avec
les valeurs prédites par Poulachon (Poulachon, 1999) et Chou (Chou, 2002).
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Figure 4-44 Cycle thermique extrait d 'une simulation de tournage en fonction du temps et de la
profondeur : a°) Température-Temps, b°) Cinétique thermique-Temps (Vc=250 m/min, f=0.18 mml/tr,
a,=0.6 mm, sans lubrification).

Premierement, il est important de rappeler que la température de début d’austénitisation
Acl est de 642 °C pour des vitesses de chauffe trés faibles. La température maximale prédite
durant la simulation de tournage est de 960 °C, soit 318 °C de plus que la température Acl. Cette
conclusion indique que la transformation austénitique peut se produire. Néanmoins, la prise en
compte de cinétique thermique ne peut se faire qu’en appliquant le modele de Leblond calibré.

La Figure 4-45 illustre la variation de la proportion d’austénite formée a partir du cycle
thermique extrait de la simulation de tournage (pour un point de la surface).

Passage de I"outil sur Ia
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Figure 4-45 Application du modéle d’austénitisation de Leblond calibré au cycle thermique d 'usinage :
prédiction de la proportion d’austénite formée en surface.
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Entre les points A et C, la plaquette est en contact avec la zone du matériau étudiée. C’est
la phase de chauffe. Le refroidissement se fait apres le point C. En faisant I’hypothése que le
matériau est 100% martensitique, le cycle thermique du tournage produit 0.37% d’austénite lors
d’une chauffe jusqu’a 960 °C. Seulement 0.15% d’austénite est formée lors de la chauffe (entre
les points B et C). La transformation continue donc au refroidissement.

Avec les cinétiques thermiques de ’usinage, la température Acl du modele est de 775 °C.
Le matériau va passer seulement 0.01 ms au-dela ce cette température (entre les point B et D).

Cet exemple met en évidence la nécessité de calibrer les transformations métallurgiques
avec des vitesses de chauffe ¢levées. Si le modele métallurgique employé s’était résumé a une
température de début d’austénitisation comme le fait Chou (Chou, et al., 2005) par exemple, le
modéle aurait prédit 100% d’austénite formée.

4.4.2 Mesure d’austénite résiduelle dans les surfaces usinées

I1 est difficile de valider les résultats du couplage entre le modele d’austénitisation et le
modéle de tournage. En effet, on s’intéresse a la proportion d’austénite formée lors de la chauffe
due a I’usinage sachant que le 15-5PH aura tendance a toujours revenir a une structure
martensitique lors du refroidissement (tres forte trempabilité).

L’association du modele métallurgique avec les cinétiques thermiques d’usinage nous a
montré que la proportion d’austénite ayant le temps de se former était insignifiante (<0.5%)
quelque soit les conditions de coupe.

Certains auteurs justifient 1’austénitisation de la surface lors de 1’usinage en quantifiant la
proportion d’austénite résiduelle (Umbrello, 2011). On peut donc proceder de la méme manieére.

Plusieurs surfaces de picces usinées ont donc été analysées par le CETIM ainsi qu’un
échantillon du matériau brut. Pour les surfaces usinées, deux conditions ont été considérées :

- la condition référence : Vc=150 m/min ; f=0.18 mm/tr ; sous lubrification

- une condition sévere (plus a méme de provoquer la transformation austénitique) : Vc=250
m/min ; f=0.4 mml/tr ; sans lubrification

De plus, les dosages d’austénite résiduelle ont été fait sur les surfaces usinées avec et sans
la couche modifiée (couche blanche). La suppression de cette couche a été faite par polissage
électrolytique.

Le dosage a été réalisé par diffraction de rayons X en dispersion d’énergie, a partir du
spectre continu d’une anode de tungsténe. Cette méthode développée au CETIM est basée sur la
reconstitution des spectres théoriques des différentes structures cristallines présentes, permet le
dosage quantitatif des différents composés intermétalliques présents dans I’acier et notamment
les carbures, sous réserve qu’ils soient identifiés et que leur structure cristalline soit connue.
Cette technique permet donc de s’affranchir des problémes de superposition des réflexions des
phases a et y avec celles des carbures ou autres phases. Par ailleurs, compte tenu du grand
nombre de réflexions des phases o et y utilisées pour le dosage, elle permet également de
minimiser les éventuels effets de texture.

Les résultats sont les suivants (Tableau 4-4):
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Phase a (%) Phase y (%) Ecart-type sur y (%)
Avec Sans Avec Sans Avec Sans
couche de | couche de | couche de | couche de |couche de | couche de

surface surface surface surface surface surface
Brut - 92.7 - 7.3 - 0,2
Condition | g 4 92,0 5.0 75 0.2 03

référence
Condition | oz 93,4 45 6.6 03 03
Sévére

Tableau 4-4 Dosage de [’austénite résiduelle dans les surfaces usinées et dans le matériau brut.

On remarque que le matériau brut posséde 7.3% de fer y. On retrouve cette valeur pour les
surfaces usinées lorsque la couche modifiée de surface a été enlevée. Par contre, dans la couche
de surface le taux d’austénite résiduelle est plus faible (=5%). Cette conclusion semble valider
les prédictions du modeéle métallurgique calibré. On peut supposer que, comme 1’illustre la
Figure 4-46, la proportion d’austénite, initialement a 7% dans le matériau, ne change quasiment
pas pendant 1’'usinage du point B a D (prédiction du modé¢le de Leblond calibré). Par contre lors
de la fin du refroidissement, la trés forte trempabilité du 15-5PH, couplée au refroidissement trés
rapide de 1’usinage (hyper trempe par conduction) et a la transformation martensitique (non
dépendante de la cinétique thermique, représentée par le modeéle de Koistinen-Marburger
Equation 2-1) permet de poursuivre la transformation y—o’. Le taux d’austénite résiduelle
diminue donc.

Passage de I’outil sur la

zone d’étude (chauffe)  Refroidissement
L

1000 - \r 1 8% @
900 - L 7%@1' < > x @
@
800 rrireee : @ Modéle métallurgique de E 6% -
T 700 ! [Leblond lors de Ia chauffe et de 2
% 600 - i Koistinen-Marburgerlors du __=§ 5% 1 @
g 500 | i refroidissement E 4% A
D 1 =
2 400 4 5 -
°E‘ 300 A i §- .
& ! £ 2%
200 A !
100 i 1% 1
1
0 A — T | 0% T T T T ]
379.95 ' 380 380.05 380.1 0 200 400 600 800 1000

Temps [ms] Température [°C]|

Figure 4-46 Simulation des proportions de phase (calibrée a partir des mesures d’austénite résiduelle).

On remarquera que la simulation des proportions de phase recalée sur les dosages de
’austénite résiduelle (environ 7% dans le brut; environ 5% apres usinage), nous permet
d’approximer la valeur du coefficient # du modele de Koistinen-Marburger : f=0.03.

4.4.3 Conclusion

L’application dans le cadre du tournage du modéle d’austénitisation précédemment calibré
nous montre que la proportion d’austénite formée lors de la chauffe due a 1’usinage est quasi
nulle. Ce trés faible pourcentage (<0.5%) n’est pas dii a des températures atteintes trop faible
(température de surface simulée =960 °C en conditions de coupe séveres) mais bien a la
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cinétique de la transformation elle-méme. On illustre ainsi la nécessité de calibrer les modeéles
métallurgiques sur des plages de variations importantes de la vitesse de chauffe et I’importance
de tenir compte de I’aspect temporel lors de la modélisation des changements de phase en
usinage.

Des dosages d’austénite résiduelle réalisées par le CETIM dans le matériau brut et dans la
couche modifiée des surfaces usinées nous ont permis de confirmer en partie ce résultat.

4.5 Etude et modélisation de la recristallisation en surface

L’étude expérimentale du chariotage du 15-5PH a mis en évidence I’apparition
systématique d’une couche de surface dont la microstructure submicronique est totalement
différente de la microstructure d’origine du matériau. L’analyse EBSD de cette couche a révélé
des grains équiaxiaux d’une centaine de nanométre de diametre. Cette microstructure est typique
d’un phénomeéne de recristallisation dynamique.

Un modele de DRX a été calibré a partir d’essais de compression dynamique et
implémenté dans Sysweld® afin de connaitre & tout instant la proportion de matériau recristallisé
ainsi que I’influence de ces changements métallurgiques sur le comportement mécanique du
matériau (baisse de la contrainte d’écoulement).

On peut alors s’intéresser a la prédiction de la recristallisation lors d’une simulation de
tournage. On réalise alors une simulation dans des conditions de tournage finition référence :
Vc=150 m/min ; f=0.18 mm/tr ; a,=0.6 mm ; sous lubrification.

La Figure 4-47 présente les résultats de la simulation. Il s’agit d’une cartographie des
zones recristallisées en surface.
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Figure 4-47 Représentation de la proportion de matiére recristallisée apres une opération de tournage
finition.
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On remarque que I’ensemble de la surface usinée est recristallisée. La proportion de
matiére recristallisée varie entre les différentes zones et 1’on retrouve 1’influence de chaque
passage de I’outil. On retrouve en quelque sorte la constatation expérimentale qui faisait
apparaitre une disparité de I’épaisseur de la couche recristallisée au niveau de chaque sillon de
tournage. En effet, en regardant les micrographies de la surface, on observe que 1’épaisseur de la
couche varie d’une épaisseur nulle jusqu’a une épaisseur maximale au niveau de chaque pic des
sillons.

Si on s’intéresse au pourcentage de mati¢re recristallisée, on remarque que ce dernier est
faible. De plus, la valeur de ce taux de recristallisation est fortement dépendante de la taille des
mailles en surface. Ainsi, la Figure 4-48 montre qu’en passant d’une maille de surface de 2 um a
0.75 um, la proportion de recristallisation en surface passe de 8 a 26 %. On peut supposer que la
surface usinée atteint en réalité 100% de matiére recristallisée (d’apres les micrographies EBSD,
méme si ce taux est difficile a quantifier précisément).

30% 1
25% -
2 20% A

—Maillage fin (surface : 0.75um)

= 15% - —DMaillage normal (surface : 2 pm)

10%

Xprx @ proportion de matiére
recristalisée

5%

0%

0 10 20 30 40 50 60
Profondeur [um]

Figure 4-48 Evolution de la proportion de matiére recristallisée aprés usinage dans la profondeur et
influence de la taille de maille.

On comprend alors que le pourcentage de recristallisation est directement dépendant de la
déformation plastique maximale atteinte. Lors d’une simulation du modéle hybride la
deformation plastique maximale atteinte en surface est de ’ordre de 25%. Cette valeur est tres
faible en comparaison des ordres de grandeur généralement associés au processus de coupe
(plusieurs centaines de pourcents). Cette sous-évaluation de la déformation en surface (sur les 15
premiers micromeétres) est due a la construction du modele hybride. En effet, il n’y a pas de
simulation de I’écoulement de la matiére autour de 1’aréte de coupe mais seulement la prise en
compte de la surface usinée finale et de chargements équivalents (pression normale, contrainte
tangentielle). Il s’agit 1a d’un effet d’échelle et d’objectif du modele.
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Figure 4-49 Comparaison des déformations équivalentes en surface entre les modeélisations ALE et
hybride.

Suivant ces conclusions et pour tester le modéle de recristallisation identifié, plusieurs
solutions ont été testées. La premiére consiste a appliquer le modele DRX dans une simulation
d’usinage A.L.E compléte (copeau/piece/outil). La seconde consiste a étudier la DRX dans les
essais de frottement et dans les simulations associées.

Modélisation A.L.E du tournage

Pour tester le modéle DRX, on utilise une simulation 2D de coupe orthogonale A.L.E
développée par Courbon (Courbon, 2011) et décrite par la Figure 4-50. Pour ces simulations, les
conditions de coupe références (Vc =150 m/min, f = 0.18 mm) sont utilisées. Ce type de modéle
considére 1’écoulement de la matiére de fagon culérienne et permet de reproduire des
déformations de plusieurs centaines de pourcents en surface. Le modéle de recristallisation
(déformation critique et loi d’évolution) a été implémenté dans Abaqus Explicit® en utilisant une
routine utilisateur VUMAT.

YoV Contrainte sur les surfaces Eulériennes /!
. . ,,
Y.Y Contrainte sur les surfaces Lagrangiennes
— Vitesse de coupe B
Encastrement |

<—> Transfert de chaleur
<>

Pas de transfert de chaleur

AT AT AT AT AT ATATA Y

:::::
nnnnn

Figure 4-50 Description du modéle de coupe orthogonale A.L.E.
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La Figure 4-51 présente le taux de recristallisation dans la matiére durant 1’usinage.
Plusieurs remarques peuvent alors étre faites sur ces simulations. Premierement, on remarque
que ce type de modeéle de coupe A.L.E conduit a une proportion de recristallisation élevée
(Jusqu’a 100%) ce qui semble plus cohérent avec les analyses expérimentales des surfaces
usinées. On note également que, méme si la zone de cisaillement primaire initie le phénomene de
DRX, les proportions les plus importantes se trouvent en zone de cisaillement tertiaire et
secondaire.

Proportion de
recristallisation Xppx

0000000 M
oRrWwhaNbO

Figure 4-51 Proportion de recristallisation simulée par le modéle ALE (Vc=150 m/min ; f=0.1 mm/tr).

La recristallisation dynamique en frottement

Les phénomenes de DRX ne sont pas uniquement liés au processus de coupe. Lors des
essais sur un tribomeétre dédié aux conditions de pression et de vitesse de 1’usinage, des couches
recristallisées apparaissent dans les stries de frottement.

Les essais de frottement et le tribometre sont présentés au paragraphe 4.2.2.2. L’objectif de
ces essais est justement de reproduire les conditions thermomécaniques de 1’usinage. Ainsi, le
frottement intense induit des déformations et des températures synonymes de recristallisation
dans le 15-5PH.

Par ailleurs, un modele numérique purement Lagrangien reproduisant le frottement d’un
pion de carbure hémisphérique sur un massif de 15-5PH a été utilisé pour valider le modéle de
DRX (Figure 4-52).

Effortde
1000N

Vitesse de
glissement

Pion carbure

Massif 15-SPH

Figure 4-52 Modeéle Lagrangien de frottement.
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On réalise alors des essais et les simulations correspondantes pour un effort normal de
1000N, un pion de carbure MP40 revétu Al,05/TiCN et de diamétre 17mm, pour des vitesses de
glissement allant de 50 a 250 m/min, sans lubrification.

La comparaison des résultats numériques (proportion de recristallisation) et de
micrographies expérimentales est présentée Figure 4-53.

Au niveau des micrographies, malgré une diminution importante du coefficient de
frottement apparent (qui passe de 0,4 a 0.17 lorsque Vg passe de 50 a 250 m/min), I’état de
surface « se dégrade » avec une augmentation de la vitesse de frottement. De plus, la largeur de
la trace de frottement diminue légerement et sa courbure varie (déformation plastique). Enfin,
I’épaisseur de couche recristallisée chute lorsque la vitesse de frottement augmente.

Numériquement, I’ensemble de ces tendances sont parfaitement reproduites. Ainsi, on
retrouve une diminution de la largeur du sillon et de sa courbure lorsque Vg augmente. De plus,
I’épaisseur de la couche recristallisée numériquement prédite baisse également lorsque Vg croit.
Une augmentation de la vitesse conduit en effet a une localisation des phénoménes mécaniques
et thermiques en surface.

Proportion de
recristallisation
0

- 100%

= 50%
=

=

= 0%

Figure 4-53 Comparaison numérique/expérimentale de la recristallisation dynamique dans les stries de
frottement.

Ces comparaisons entre résultats numériques et expérimentaux semblent confirmer la
validité du modéle de recristallisation identifié. Ainsi, il est possible de prédire les changements
de microstructure du 15-5PH en conditions thermomécaniques extrémes.

4.6 Prédiction des contraintes résiduelles et sensibilité aux conditions d’usinage

4.6.1 Précautions requises pour les comparaisons numérique / expérimentale

Avant de se lancer dans une comparaison entre les profils de contraintes calculés et les
profils de contraintes mesurés par diffraction de rayon X, plusieurs points doivent étre examinés
afin de réaliser un rapprochement cohérent et valable.
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La méthode de depouillement des contraintes résiduelles est décrite par la Figure 4-54.
Apres passage des chargements thermomecaniques x fois a la surface du massif (x étant le
nombre de passes modélisées), on obtient une répartition des contraintes résiduelles logiquement
non homogeéne (Figure 4-54, a). Chaque zone du matériau n’a pas subi un chargement identique.
Ces différences peuvent étre accentuées par les effets de recouvrement entre les passages de
I’outil.

Pour obtenir un gradient de contrainte, on se place alors dans un premier temps dans un
plan médian au massif afin de s’affranchir d’éventuels effets de bord. Puis, on extrait les valeurs
de contraintes pour I’ensemble des €léments du plan. Enfin, pour chaque rangée d’élément dans
la profondeur on réalise la moyenne dans la direction d’avance (axe X). Le gradient de contrainte
obtenu represente donc bien une valeur de contrainte moyenne (de la zone stabilisée) suivant la
direction d’avance (axe X) tracé en fonction de la profondeur (axe Z).

Résultatdela Plan d’extraction

simulation -2 des contraintes

a’) | b°)

X Y
Contrainte
résiduelle [Mpa]
- Moyenne suivant
- 3 I’axe X par ligne.
B % P g Profondeur
o
o V&R @)
=
=

Figure 4-54 Méthode d’extraction des profils de contraintes a partir du modéle de tournage 3D hybride.
e Variations et moyennes sur les mesures et les simulations

Il est important de rappeler que la forme du spot de rayon X utilisé pour les mesures est un
disque de diametre 2 mm dans le plan X-Y avec une pénétration moyenne de 5.8 um dans la
direction Z. Les contraintes mesurées correspondent a la valeur moyenne des contraintes
présentes dans cette zone de 7x0.0058 mm®.

La Figure 4-55 représente les contraintes résiduelles de surface extraites et tracées suivant
la direction d’avance (axe X). Chaque ondulation de la contrainte correspond a un passage de
I’outil (une révolution de la piece).
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Sur le méme graphique, la zone de mesure d’un rayon X de diamétre 2mm est schématisée.
On comprend alors bien la nécessité de comparer la valeur moyenne de la contrainte obtenue
numériquement a la valeur mesuree par diffraction.

On peut par ailleurs noter que les variations de la contrainte deviennent réguliéres dés la
troisieme révolution (dans ce cas). La simulation d’environ cinq tours est donc suffisante pour
obtenir une valeur moyenne significative.
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Figure 4-55 Comparaison entre les fluctuations des contraintes simulées et la taille du spot de mesure
par diffraction de rayon X.

On peut enfin remarquer que la simulation numérique nous fournit des variations des
contraintes avec une résolution spatiale beaucoup plus fine que les mesures expérimentales. En
moyennant les contraintes numériquement prédites, on perd la notion d’influence des passes
visibles sur les simulations (pic et creux de contrainte). Il serait alors intéressant de réaliser des
mesures avec un spot rayon X de diamétre beaucoup plus petit afin de pouvoir comparer les
résultats numériques et expérimentaux a une échelle plus fine (mesures non réalisables avec la
machine de diffraction PROTO® de I’"ENISE).

De plus lorsque I’on réalise une estimation de contrainte par diffraction de rayon X, la
valeur obtenue est une moyenne volumique. En plus de réaliser une moyenne sur la surface du
spot de rayon X (g = 2 mm) comme précédemment décrit, on obtient également une moyenne
dans la profondeur a cause de la pénétration des rayons.

La norme EN 15 305(AFNOR, 2009) nous donne la profondeur moyenne de mesure a
laquelle la contrainte est évaluée pour les conditions de mesure utilisées pour le 15-5PH. Cette
profondeur de pénétration est de 5.8 um. Cette valeur peut paraitre insignifiante vis-a-vis de la
profondeur affectée par le procédé d’usinage (=0.2mm). Néanmoins, étant donné les gradients de
contrainte tres élevés que 1’on obtient (chute de 1GPa et passage de la traction a la compression
en moins de 40 pum), I’influence de cette profondeur de pénétration n’est pas négligeable.
Comme I’illustre la Figure 4-56, la prise en compte d’une profondeur de pénétration des rayons
X de 5.8 um peut conduire a une baisse de 1’ordre de 100 MPa pour la contrainte de surface.
Ainsi, les resultats numériques de contrainte seront post-traités en réalisant une moyenne
glissante dans la profondeur de 5.8 pum.
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Figure 4-56 Influence de la prise en compte de la pénétration des rayons X sur les gradients de
contraintes résiduelles simulés (exemple pour Vc=150 m/min, f=0.18 mm/tr, a,=0.6 mm).

4.6.2 Prédiction des contraintes résiduelles et comparaison avec I’expérimental

On présente ici les résultats des mesures des gradients de contrainte résiduelle en les
comparant avec les prédictions du modele numérique hybride. La démarche de calcul et de
dépouillement est celle présentée précédemment. La loi de comportement du matériau est
extraite des essais de compression dynamique et de traction/compression et présentée a la fin du
chapitre 3. Les valeurs des chargements thermomécaniques sont présentées en annexe 5.

La direction dite «circonférentielle » correspond aux contraintes mesurées dans la
direction de la vitesse de coupe (ou direction de 1’axe Y). La direction dite « axiale » correspond
a la direction de la vitesse d’avance (ou direction de I’axe X).

Les parametres expérimentaux d’estimation des contraintes par diffraction de rayon X sont
les suivants :

Conditions de diffraction:

- Radiation Cr Ka avec 18kV, 4mA

-2 =0.229 nm, plans {211}

- Angle de Bragg: 20 = 155,00°

- Mode d’acquisition Q

Conditions d’acquisition:

- 7 angles B (de -30° a +30°) dans les directions X et Y
- Oscillations B: + 6°

Calcul de la contrainte:

- Méthode de traitement elliptique

- Constantes radiocristallographiques: ¥z S, = 5.92x10° /MPaet S; = -1.28x10° /MPa

Pour faciliter la lecture des graphes, les écart-types sur les mesures de contraintes
résiduelles n’ont pas été affichés. On notera que I’incertitude sur I’estimation des contraintes
résiduelles est relativement constante entre les mesures. Elle vaut (en moyenne) +28 MPa pour
les estimations de contrainte en surface et chute a +12 MPa dés que la premiére attaque
électrolytique a été réalisée (mesures en profondeur)

On s’intéresse aux six cas d’études en faisant varier les paramétres de coupe et en les
comparant avec le cas référence :
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e Cas Reférence : Vc = 150 m/min ; f = 0.18 mm/tr ; a, = 0.6 mm ; Lubrification sous
huile soluble (concentration 5%) ; plaquette DNMG 15 06 12-QM en nuance 4215.
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Figure 4-57 Comparaison entre les contraintes résiduelles simulées et mesurées pour le cas d’étude
référence Vc=150 m/min ; f=0.18 mm/tr ; a,=0.6mm ; sous lubrification.

On remarquera que les resultats numériques sont relativement cohérents avec les
estimations expérimentales. Au niveau des contraintes mesurées et simulées en surface, les écarts
sont relativement importants (supérieurs a 100 MPa), les contraintes calculées sont supérieures a
celles mesurées. Cette conclusion sera identique pour I’ensemble des conditions testées. Au
niveau du pic de compression, simulation et mesure sont tres proches a la fois en terme de valeur

et de profondeur.
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Figure 4-58 Influence de la vitesse coupe (comparaison numérique et expérimentale) pour Vc=[50-
250]m/min ; f=0.18 mm/tr ; a,=0.6mm ; sous lubrification.

L’effet de la vitesse de coupe est tres superficiel ce que, ni la mesure, ni le modele, ne sont
capable de prendre en compte correctement. En effet, comme nous I’avons vu précédemment, le
modéle sous-estime la déformation de la matiére sur les 15 premiers micrométres tandis que la
mesure par diffraction RX réalise une moyenne sur 5.8 um de profondeur. Expérimentalement,
on remarque que la valeur de la contrainte en surface baisse avec la vitesse de coupe. Les écarts
sont toutefois relativement faibles malgré une plage de vitesses testée tres large. L’intensité du
pic de compression semble également diminuée avec la baisse de la vitesse de coupe. Cette
tendance est observée numériquement et expérimentalement. La profondeur du pic ne change pas
(sauf dans le cas de la mesure & 50 m/min dans la direction circonférentielle).
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e (Cas 2 : variation de [’avance. On fait varier ’avance de 0.1 a 0.3 mm/tr.
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Figure 4-59 Influence de ['avance (comparaison numérique et expérimentale) pour Ve=150 m/min ;
f=[0.1-0.3] mm/tr ; a,=0.6 mm ; sous lubrification.

L’avance a un effet majeur que le modele numérique reproduit bien. La baisse de I’avance
induit une baisse de la position du pic de compression en profondeur ainsi que de sa valeur. Une
diminution du niveau de contrainte en surface est également constatée numériqguement et
expérimentalement.
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e Cas 3: usinage avec un outil usé. L’usinage se fait avec un outil ayant une usure en
dépouille importante (Vb=0.25 mm).
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Figure 4-60 Influence de ['usure (comparaison numérique et expérimentale) pour Ve=150 m/min ; f=0.18
mm/tr ; a,=0.6 mm ; sous lubrification.

L’influence de I'usure est forte, notamment sur la profondeur affectée, sur la position du
pic de compression et, dans une moindre mesure, sur la contrainte en surface. Ces conséquences
sont principalement dues aux variations de la longueur de contact en dépouille et sont
comparables expérimentalement et numériquement.
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e Cas 4 : absence de lubrification. L’usinage se fait a sec.
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Figure 4-61 Influence de la lubrification (comparaison numérique et expérimentale) pour Vc=[250-50]
m/min ; f=0.18 mm/tr ; a,=0.6 mm.

L’influence majeure de I’absence de lubrification est de faire chuter le coefficient
d’échange thermique avec le milieu extérieur. Par conséquence, les transferts thermiques en
surface sont Iégérement modifiés car la quasi-totalité de la chaleur est alors évacuée par la piece.
Les conséquences sur les contraintes résiduelles sont limitées. Numériquement, on observe une
augmentation de la contrainte de surface d’environ 100 MPa dans les directions
circonférentielles et axiales lors de I’absence de lubrification. Cette hausse se retrouve aussi
expérimentalement lors de mesure des contraintes de surface pour des essais avec et sans
lubrification. On observe une augmentation moyenne de 34 MPa (direction circonférentielle) et
de 81 MPa (direction axiale) pour des vitesses de coupe allant de 50 a 250 m/min (Figure 4-61).
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e Cas 5: plaquette de coupe différente. Soit I’'usinage est réalisé avec une plaquette de
géomeétrie identiqgue (DNMG 15 06 12 QM) mais avec une nuance différente : H13A
(c’est-a-dire une plaguette carbure non revétu (Figure 4-26)), soit 1’usinage est réalisé
avec une plaquette de géométrie différente (plaquette ronde de rayon 4.5 mm) mais de
nuance identique (QM 4215).
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Figure 4-62 Influence de la nuance de [’outil (comparaison numérique et expérimentale) pour Vc=50
m/min ; f=0.18 mm/tr ; a,=0.6 mm ; sous lubrification.

Le passage d’un outil 4215 (carbure revétu) a HI3A (carbure non revétu) entraine une
baisse de la contrainte en surface et une diminution importante du niveau de contrainte dans le
pic de compression. Les résultats numériques sont globalement cohérents avec cette tendance
expérimentale. On constate néanmoins un écart entre simulation et expérimentation dans la
direction circonférentielle (en particulier pour I’outil en 4215).
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Figure 4-63 Influence de la forme de [’outil (comparaison numérique et expérimentale) pour Ve=150
m/min ; f=0.18 mm/tr ; a,=0.6 mm ; sous lubrification.

Le passage d’une plaquette classique, forme D a une plaquette ronde (diametre 9 mm)
entraine une modification de la superposition des passes et de 1’épaisseur du copeau. Cela
entraine une diminution importante des contraintes en surface, ainsi qu’au niveau du pic de
compression. La position du pic de compression se rapproche de la surface. Ces constats sont
similaires entre numérique et expérimental.

4.6.3 Conclusions sur la modélisation de ’intégrité de surface du 15-5PH

Les comparaisons entre les estimations de contraintes résiduelles expérimentales et les
prédictions du modele numérique 3D hybride illustrent les capacités de la simulation a
reproduire les sensibilités expérimentales. A travers les six cas d’études, de nombreuses
conditions de coupe ont été testées. Certains parametres (comme ’usure, le type d’outil ou la
valeur de I’avance) ont une grande influence sur la contrainte. D’autres paramétres (comme la
vitesse de coupe ou la lubrification) ont une influence plus limitée. Les tendances du modéle
numeérique sont toujours cohérentes avec les tendances expérimentales. De plus, la valeur de la
contrainte et la position du pic de compression sont généralement trés bien prédites. Seule la
valeur de la contrainte en surface est toujours surestimée par le modele numérique. De
nombreuses explications peuvent justifier ces écarts en surface. Au niveau numérique, on peut
évoquer les limites du modéle hybride a reproduire les déformations extrémes des premiers
micrométres de mati¢re lors de I’usinage. De méme, il est difficile de connaitre la validité de la
loi de comportement extrapolée dans ces conditions thermomécaniques. Au niveau expérimental,
on soulignera la difficulté a mesurer la contrainte dans la couche de surface recristallisée (ou la
nature du matériau est sensiblement différente de celle d’origine).
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4.7 Conclusions

Ce chapitre fait le lien entre toutes les parties de I’étude a travers la mise en ceuvre du
modéle d’usinage appelé « 3D hybride ». La méthodologie de construction du modele et les
essais preliminaires (frottement et coupe orthogonale) nécessaires a alimenter les chargements
thermomécaniques équivalents sur lesquels reposent les simulations ont été présentés dans un
premier temps.

Puis, six conditions de tournage faisant varier des paramétres de coupe (comme I’avance,
la vitesse de coupe, la lubrification, 1’'usure et la nature de 1’outil) ont été étudiés a la fois
expérimentalement et numériquement.

D’une part, la prise en compte des changements de phase de type austénitisation lors du
tournage du 15-5PH nous montre que les cinétiques thermiques sont trop rapides pour conduire a
une proportion d’austénite créée significative (et cela méme pour des conditions d’usinage
séveres).

D’autre part, on notera que le tournage du 15-5PH conduit systématiquement a la
formation en surface d’une couche présentant une microstructure submicronique trés différente
de la microstructure d’origine. La formation de cette couche semble étre rattachée a un
phénomeéne de recristallisation dynamique due aux grandes déformations autour de la zone de
coupe. Le modele d’usinage 3D hybride permet de prendre en compte ces phénomenes
métallurgiques et leur influence sur les propriétés mécaniques du matériau. On peut ainsi obtenir
une cartographie des zones recristallisées ainsi que I’évolution du taux de recristallisation dans la
profondeur en tout point de la surface. On remarque néanmoins que le pourcentage de
recristallisation est sous-estimé par la modélisation et est trés influencé par la taille du maillage.
Il s’agit 1a d’un effet d’échelle directement li¢ a la construction du modéle en lui-méme. La
simulation hybride basée sur une modélisation de la surface uniquement n’est en effet pas apte a
reproduire les déformations extrémes de la matiére autour de 1’aréte de coupe d’outil dans les
premiers micrométres (comme le ferait un modele ALE ou purement fluide).

Enfin, les prédictions numériques des gradients de contraintes résiduelles pour 1’ensemble
des cas d’¢tudes sont comparées avec succes aux estimations expérimentales. L’ensemble des
sensibilités expérimentales aux conditions de coupe sont reproduites par le modéle. De plus la
simulation s’avére quantitativement fiable au niveau des profondeurs affectées et des valeurs du
pic de compression. Des écarts plus importants sont constatés en surface.
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CONCLUSIONS ET PERSPECTIVES

L’objectif des travaux présentés dans ce mémoire était de mettre en place une démarche de
modélisation de I’intégrité d’une surface apreés une opération d’usinage. Le choix s’est porté sur
I’étude de I’impact du tournage finition d’un acier inoxydable martensitique 15-5PH. Plusieurs
axes de recherche, portant a la fois sur I’étude du comportement du matériau et sur le procédé de
fabrication, ont du étre développés afin de mener a bien ce projet.

Synthése des travaux effectués
e Etude du matériau

La premicére partie de ce mémoire (chapitres 2 et 3) se concentre sur 1’étude du 15-5PH
soumis a des sollicitations thermomécaniques séveres. En effet, les procédés d’usinage sont
associés a des conditions thermiques et mécaniques extrémes. Il est alors indispensable de
modeéliser le comportement du 15-5PH pour ces cas de chargements afin d’alimenter ensuite un
modele numérique d’usinage.

La premiére étude réalisée se concentre sur les changements de phases provoqués par un
chargement purement thermique de 1’acier. Le 15-5PH étant a 1’origine martensitique, une
chauffe conséquente peut se traduire par une austénitisation compléte ou partielle ayant des
conséquences directes sur la microstructure et donc sur I’intégrité du matériau. Cette possibilité
ne peut pas étre négligée lorsque I’on s’intéresse a une opération d’usinage. Des essais de
dilatométrie libre (pour des vitesses de chauffe allant de 6 °C/s a 11000 °C/s) ont donc été
réalisés. Ces essais ont permis de mettre en évidence la sensibilité élevée de la transformation
austénitique a la cinétique de chauffe. On remarquera que les températures de début et de fin de
transformation (Acl et Ac3) varient directement en fonction de la vitesse de chauffe. A partir des
résultats expérimentaux, les parametres d’un modéle métallurgique ont été calibrés afin de
reproduire les cinétiques mesurées et de pouvoir simuler la proportion d’austénite formée en
fonction du cycle thermique subi. Ce modeéle analytique a été implémenté sous Sysweld®. Enfin,
des essais de chauffe trés rapide (32000 °C/s) et refroidissement par trempe (-12000 °C/s) ont
permis de valider le modele métallurgique calibré (et son implémentation) a travers la
comparaison des taux d’austénitisation numériquement prédits et des micrographies des
éprouvettes chauffées.

Par la suite le comportement mécanique du 15-5PH a été analysé pour différentes
conditions de déformation et de température. Dans un premier temps, des essais de
traction/compression cycliques ont permis de calibrer un modele d’écrouissage cinématique non-
linéaire sur une grande plage de température. Un comportement différent a été observé et pris en
compte en fonction de la microstructure en présence (austénite ou martensite). Dans un second
temps, le comportement du 15-5PH pour des déformations élevées (supérieures a 100%) et sa
sensibilité a la vitesse de sollicitation (de 0.01 a 80 /s) ont été considérés a travers des essais de
compression dynamique. Le dépouillement des essais a nécessité des corrections analytiques en
termes d’auto-échauffement, de frottement et de prise en compte de la rigidité du dispositif
expérimental. Au-dela de 1’apport des courbes contrainte/déformation pour I’ensemble de
conditions thermomécaniques testées, ces essais de compression dynamique ont permis d’étudier
les changements de microstructure de type «recristallisation dynamique » (DRX). Ainsi,
I’ensemble des courbes o-¢ présentent une forme en pic-plateau caractéristique des phénomenes
de recristallisation dynamique. Les analyses EBSD des microstructures obtenues mettent en
évidence des grains raffinés (taille de I’ordre de la centaine de nanométre) et équiaxes
caractéristiques de la DRX. En se basant sur I’hypothése que la baisse des contraintes est
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directement due aux phénomeénes de recristallisation, un modele de DRX a été calibré. On
remarque alors que les conditions (contraintes/déformations) d’initiation de la recristallisation
sont directement proportionnelles au logarithme du parametre de Zener-Hollomon. Sa loi
d’évolution suit une loi d’Avrami. Le mod¢le identifi¢, permettant de prédire la quantité de
matériau recristallisée en y associant une baisse de la contrainte d’écoulement, a été implémenté
sous Sysweld® et Abaqus®.

e Modélisation des surfaces usinées

Le chapitre 4 présente véritablement 1’¢tude et la modélisation de I’intégrité des surfaces
usinées. D’une part, une campagne expérimentale d’essais de chariotage sous différentes
conditions de coupe a été réalisée afin de fournir une base d’étude expérimentale. En parall¢le,
un modele numérique, appelé « 3D hybride » et représentant la surface en cours d’usinage, a été
construit et alimenté en fonction des conditions d’usinage expérimentales. Trois critéres clefs,
représentatifs de 1’intégrité de surface, ont alors ¢été analysés numeériqguement et
expérimentalement: I’austénitisation, la recristallisation et les contraintes résiduelles.

La campagne expérimentalement de chariotage réalisée couvre une plage importante de
conditions de coupe correspondant a six cas d’études de sensibilité prédéfinis : conditions
nominales, variation de la vitesse de coupe, variation de 1’avance, variation des conditions de
lubrification, changement d’outil (revétement et forme) et usinage avec un outil usé. Pour
I’ensemble des configurations d’usinage testées expérimentalement, une couche de surface
présentant une microstructure fortement modifiée et différente de la microstructure d’origine du
15-5PH (couche recristallisée) est apparue. Des analyses EBSD des microstructures obtenues par
usinage et lors des essais de compression ont été comparées et apparaissent semblables.
L’¢épaisseur de cette couche recristallisée semble étre particulierement sensible a 1’avance de
I’outil. Les résultats des mesures de nanodureté montrent clairement une dureté plus ¢élevée dans
la couche de surface que dans le matériau d’origine. En revanche I’étude du module d’¢élasticité
ne montre aucune variation significative entre la couche de surface et le matériau a ceeur.

La modélisation dite « hybride » de 1’usinage (développée au cours de la thése Frédéric
Valiorgue pour I’acier AISI 304L) consiste a supprimer la modélisation de 1’outil de coupe et de
la formation du copeau, et a remplacer I’impact thermomécanique de ces derniers sur la surface
usinée par des chargements équivalents. Une premiere étape de calibration de ces chargements a
donc été réalisée pour le 15-5PH en fonction des plages de conditions de coupes étudiées a
travers des essais de coupe orthogonale et de frottement. Ainsi, les essais de coupe ont permis de
relier la sensibilité des efforts d’usinage aux variations des parametres de coupe tandis que les
essais de frottement (réalisés sur un tribomeétre dédié a 1’usinage) ont fourni des lois d’évolution
du coefficient de frottement et du coefficient de partage thermique en fonction de la vitesse de
glissement et du type d’outil (revétement, nuance,..).

En termes d’austénitisation de la surface usinée, les résultats des simulations numériques
montrent que malgré des températures atteintes en surface supérieures a la température de début
d’austénitisation du 15-5PH (Acl), le taux d’austénite formée lors de 1’usinage est quasiment nul
(méme pour des conditions sévéres). Cette conclusion est directement liée a la dépendance de la
transformation austénitique aux cinétiques de chauffes. Les conditions extrémes de 1’usinage
(+10° °C/s) conduisent & un temps passé au-dela d’Acl trop faible pour former un pourcentage
d’austénite significatif (méme pour des conditions de coupes sévéres). Ces résultats sont
globalement validés par des mesures d’austénite résiduelle dans les couches supérieures des
surfaces usinées.

Au niveau de la recristallisation dynamique de la surface usinée, le modéle d’usinage 3D
hybride permet d’obtenir des cartographies de surface et des gradients de la DRX en profondeur.
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La profondeur recristallisée numériquement prédite est, comme cela a été observe
expérimentalement, non homogene sur la surface. Néanmoins, de part sa construction, le modéle
3D hybride d’usinage a tendance a minimiser la déformation de la matic¢re pour les 10 premiers
micrométres de la surface. De ce fait, le taux de recristallisation maximum atteint
numériquement est faible (max.25%) vis-a-vis des observations expérimentale de la couche de
surface (laissant supposer une recristallisation a 100%).

Enfin concernant la prédiction des contraintes résiduelles (en surface et en profondeur) et
leur sensibilité aux conditions de coupe, le modele 3D hybride fournit des résultats pertinents en
termes de tendance mais aussi généralement de valeurs (profondeurs et niveau de contraintes).
La sensibilit¢ du modéle aux modifications des conditions d’usinage a été éprouvée. Cette
sensibilité se traduit par des variations des chargements thermomécaniques équivalents
(représentant I’'impact du passage de I’outil sur la surface). Ainsi, on peut directement relier des
changements de Vc, f, de lubrification, d’outil ou d’usure a des variations de pressions, de flux de
chaleur ou de longueur de contact au niveau de la surface usinée. Pour valider le caractere
prédictif du modéle, des comparaisons des résultats numériques et expérimentaux de contraintes
résiduelles ont été réalisées avec succes. Pour cela, il faut passer par des étapes de moyennage
importantes (diamétre du spot rayon X, volume de mesure, etc..). Les calculs modélisent
généralement 5 tours de la piece pour obtenir un niveau de contrainte résiduelle stabilisé. Des
calculs plus rapides (1 ou 2 tours) ou plus importants (jusqu’a 8 tours) ont également été fait (en
fonction de I’importance de la superposition des passes de chargement).

En conclusion, la démarche adoptée a fourni des résultats trés encourageants. D’un point
de vue général, I’é¢tude du matériau a apporté des données, des modéles et une méthodologie
permettant de caractériser son comportement mécanique et métallurgique pour des conditions de
sollicitations séveres. Le contexte d’utilisation des résultats obtenus peut logiquement s’étendre
au-dela de I'usinage (pour les autres procédés de mise en forme par exemple). Au niveau de la
prédiction de 1’intégrité des surfaces tournées, le modele 3D hybride a montré ces aptitudes a
simuler une opération de tournage finition sur un temps significatif (plusieurs rotations de la
piece). Ces capacités a modéliser les contraintes résiduelles ont été complétées par la prise en
compte d’éventuels changements microstructuraux (austénitisation et recristallisation
dynamique). La sensibilit¢ du modeéle aux variations des conditions d’usinage a été éprouvée
pour un grand nombre de paramétres de coupe. Une relation directe entre les changements des
conditions opératoires et le chargement thermomécanique subit par la surface usinée a été établi.

Perspectives scientifiques et industrielles

L’ensemble des travaux effectués ouvrent des perspectives directes pour la poursuite et
I’application des recherches.

Au niveau de I’étude de 1’austénitisation des aciers soumis a des cinétiques thermiques tres
rapides (comme |’usinage), une premiere avancée expérimentale pourrait étre une augmentation
de la vitesse de chauffe (et de refroidissement) lors des essais de dilatométrie libre. Ainsi,
’extrapolation nécessaire au passage de la plage de calibration du modéle a son utilisation dans
les simulations de coupe serait réduite. Il s’agit néanmoins d’un travail exgérimental conséquent
pour pouvoir atteindre des cinétiques thermiques de I’ordre de 10° voir 10° °C/s, équivalentes au
procédé d’usinage (puissance de chauffe et fréquence d’acquisition élevées, volume d’éprouvette
réduit,...). De plus, les essais de dilatométrie ont été réalisés en prenant en compte un
chargement purement thermique sur un matériau non deformé. Si on peut raisonnablement
quantifier la faible influence d’une contrainte équivalente en se basant sur 1’équation de
Clausius-Clapeyron, cela n’est pas suffisant pour quantifier 1’influence de 1’ensemble des
chargements mécaniques (déformation par exemple). La encore, un développement expérimental
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pourrait étre envisagé méme si le couplage mecanique/thermique pour les vitesses de
sollicitations visées représente une réelle difficulté. Par ailleurs, la généralisation des résultats ne
peut évidemment pas étre faite pour 1’ensemble des aciers. Le 15-5PH présente des
caractéristiques relativement particulieres (trés faible taux de carbone) et un grand nombre
d’¢léments en quantit¢ importante (Ni, Cu, Cr,...). Des essais sur d’autres aciers, alliages
binaires ou fer pur pourraient étre envisagés. De plus, I’explication et la justification des
phénomenes observés (variation des tempeératures Acl/Ac3 et des énergies d’activation) sont
délicates. Plusieurs pistes peuvent étre avancées (influence plus ou moins importante des
¢léments d’alliages en fonction de la température) mais seule une étude métallurgique spécialisée
pourrait apporter des réponses pertinentes.

Concernant 1’étude du comportement du 15-5PH et de la DRX lors des essais mécaniques,
I’utilisation du modele calibré dans une simulation d’usinage nécessite également une
extrapolation importante (étant donné les niveaux de vitesse de déformation atteints). D’autres
dispositifs expérimentaux pourraient alors étre utilisés pour tenter réduire ces écarts (barre
d’Hopkinson par exemple). Au niveau de ’analyse des résultats, on remarquera que la nature
exacte de la recristallisation et son déroulement n’ont pas été ¢tudiés. L’échelle de I’étude reste a
un niveau macro et non a 1’échelle des dislocations par exemple. Le terme « recristallisation
dynamique » est donc a prendre avec prudence car il englobe beaucoup de phénomeénes
métallurgiques différents. Dans notre cas, il s’applique pour évoquer un changement de
microstructure conduisant a ’apparition de nouveaux grains au cours de la déformation. La
encore, une ¢tude spécifique pourrait permettre de mieux comprendre les phénomeénes a 1’ceuvre
et de les représenter par des modéles métallurgiques.

Vis-a-vis du développement de la modélisation de I’intégrité de surface a ’aide de la
méthodologie hybride, plusieurs perspectives d’améliorations peuvent étre évoquées.
Premicrement, les vibrations durant 1’'usinage ont une influence certaine sur les niveaux de
contraintes résiduelles. De plus, il s’agit d’un phénomeéne couramment rencontré en production
et parfois difficilement maitrisable. A travers une étude expérimentale et numérique, le modele
3D hybride pourrait prendre en compte ces phénomenes vibratoires. On peut facilement imaginer
intégrer cette fonctionnalité en prenant en compte des chargements thermomécaniques cycliques
(de fréquence équivalente a celle des vibrations). Sur la méme base, I’influence du festonnage du
copeau peut étre étudiée.

Par ailleurs, la forme des chargements thermomécaniques employés par le modéle hybride,
actuellement basée sur une analyse géométrique basique, pourrait étre affinée a partir des
résultats du modéle de chariotage 3D eulérien par exemple.

D’un point de vue général, I’étude fine des premiers micrometres d’une surface usinée
reste un point délicat qui ressort de nos travaux. Au niveau expérimental, la matiére a subi des
déformations extrémes et des changements de microstructure. La prise en compte de ces
évolutions dans les mesures de contraintes résiduelles par diffraction de RX n’est pas réalisée
actuellement. De plus, le comportement mécanique de cette couche modifiée est difficilement
appréhendable. Au niveau numérique, de par sa méthodologie (simuler la surface uniquement),
le modele 3D hybride ne permet pas de représenter finement 1’écoulement (et donc la
déformation) de la mati¢re autour de 1’aréte de coupe (pour faire apparaitre des phénomeénes de
recristallisation dynamique par exemple). Ainsi une approche stationnaire 3D fluide (ou A.L.E)
semble étre une modélisation globalement opposee et donc parfaitement complémentaire a
I’approche hybride. Lorsque I’on s’intéresse a 1’intégrité des surfaces usinées, I’importance de la
notion d’échelle nous pousse a adapter le choix du modele numérique au phénomene étudié
(contraintes résiduelles, DRX,...). Si deux mod¢les numériques opposés (modele hybride et 3D
fluide par exemple) sont utilisés pour balayer 1’ensemble de ces échelles d’étude, on peut
envisager de faire un lien direct entre leurs résultats respectifs. On obtiendra alors une
modelisation « compléte » et « multi-échelle » de 1’intégrité de surface.
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Enfin, I’é¢tude de I’intégrit¢ de surface ne représente pas une fin en soi. L’¢tude de la
fatigue doit venir compléter cette derniére pour définir quels sont les critéres clefs de la durée de
vie d’une piece. A partir de 1a, la modélisation de ’usinage pourrait €tre adaptée pour se
concentrer sur les grandeurs critiques.

Au niveau industriel, la méthodologie et les résultats de cette étude peuvent étre utilisés et
appliqués de fagon plus ou moins immédiate. Concernant 1’objectif premier, c'est-a-dire étre
capable de justifier rapidement I’impact d’une modification des conditions d’usinage sur
I’intégrité de la surface, le modele 3D hybride peut étre directement exploité pour le tournage
finition du 15-5PH. A plus long terme, la démarche de cette these sur la caractérisation
mécanique et métallurgique ainsi que la simulation (hybride) de 1’usinage pourrait étre étendue a
d’autres matériaux (titanes, aciers a fort taux de carbone,...) et d’autres procédés (fraisage,
rectification,...). Ainsi I’influence de tout changement dans le process de fabrication sur la durée
de vie des pieces pourrait étre directement évaluée par calcul.
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ANNEXE 1 : INFLUENCE DE L’INERTIE
THERMIQUE DES THERMOCOUPLES

Lorsque les mesures de températures se font pour des vitesses de chauffes élevées
(superieures & 500 °C/s), le choix du diamétre du thermocouple devient un paramétre tres
influent. Les premiers essais effectués avec des thermocouples type K de diametre 0.254 mm ont
mis en évidence I’erreur importante dans la mesure de température provenant de I’inertie
thermique du thermocouple.

Deux exemples nets, qui ont perturbés les essais préliminaires de chauffe rapide,
permettent de mettre en évidence ces erreurs de mesure de température.

Premiérement, si on s’intéresse a la courbe de chauffe/refroidissement d’un essai de
chauffe rapide (> 3000 °C/s) réalisé avec un thermocouple de diameétre important ¢=0.254 mm
(Figure A-1), on remarque qu’apres la zone de chauffe rapide (marquée par une chauffe linéaire),
la température mesurée continue d’augmenter pendant plusieurs dixiémes de seconde (méme si
le courant de chauffe est nul). Cette tendance indique que la température au point de mesure
(base du thermocouple) est différente de la température au cceur de I’éprouvette.

1000 -
9200 -
800 -
700 A
600

500 A

400 A

Température [°C]

= =-Théorique

300 1
200 -
100 A

0 L] L] L]
0 0.5 1 1.5 2 2.
Temps [s]

n

Figure A-1 Chauffe (3500 °C/s) et debut de refroidissement mesurés avec un thermocouple de diametre
0.254mm.

Deuxieémement, on peut réaliser des mesures de dilatation jusqu’a une température
inférieure a la température de début d’austénisation Acl. Ainsi, en supprimant les éventuels
effets d’un changement de phase sur la dilatation, on doit obtenir une courbe de dilatation a la
chauffe (rapide) superposée a la courbe de dilatation au refroidissement (lent). La pente de cette
courbe etant directement donnée par le coefficient de dilatation. Sur la Figure A-2 (mesure
réalisée avec un thermocouple de diamétre 0.254 mm), on remarque que la courbe lors de la
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chauffe est différente de celle obtenue au refroidissement. Il s’agit d’une erreur (« retard ») dans
la mesure de la température lors de la chauffe de plus de 100 °C.

0.007 1
0.006 A
0.005 A
0.004 -

0.003 A

Déformation

0.002 A

0.001 A

0 T T T T T 1
0 100 200 300 400 500 600
Température [°C]|

Figure A-2 Dilatation libre sans changement de phase a une vitesse de chauffe de 3500 °C/s : erreur dans
la mesure de température (thermocouple de diamétre 0.254mm).

On peut modéliser le phénomene de retard dans la mesure de température a 1’aide d’un
modele simple (Figure A-3). On simule un cylindre de 15-5PH correspondant a la zone utile des
éprouvettes utilisées (diametre 6 mm, longueur 12 mm). On modélise une branche du
thermocouple par un cylindre de diametre 0.25 mm d’une longueur suffisante et relié au centre
du massif.

I
L

Thermocouple

(en chromel) \

NN T INAH I 7272

' Eprouvette en 15-5SPH_

/" : densité de courant
~" : échange convectif avec I'air

5% conduction avec I’éprouvette
Figure A-3 Modélisation simplifié de la liaison avec le thermocouple.

On applique une densité de courant comprise entre 9 et 230A/mm?2 en fonction de la vitesse
de chauffe souhaitée (10 °C/s a 10000 °C/s) au borne de la zone modélisée. Un échange
convectif avec I’air (k = 5.10”° W/mm?2/°C) est possible sur la surface cylindrique du massif et sur
les deux premiers millimetres du thermocouple (simulant le dénudage de la gaine). La
conduction avec le reste de 1’éprouvette est appliquée sur les deux faces aux extrémités du
cylindre.
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Enfin, on mesure la température au cours de la chauffe et du refroidissement en deux
points correspondant au cceur de I’éprouvette (Point 1) et a la zone de soudure du thermocouple
sur I’éprouvette (Point 2) comme indiqué sur la Figure A-4.

a°) 10000°C/s
Point 2

b°) 10 °C/s
Point 2

\

aaaooeooon
$8888888

Figure A-4 Evolution de la température & proximité de la zone de soudure du thermocouple & une vitesse
de chauffe de: a®) 10000 °C/s ; b°) 10 °C/s
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Figure A-5 Températures simulées lors de la chauffe et du refroidissement pour deux vitesses de chauffe :
a°) 10000 °C/s ; b°) 10 °CIs.

195



ANNEXES

Plusieurs conclusions peuvent étre extraites de ces simulations. Premiérement, on
remarque que pour une vitesse de chauffe élevée, il y a un écart important entre la température a
cceur et la température mesurée au niveau de la soudure du thermocouple. Sur la Figure A-4, on
voit que le thermocouple pompe localement la chaleur de I’éprouvette. Ce phénoméne est
fortement atténué lors d’une chauffe lente (10 °C/s). L écart de température se réduit a quelques
degrés car la température de 1’éprouvette et du thermocouple ont le temps de s’équilibrer.

Deuxiemement, la courbe de refroidissement simulée pour une vitesse de chauffe élevée
(10000 °C/s) présente la méme caractéristique que celle mesurée expérimentalement. Ainsi,
apreés la chauffe rapide, la température continue d’augmenter lentement pendant quelques
dixiémes de seconde. Il s’agit bien du rééquilibrage des températures entre le centre de
I’éprouvette (qui a commencé a refroidir) et la zone de soudure (plus froide).

Enfin, on voit que I’échange convectif avec 1’air n’a logiquement aucun impact sur la
répartition des températures a haute vitesse de chauffe. Pour les basses vitesses, un écart de
quelques degrés apparait.

Finalement, les simulations et les essais préliminaires nous permettent de conclure que le
diametre du thermocouple doit étre réduit au maximum pour diminuer le volume chauffé. Des
thermocouples de diamétre 80 pum ont donc été utilisés (bon compromis entre précision de la
mesure et difficultés de soudage). Les écarts entre la température mesurée et la température
réelle de I’éprouvette (correspondant a la dilatation) sont ainsi fortement réduit (15 °C a 500 °C/s
et 70 °C & 10000 °C/s).
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ANNEXE 2 : MODELE METALLURGIQUE
UTILISATEUR DANS SYSWELD®

Dans le logiciel Sysweld®, lorsque la cinétique d’une réaction métallurgique n’est pas
décrite par un modele préprogrammé, l'utilisateur peut introduire ses propres cinétiques de
transformation via une routine en Fortran Simplifié. Les transformations ainsi définies sont
additives aux autres transformations qui pourraient étre définies par ailleurs. C’est le cas du
modeéle métallurgique identifié au chapitre 2 reproduisant les cinétiques d’austénitisation du 15-
5PH et calibré pour des vitesses de chauffe allant de 6 a 11000 °C/s. La suite de cette annexe
présente la routine utilisateur qui permet d’utiliser ce modele métallurgique.

FORTRAN
DIMENSION X(5) , F(2)

C INPUT :

C X(1) : temps

C X(2) : température

C X(3) : dérivée de la température

C INPUT/OUTPUT :

C X(4) : proportion phase 1 MARTENSITE

C X(5) : proportion phase 2 AUSTENITE

C OUTPUT :

C F(1) : dérivée de la proportion phase 1 MARTENSITE

C F(2) : dérivée de la proportion phase 2 AUSTENITE

C Initialisation des variables

TIME = X(1)

TEMP = X(2)

DTEM = X(3)

DTEM = ABS(DTEM)
PM = X(4)

PA = X(5)

C Calcul des températures AC1 et AC3 et du temps retard TAU en fonction de la
cinétique de chauffe

AC1 =642

IF (DTEM.LT.6) GOTO 10

AC1 =765

IF (DTEM.GT.380) GOTO 10

AC1 = DTEM**0.042

AC1 = AC1*597

10 AC3 =754

IF (DTEM.LT.6) GOTO 20

AC3 =830

IF (DTEM.GT.200) GOTO 20

AC3 = DTEM**0.028

AC3 = AC3*717

20 TAU =8.75

IF (DTEM.LT.6) GOTO 30

TAU =0.026
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IF (DTEM.GT.1300) GOTO 30
TAU = 1/DTEM
TAU = TAU*36
C Calcul de la proportion d’austénite a I’équilibre ZREF
30 ZREF =0.0
IF (TEMP.LT.AC1) GOTO 40
ZREF=1.0
IF (TEMP.GT.AC3) GOTO 40
a=AC3-AC1
a=1/a
b =AC1-AC3
b=AC1l/b
ZREF = a*TEMP
ZREF = ZREF+b
IF (ZREF.LT.0) ZREF = 0.0
IF (ZREF.GT.1) ZREF = 1.0
C Calcul de I’évolution du temps retard au cours de la transformation TAU
40 TAEQ =TAU
IF (TEMP.LT.AC1) GOTO 50
TAEQ =0.4*TAU
IF (TEMP.GT.AC3) GOTO 50
aa = AC3-AC1
ab=-0.6
ab = ab*TAU
aa = ab/aa
bb = AC3-AC1
ba = TAU*AC3
bc=-04
bc =bc* TAU
bc = bc*AC1
bc = ba+bc
bb = bc/bb
TAEQ = aa*TEMP
TAEQ = TAEQ+bb
C Calcul des proportions de phase martensitique et austénitique
50 VAL = ZREF - PA
VAL = VAL/TAEQ
IF (TEMP.LT.AC1) GOTO 60
IF (VAL.LT.0) GOTO 60
F(2) = VAL
F(1) =-VAL
60 RETURN
END
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ANNEXE 3 : ROUTINE DE LOI DE
COMPORTEMENT UTILISATEUR DANS
SYSWELD®

Dans le logiciel Syweld®, lorsque la loi de comportement souhaitée n’est pas décrite par un
modele préprogrammeé, l'utilisateur peut introduire ses propres lois via une routine en Fortran
Simplifié appelée USLOIC. La routine utilisée pour décrite la loi de comportement décrite et
calibrée au chapitre 3, est présentée ci-apres :

SUBROUTINE USLOIC (IDIM,A,B,D,DP,IDP,IS,ISS,ICTRPL,INCRE,MODIF,
: GAMMA KZ KC,IPAGE,MAILL,TRA,RCMAT,CONST)
C

C Routine
C Ecrouissage cinématique non-linéaire ; critére de von Mises ; recristallisation dynamique
C Pas de calcul de matrice tangente : utiliser avec l'algorithme BFGS
C The programmation is achieved in 3D
C
C Déclaration des variables
REAL A(*), TRA(*)
REAL*8 B(*),D(6,6),DP(6,6), GAMMA(3,3)
INTEGER IDIM,IDP,IS,ISS,ICTRPL,KZ,KC

LOGICAL INCRE,MODIF

INTEGER IPAGE(160),MAILL(30)
REAL RCMAT(201)
REAL*8 CONST(10)

INTEGER IOPT, I, J

REAL*8 SIG(6), DEVSIG(6), DELTAEP(6), DSDE(6,6),
DSEQDE(6), DDEQDE(6), DDEPDE(6,6)

REAL*8 SLOPE, EEQIN, EEQOUT, XLAMBDA, XMU, SIGY, SIGM,
SIGEQ, OVERSTR, DELTAEQ, COEF1, COEF2, COEF3

REAL*8 CU, DRX, EDT, BAISSE, DELTAEEQCUM, XM, VISCO
REAL*8 ZU, EPSCRIT, DDRX, EEQCUM, GAMINF, GAMZERO
REAL*8 PEEQVERYOLD, TEM, TEMPTERM, TSTAR, DELTATEMPS
REAL*8 FLOW(6),XX(6),DELTAXX(6), DEVX(6), DIFF(6), RR
REAL*8 HH, XXEQ, MM, GAM, CC, DTEM

Fin des déclarations

IOPT = IPAGE(101)

3D computation : IOPT.EQ.4

OO0 00
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OO0

IF (IOPT.NE.4) RETURN
Initialisation et calcul des coefficients du modéle

DELTATEMPS = ABS(A(22)-B(22))
TEM = A(21)

DTEM = (A(21)-B(21))

DTEM =0.0

NN =1.1

C Coefficient de correction en température

MM = -0.0009*TEM

MM = MM+1.16

MM = dmax1(MM,0.001)

TSTAR = (TEM-20.)/(1440.-20.)

TSTAR = dmax1(TSTAR,0.d0)

TSTAR = dmin1(TSTAR,1.d0)

TSTAR = TSTAR**MM

TEMPTERM = 1.0 - TSTAR
TEMPTERM = dmax1(TEMPTERM,0.d0)
TEMPTERM = dmin1(TEMPTERM, 1.d0)

C Coefficient de correction en vitesse de déformation

C

C

EDT = A(43)

EDT = dmax1(EDT,0.01)

CC =0.0003 *TEM + 0.07

VISCO = 1.0 + CC*LOG10(EDT/0.01)

VISCO = dmax1(VISCO,1.d0)
Parameétre de la loi d*écrouissage

SIGY =530

SIGY = SIGY * VISCO * TEMPTERM

CU =434742 - 520 * TEM

GAMINF =618 -0.46 * TEM

GAMZERO =0.0018 * TEM * TEM - 1.329 * TEM + 754

RR = 0.08*TEM + 135
EEQCUM = ABS(A(45))

GAM = GAMINF+(GAMZERO-GAMINF)*exp(-1.0*RR*EEQCUM)

Récupération tenseur d'écrouissage
DO11I=1,6
XX(1) = A(1+12)

1 CONTINUE
C Récupération du taux de recristallisation et calcul de la chute de contrainte associée

C

BAISSE = A(44)
SIGY = SIGY - BAISSE

Warning, the first value of RCMAT is the material number
so the CMAT(1) = RCMAT(2) in chapter 18.3 description

Déformation plastique cumulée :
EEQIN =A(20)
EEQOUT = EEQIN

Lambda (coefficient de Lame)
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XLAMBDA = CONST(9)
C Mu (coefficient de Lame)
XMU = CONST(2)
C
C Récupération du tenseur de la prédiction élastique
DO51=1,6
SIG(I) = B(l)
5 CONTINUE
C
C Initialization of the code for tangent matrix calculation (IDP=0, veut dire que I'on ne va pas
calculer la matrice tangente)

IDP=0
C
C Matrice d’élasticité
C
DO 10 1=1,6
DO 20J=1,6
DP(1,J) = 0.
20 CONTINUE
10 CONTINUE
C
DO 301=1,3
DO 40J=1,3
IF (I.LEQ.J) THEN
DP(I,J)) =XLAMBDA + 2.*XMU
DP(1+3,J+3) = XMU
ELSE
DP(I,J) =XLAMBDA
ENDIF
40 CONTINUE
30 CONTINUE
32 CONTINUE
C

C Projection
C Déviateur du tenseur des contraintes
C
SIGM = (SIG(1) + SIG(2) + SIG(3))/3.
DO 50 1=1,3
DEVSIG(l) =SIG(I) - SIGM
DEVSIG(1+3) = SIG(I1+3)
50 CONTINUE
C
C Déviateur du tenseur d’écrouissage
C
XM = (XX(1) + XX(2) + XX(3))/3.
DO 51 1=1,3
DEVX(l) =XX(l) - XM
DEVX(1+3) = XX(1+3)
51 CONTINUE
C
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C Calcul du critere de plasticité de von Mises
C

SIGEQ = (DEVSIG(L)-XX(1))**2 + (DEVSIG(2)-XX(2))**2

+ (DEVSIG(3)-XX(3))**2

+ ((DEVSIG(4)-XX(4))**2 + (DEVSIG(5)-XX(5))**2

+ (DEVSIG(6)-XX(6))**2)*2
C
SIGEQ = SQRT(3./2.*SIGEQ)
C
OVERSTR = SIGEQ - SIGY
C

C Case of elastic unloading (in this case EEQ is stored with a minus sign,

C following Systus/Sysweld convention)
C Comportement élastique : f<0
IF (OVERSTR.LE.O.) THEN
C
B(20) = -ABS(EEQIN)
B(19) = SIGY
B(20) = EEQOUT
B(24) = SIGY
B(59) = DRX
B(60) = DELTAEQ
B(43) = EDT
B(44) = BAISSE
B(45) = EEQCUM
B(46) = XXEQ
B(47) = DRX
B(48) = HH
RETURN
ENDIF
C Dépassement du seuil de plasticité
C Module d'écrouissage
DO521=1,3
DIFF(l) = DEVSIG(I) - DEVX(I)
DIFF(1+3) = DEVSIG(I+3) - DEVX(1+3)
52 CONTINUE
IF (A(48).GT.0) THEN
HH = A(48)
ELSE
HH = A(28)
ENDIF
C Calcul de I'incrément de déformation plastique
DELTAEQ = OVERSTR/(HH + 3.*XMU)
C Calcul du tenseur incrément de déformation plastique
DO 60 1=1,3
DELTAEP(l) =1.5*DELTAEQ*DIFF(I)/SIGEQ
DELTAEP(1+3) = 3. *DELTAEQ*DIFF(1+3)/SIGEQ
60 CONTINUE
C Evolution du tenseur cinematique
DO 64 J=1,10000
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DO 65 I=1,6
DELTAXX(l) = 2/3*CU*DELTAEP(1)-GAM*XX(1)*DELTAEQ
- (1/CU)*520*XX()*DTEM
XX(1) = XX(I) + DELTAXX(I)
65 CONTINUE
64 CONTINUE
C Calcul du tenseur des contraintes final
DO 701=1,3

SIG(l) =SIG(l) -2*XMU*DELTAEP(I)
SIG(1+3) = SIG(1+3) - XMU*DELTAEP(I+3)
70 CONTINUE
C
C Itération et validation de la valeur du critere de plasticité (f=0)
C Calcul des déviateurs (contraintes et tenseur d’écrouissage)
SIGM = (SIG(1) + SIG(2) + SIG(3))/3.
DO 711=1,3
DEVSIG(I) =SIG(l) - SIGM
DEVSIG(I1+3) = SIG(1+3)
71 CONTINUE
C
XM = (XX(1) + XX(2) + XX(3))/3.
DO 721=1,3
DEVX(l) =XX(l) - XM
DEVX(1+3) = XX(1+3)
72 CONTINUE
C
SIGEQ = (DEVSIG(1)-XX(1))**2 + (DEVSIG(2)-XX(2))**2
+ (DEVSIG(3)-XX(3))**2
+ ((DEVSIG(4)-XX(4))**2 + (DEVSIG(5)-XX(5))**2
+ (DEVSIG(6)-XX(6))**2)*2
C
SIGEQ = SQRT(3./2.*SIGEQ)
C
OVERSTR = SIGEQ - SIGY
C
DO 731=1,6
EP(1) = EP(I) + DELTAEP(])
73 CONTINUE
C Boucle d’itération pour que f <ou= 1 MPa
IF (OVERSTR.GT.1) THEN
GOTO 32
ENDIF
C
C Calcul du tenseur taux de déformation finale
DO 751=1,6
DELTAEP(I) = EP(I) - A(36+I)
75 CONTINUE
C Calcul du taux de déformation équivalent final
DELTAEQ = (DELTAEP(1))**2 + (DELTAEP(2))**2
+ (DELTAEP(3))**2
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+ ((DELTAEP(4))**2 + (DELTAEP(5))**2
+ (DELTAEP(6))**2)*2
DELTAEQ = SQRT(2./3.*DELTAEQ)
C Mise a jour de la déeformation plastique cumulée
EEQOUT = EEQIN + DELTAEQ
C Calcul du module d’écrouissage final
SIGM = (SIG(1) + SIG(2) + SIG(3))/3.
DO 76 1=1,3
DEVSIG(l) =SIG(I) - SIGM
DEVSIG(1+3) = SIG(1+3)
76 CONTINUE
XM = (XX(1) + XX(2) + XX(3))/3.
DO 77 1=1,3
DEVX(l) =XX(l) - XM
DEVX(1+3) = XX(1+3)
77 CONTINUE
DO 78 1=1,3
DIFF(l) = DEVSIG(I) - DEVX(I)
DIFF(1+3) = DEVSIG(I+3) - DEVX(I+3)
78 CONTINUE
SIGEQ = (DEVSIG(1)-XX(1))**2 + (DEVSIG(2)-XX(2))**2
+ (DEVSIG(3)-XX(3))**2
+ ((DEVSIG(4)-XX(4))**2 + (DEVSIG(5)-XX(5))**2
+ (DEVSIG(6)-XX(6))**2)*2

SIGEQ = SQRT(3./2.*SIGEQ)
HH = (XX(1)*DIFF(1)) + (XX(2)*DIFF(2))
+ (XX(3)*DIFF(3))
+ ((XX(4)*DIFF(4)) + (XX(5)*DIFF(5))
+ (XX(6)*DIFF(6)))*2
HH = (3./2.) * GAM * HH
HH = HH/SIGEQ
HH =CU - HH
HH = amax1(HH,0.00001)
C
C Calcul du taux de recristallisation dynamique
C Calcul de la vitesse de déformation
EDT = ABS(DELTAEQ)/DELTATEMPS
EDT = dmax1(EDT,0.01)
C Calcul de Z
ZU = EDT*exp(250000.0/(8.314*(TEM + 273)))
ZU = dmax1(ZU,1.d0)
C Calcul de la déformation critique de recristallisation
EPSCRIT =0.0012*log(ZU) + 0.0131
C On retrouve le taux de DRX a 't
DRX = A(59)
C Calcul de la DRX a t+dt
IF (EEQCUM.EQ.0) THEN
DRX =0.0
ELSE
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IF (EEQCUM.LT.EPSCRIT) THEN
DRX =DRX
ELSE
DDRX = NN * (EEQCUM-EPSCRIT)**(NN-1)
DDRX = DDRX * EXP(-1*EDT*((EEQCUM-EPSCRIT)/EDT)**NN)
DRX = DRX+DDRX*(DELTAEQ)
DRX = DRX+DDRX*DELTAEQ
DRX = dmax1(DRX,0.d0)
DRX = dminl(DRX,1.d0)
ENDIF
ENDIF
C Calcul de la baisse de contrainte a t+dt (utilisée a I'itération suivante) due a la DRX
BAISSE = DRX*(135-0.44*log(ZV))
C
C Stockage des variables
C Déformations plastiques et contraintes
DO 180 1=1,6
B(I) = SIG(I)
180 CONTINUE
C
IF (ISS.EQ.1) THEN
DO 190 1=1,6
B(36+1) = A(36+1) + DELTAEP(I)
190 CONTINUE
C
C Tenseur cinématique
DO 200 1=1,6
B(1+12) = XX(I)
200 CONTINUE
C
C taux de recristallisation et baisse des contraintes associée, vitesse de déformation, etc...
B(19) = SIGY
B(20) = EEQOUT
B(24) = SIGY
B(59) = DRX
B(60) = DELTAEQ
B(43) = EDT
B(44) = BAISSE
B(45) = EEQCUM
B(46) = XXEQ
B(47) = DRX
B(48) = HH
C
ENDIF
RETURN
END
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ANNEXE 4 : LES CHARGEMENTS
THERMOMECANIQUES DU MODELE 3D

HYB

RIDE

Le modele de tournage 3D hybride se base sur un ensemble de chargements
thermomécaniques équivalents a I’impact du processus de coupe sur la surface finale usinée.
Pour les cas d’¢études définis, le tableau suivant donne les valeurs des parametres (dimensions,
coefficients, pressions, flux de chaleur,...) utilisés dans les simulations de prédiction des
contraintes résiduelles.

Conditions de coupe et longueurs des zones D-C et I-C

Cas : Rp f ap Ve Nmax K
détude | OUUl | LUb- T oy [ mmitr) | (om) | (vmin) | mm) |9 ™™ | (mm)
REF 4215  OUl 56 0.18 0.6 150 0.03 018  0.96
Casl 4215 OUI 56 0.18 0.6 50 0.03 018  0.96
Casl 4215 OUl 56 0.18 0.6 250 0.03 018 096
Cas2 4215 OUl 56 0.1 0.6 150 0.008 0.1 0.97
Cas2 4215 OUl 56 0.3 0.6 150 0.075 0.3 0.88
Cas3 4215Us¢ OUI =60  0.18 0.6 150 0.03 018  0.96
Cas4 4215 NON 56 0.18 0.6 150 0.03 018 096
Cas5 P'fgﬂ”;;te oul 56 0.18 0.6 150 00036 018  2.10
Cas5  HI3A OUl 35 0.18 0.6 50 0.03 018  0.96
Essais de Essais de coupe ) L
frottements orthogonale Chargements du modéle numérique
Densité Densité
P Flux Flux

Fc Ff B o N |1 max de flux de flux

Cas | mzer | Bzes | As |y | Ny | (mm) | (mm) (I\”;aé) (Mpa) %\/CVI zCT %VCV')D zcp
P (W/mm?) (W/mm?)

REF 022 030 0.12 432 603 0.06 0075 2771 616 248 1001 68 366
Casl 036 050 0.18 447 630 006 0075 2725 994 28 113 19 101
Casl 0.8 0.24 008 366 585 0.06 0.075 2842 502 353 1427 97 523
Cas2 022 046 012 296 559 004 0075 2572 572 230 929 41 320
Cas2 022 025 0.12 699 690 0.10 0.075 2987 664 267 1079 123 405
Cas3 026 030 025 523 1180 0.06 0.22 2072 546 550 758 49 264
Cas4 022 030 012 432 603 0.06 0075 2771 616 248 1001 68 366
Cas5 022 0.64 012 268 550 0.04 0.075 2416 537 216 873 36 313
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ANNEXE 5 : MODELISATION 3D FLUIDE DE
L’USINAGE

La simulation de ’usinage a 1’aide de la méthode dite « hybride » consiste a remplacer la
modélisation de 1’outil de coupe et de la formation du copeau par des chargements
thermomécaniques équivalents. Connaitre précisément les formes de ces chargements
thermomécaniques équivalents représente a la fois une difficulté et une nécessité pour la
construction d’un modele d’usinage hybride 3D pertinent.

Dans un premier temps, les formes des chargements (pression, contrainte tangentielle et
flux de chaleur) ont été déterminées a partir de conclusions géométriques (basées sur la forme et
I’épaisseur des sections de copeau) et sur les théories du contact cylindre/plan.

Afin de valider et d’améliorer ces formes, il est nécessaire d’utiliser une modélisation du
tournage en 3D pour extraire I’impact du passage de 1’outil au niveau de la surface usinée finale.
Comme nous I’avons montré précédemment au chapitre 4, il existe peu de modéles d’usinage
capables de fournir une simulation en 3D, qui plus est en conditions stationnaires. Le choix s’est
donc porté sur une modélisation purement eulérienne de la zone de coupe a travers 1’utilisation
du modele décrit ci-apres.

Dans un second temps, on s’intéressera également aux résultats des prédictions des zones
recristallisées en tournage. En effet, il est intéressant d’exploiter les capacités de ce modéle
d’usinage 3D fluide (comme la prise en compte d’une déformation élevée) pour simuler les
phénomeénes de DRX.

Description du modele 3D fluide

Le modéle représente a la fois 1’ensemble « plaquette/porte-plaquette/fixation (vis et
assise) » et la zone de formation du copeau (Figure A-6). La nécessité de modéliser I’ensemble
de loutil se justifie par une meilleure représentation de la thermique du phénomene. L’objectif
étant d’obtenir un état stationnaire de 1’usinage, 1’évacuation de la chaleur de la zone de coupe
est un critére essentiel. Toutes les parties sont maillées par des tétraédres.

-
’i

Figure A-6 Principe du modéle numérique de tournage « 3D fluide ».

Le modéle permet de prendre en compte un frottement a ’interface copeau/outil & partir
d’une loi :
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n-1 —

7= K.HW AV

Equation A-1

ou K et n sont des parameétres matériaux et AV représente la différence de vitesse entre les
parties frottantes.

La chaleur produite est répartie entre 1’outil et la piéce usinée a travers 1’utilisation d’un
coefficient de partage thermique identique a celui utilisé par la modele hybride et calibré lors des
essais de frottement. Une résistance thermique de contact est également appliquée (égale a 29
[mMm2.K]/W (Courbon, 2011)).

Dans la partie «outil », D’ensemble des résistances thermiques de contact
(plaquette/vis/assise/porte-plaquette) ont été calibrées a ’aide d’essais de chauffe laser. On
garantit ainsi une évacuation de la chaleur appropriée et donc une chauffe realiste de la zone de
coupe. Au niveau du matériau usiné, 1’évacuation de la chaleur générée par le frottement mais
aussi par la déformation plastique élevée, est réalisée a la fois par convection (écoulement de la
maticre a travers le maillage) et par conduction (échanges thermiques reproduits sur I’ensemble
des faces du massif).

Le comportement du matériau usiné est modélisé a 1’aide d’une loi rigide-visqueuse
incompressible afin de pouvoir représenter les déformations extrémes et 1’écoulement de la
matiere au voisinage de I’arréte de coupe. La partie élastique du comportement matériau est
négligée (I’objectif n’étant pas d’obtenir les contraintes résiduelles par exemple). Cette loi peut
étre présentée sous la forme :

Equation A-2

avec o déviateur du tenseur des contraintes de Cauchy, u la viscosité dynamique, g

tenseur des vitesses de déformation.

La viscosité 1 peut étre définie de différentes fagons. L’approche la plus simple consiste a
supposer que les contraintes ne présentent aucune sensibilité au niveau de déformation atteint au
travers d’une loi de type Norton-Hoff. Cette loi de comportement est souvent employée pour
modéliser les procédés de mise ne forme a chaud. Elle fait intervenir la consistance K du
matériau de base, ainsi que la sensibilité m de la contrainte a la vitesse de déformation :

= K.(\/g.éeq )m—l

Equation A-3

oU & représente la vitesse de déformation équivalente définie par :

. 2
.. ==
3

1™
1™

Equation A-4
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Les parametres K et m ont été déterminés a partir de la sensibilité du matériau a la vitesse
de déformation extraite des essais de compression dynamique. K dépend fortement de la
température.

T (°C) K m
20 699 0.0076
100 647 0.0076
200 581 0.0076
300 515 0.0076
400 449  0.0076
500 383 0.0076
600 317 0.0076
700 251 0.0076
800 186 0.0076
900 120 0.0076

1000 56  0.0076

1100 20 0.0076

Tableau A-1 Valeurs de paramétres K et m pour le 15-5PH en fonction de la température.

La matiere arrive a une vitesse égale a la vitesse de coupe (dans la direction Y, Figure A-6)
et s’écoule librement a travers le copeau et le reste du massif. La forme du copeau est fixe. Elle a
été déterminée a partir de mesures expérimentales lors d’essais de chariotage « quick-stop » en
condition stationnaire d’usinage (c’est-a-dire un arrét instantané de la coupe permettant de figer
la position du copeau).

Les valeurs de la déformation équivalente et du taux de recristallisation dynamique ont été
obtenues par intégration le long des lignes de courant en résolvant une équation d’advection. En
effet, on suppose que la quantité physique p recherchée est régie par une équation différentielle :

%— f(pTd—ng

dt dt
Equation A-5
Sa dérivée peut s’écrire dans un formalisme eulérien:
dp op . ——
P®_»P +v.grad p
dt ot
Equation A-6

Soit en combinant les deux équations précédentes, on obtient 1’équation d’advection
suivante :

op . —— dTr .
—+v.grad p=f| p,T,—,&,...
6t+ g p (D at 3 )

Equation A-7
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La solution de cette équation donne la répartition dans I'espace de la valeur p sans avoir
besoin de calculer les trajectoires de la matiére. On appliquer par exemple cette formulation pour
calculer la déformation équivalente 4 en resolvant:

os

eq

p +v.grad ¢, =¢

eq

Equation A-8
Résultats : vitesses, température et déformation

La Figure A-7 présente les résultats en calcul stationnaire en termes de température, de
vitesse d’écoulement et de déformation équivalente pour un calcul avec les conditions de coupe
suivantes : Vc = 150 m/min ; f = 0.3 mm/tr ; a,= 0.3 mm.

On retrouve des ordres de grandeurs parfaitement cohérents avec les valeurs généralement
obtenues lors des simulations ou des études bibliographiques. Ainsi, la température dans la zone
de coupe est 1égerement inférieure a 600°C, celle de 1’outil est plus basse (350°C) en raison de la
résistance thermique appliquée. Par ailleurs, on retrouve la vitesse d’écoulement dans le copeau
égale a environ la moitié de la vitesse de coupe. Enfin, la déformation équivalente atteint des
niveaux trés élevés (jusqu’a 510%) ce qui correspond aux valeurs données par le modele de
coupe orthogonale ALE 2D.

a°) Température [°C]

T nax ZOne de coupe : 587°C
T oy 0util : 350°C

max

b°) Vitesse [mm/s] = ) Déformation
sA 288

P

L S

1000000

W~ -0 o

Déformation max. dans
Vitesse dans le massif: 2500 mm/s =150 m/min =Ve¢ le copeau et la surface
Vitesse dans le copeau : = 1200 mm/s usinée: 5.1 (510 %)

Figure A-7 Résultats du modele de chariotage 3D fluide pour Vc=150 m/min ; f=0.3 mm/tr ; ap=0.3
mm : a°) température, b°) vitesse, c°) déformation équivalente.

Extraction des formes des changements équivalents

Les chargements thermomecaniques equivalents recherchés pour alimenter la modélisation
hybride représentent I’impact du passage de 1’outil (et de la zone de formation du coupeau) sur
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la surface finale usinée. Pour extraire la forme de ces chargements, on se place dans un plan situé
au niveau de la surface finale obtenue (Figure A-8).

Plan d’extraction
des chargements
thermomécanique
s équivalents au
niveau de la
surface usinée
(champs de
température)

Figure A-8 Position du plan d’extraction des chargements thermomécaniques dans le massif du modéle
3D fluide.

Deux types de chargements sont recherchés: les chargements mécaniques (pression
normale et contrainte tangentielle) et les chargements thermiques (flux de chaleur). On étudie en
particulier la forme de ces chargements dans deux zones : dans la zone de cisaillement tertiaire
ZCT (zone de contact outil/piéce) et sous la zone de cisaillement primaire ZCP (zone de
formation du copeau). Dans un premier temps, on s’intéressera uniquement aux chargements
thermiques (flux de chaleur).

La Figure A-9 rappelle les formes de chargement simplifiées utilisées actuellement par le
modele d’usinage hybride dans les différentes parties de la zone de coupe.

A

- ‘ [

Cﬂpeau Plaquette I 1 .Cl]].ltﬂl:t Contact Plaq“ette I
1 | indirect: | direct: X

_— g : 1 K a
1
|

< o ap

a&_ Surface usinée I hmax Surface usinée
ZCP:Zonede Epaisseur {ZCT) Longueur de | R b
cisaillement du copeau [ 7| contact en dépouille | / A ™. Section

primaire P “ ! Future @
ZCT: Zonede | i actuelle
cisaillement (Zone de (Zone de! du copeau

. enlevée
tertiaire Section A contact }contact R
Section B

indirect) | direct)

‘

Flux de chaleur

-—_—

ZCP ; X
= RERENY! Surface usinée /c/B/ 1y Surface usinée
Flux de
“ chaleur . T [
enZCT “J Surface usinée (ol R Surface usinée
. — .
Section A W Section B

Figure A-9 Formes des chargements thermiques équivalents utilisés par le modéle hybride.
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La Figure A-10 présente un exemple d’extraction des flux de chaleur au niveau de la
surface usinée a I’aide du modéle de tournage 3D fluide. On peut alors comparer les formes
extraites avec celles utilisées actuellement.

Section B : ZCT

Extraction des flux de chaleur au
niveau de la surface usinée

Section A

‘ Formes des flux de chaleur extraites

Section B : ZCT

1 ‘ Section A zcT /\
—Section B: ZCT
\/\ |—Section B : ZCP

ZCP

B B — S —

(1] 0.1 0.2 03 0.4 035 0.6 0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2
Distance suivant Y (mm) Distance suivant X (mm)

Flux de chalenr
Flux de chaleur

4 | Section B : ZCP
: Formes simplifiées F\
utilisées actuellement 5 \
L} (I:2 Il:-l- ll:ﬁ U:ﬁ i I:Z

Distance suivant X (mm)

Figure A-10 Extraction des formes des flux thermiques dans la ZCT et la ZCP (section A et B) a partir du
modele d’usinage 3D fluide.
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Globalement, on retrouve une bonne cohérence entre les formes de chargement utilisées
actuellement et celles extraites du modele 3D fluide. Dans la section A, on note clairement
I’importance de la ZCT vis-a-vis de la ZCP. La répartition uniforme choisie du flux de chaleur en
ZCP et ZCT n’est pas aberrante méme si elle pourrait étre améliorée par une répartition
bilinéaire. De méme en ZCP, dans la section B, la répartition bilinéaire (fonction de 1’épaisseur
du copeau et de la future section intercalée) semble correspondre aux résultats du modele 3D
fluide. Finalement la seule différence notable se situe en ZCT, dans la section B. Le choix a été
fait d’une répartition uniforme du flux de chaleur dans la zone de contact direct D-C. Une
répartition linéaire décroissante (donc en fonction de I’épaisseur du copeau) semble plus adaptée.
Il serait néanmoins nécessaire de réaliser une étude de sensibilité a la forme du copeau et aux
parametres de coupe (Vc, f, ap,...) dans le modéle 3D fluide avant de pouvoir vraiment conclure
sur cette comparaison.

De plus, cette étude doit se poursuivre par I’extraction des chargements mécaniques
(pression normale et contrainte tangentielle sous la ZCP et la ZCT). De par la construction du
modele, cette seconde étape est plus délicate a mettre en ceuvre que 1’extraction des chargements
thermiques.

On peut remarquer que les chargements équivalents utilisés par le modéle de tournage 3D
hybride pourraient étre directement extraits des simulations 3D fluide (& la fois en termes de
formes mais aussi d’intensités). Néanmoins, dans un premier temps, il semble préférable
d’utiliser la modélisation 3D fluide uniquement pour extraire les formes des chargements
(malgré des résultats en termes de température et de déformations treés cohérents). L utilisation
d’études expérimentales simples (frottement et coupe orthogonale) pour quantifier I’intensité de
ces chargements thermomécaniques et surtout leurs sensibilités aux variations des conditions de
coupe (vitesse, avance, lubrification, usure,...) permet de garantir la prise en compte de
I’ensemble des phénoménes physicochimiques pouvant intervenir.

Application du modele de recristallisation dynamique

Un des intéréts de la modélisation 3D fluide de ’usinage est de pouvoir reproduire des
déformations tres élevées et donc représentatives du phénoméne de coupe. Dés lors, il est
également intéressant de pouvoir mettre en ceuvre ¢également la modélisation de la
recristallisation dynamique. Le modéle de DRX présenté et calibré chapitre 3 a été utilisé pour
faire apparaitre les zones recristallisées. La condition critique d’apparition sur la déformation (&)
ainsi que la loi d’évolution du taux de DRX ont été prises en compte. La forme différentielle du
taux de recristallisation est utilisée :

X DRX — 1’1 p'(tDRX )O.l exp (_ p'(tDRX )1.1)

Equation A-9

E—¢&,

avec tyo, = et ¢ =0.0012In(Z)+0.013

On obtient alors les résultats présentés par la Figure A-11. On remarque que la
recristallisation dynamique s’initie a la base du copeau. Néanmoins, le taux maximum atteint ne
dépasse pas 50% au centre de ce dernier. Logiquement, les valeurs maximales atteintes se
trouvent au niveau des surfaces frottantes outil/copeau et outil/surface usinée. On remarque que
la recristallisation reste tres localisée en sous-couche. Ainsi, le taux de DRX au niveau de la
surface usinée atteint 90%. Cette valeur serait d’autant plus élevée (et le gradient de DRX
sévere) si le maillage était encore affiné. Actuellement, la taille de maille de 1’ordre de 30 a 40
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pum reste une limite pour reproduire les phénomenes associés aux 10 premiers micrometres sous
la surface.

Taux de DRX

1000000008

Figure A-11 des phénomenes de recristallisation dynamique a l’aide du modéle de tournage 3D fluide.
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ANNEXE 6 : PROPRIETES THERMO-
PHYSIQUES DU 15-5PH
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