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Nomenclature

Parameétres généraux

Symbole Description Unité

Q@ Angle de dépouille °

ay Coordonnées de chaque mode de la base de -
projection

o Contrainte d’écoulement M Pa

S} Ecart & 'ambiant en température °C'ou K

0 Angle de Lode normalisé -

Ag, Incrément de la déformation plastique équi- -
valente

AN Incrément de la déformation totale -

Ay Incrément de temps 5

0ij Symbole de Kronecker -

AT Incrément de température °C'ou K

A Multiplicateur plastique -

Ep Vitesse de déformation plastique st

T Vitesse d’évolution de la température °C.s7t

n Triaxialité des contraintes -

Naw Triaxialité moyenne -

¥ Angle de coupe °

Ytheo Déformation inélastique de cisaillement -

D Tenseur de la vitesse de déformation st

D, Partie élastique de tenseur de la vitesse de 571
déformation

D, Partie plastique de tenseur de la vitesse de st
déformation

F Tenseur gradient -

F. Partie élastique du tenseur gradient -

F, Partie plastique du tenseur gradient -

G Tenseur gradient de vitesse de déformation st

Ge Partie élastique du tenseur gradient de vi- st
tesse de déformation

Gp Partie plastique du tenseur gradient de vi- st

tesse de déformation
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Nomenclature

H Tenseur de déformation logarithmique -
(Henky)

eq Tenseur de la déformation équivalente -

Tenseur de déformation nominale -

H
N
R Tenseur de rotation -
T Tenseur de taux de déformation -
U Tenseur de déformation pure droite -
\% Tenseur de déformation pure gauche -

Coefficient de frottement Coulomb -

adh Partie adhésive du coefficient de frottement -
Happ Coefficient de frottement apparent -
o Contrainte vraie M Pa
Om Pression hydrostatique M Pa
oy Limite d’écoulement M Pa
Ocq Contrainte équivalente de von Mises MPa
T (i:1—s3) Contraintes principales MPa
Oij Composantes de tenseur de contraintes de MPa
Cauchy
offd Composantes du tenseur des contraintes M Pa
prédit élastiquement
On Contrainte normale MPa
Orec Contrainte limite a la recristallisation MPa
Tonaz Contrainte de cisaillement maximale MPa
Ttheo Contrainte de cisaillement théorique MPa
D Variable interne d’endommagement -
0 Angle de Lode -
00 Angle de Lode moyen -
€ Déformation vraie -
Ee Déformation élastique -
Ep Déformation plastique équivalente -
© Angle de cisaillement °
A Limite élastique M Pa

Ayf, By, Cy, Dy Paramétres de la loi de frottement -
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Nomenclature

Profondeur de passe
Module d’écrouissage
Coefficient de durcissement dynamique JC

Coefficient de frottement de critére de rup-
ture Mohr-Coulomb

Tenseur d’élasticité

Hauteur de pénétration du nceud i au tra-
vers d'un segment maitre

diameétre extérieur et intérieur

Effort de la traverse

L’avance

Coefficient de transfert thermique
Taux d’écrouissage

Raideur effective de contact au noeud i
Epaisseur de copeau
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INTRODUCTION

Les alliages de titane et principalement le Ti-6A1-4V, ont connu un essor considérable
ces derniéres décennies. Leurs propriétés thermophysiques attrayantes couplées a leur
résistance mécanique importante a des températures élevées 'ont amené au rang des
matériaux incontournables dans le domaine aéronautique. En revanche, les industriels se
sont heurtés & plusieurs difficultés lors de sa mise en ceuvre. Ces difficultés concernent
notamment son usinabilité.

Bien qu’il soit I'un des procédés de fabrication les plus exploités, I'usinage des alliages
de titane, n’est pas encore bien maitrisé. Ceci est principalement lié a la complexité des
phénoménes qu’il implique, a la fois mécaniques, thermiques et physio-chimiques.

En effet quatre grandes problématiques peuvent apparaitre lors de la coupe de ces
alliages : (i) une usure prématurée des outils coupant (cott élevé) (ii) une forte élévation
de la température conduisant & 1’emploi des faibles vitesses de coupe (faible productivité)
(iii) une condition de coupe instable conduisant & la formation d’un copeau particulier
et de fortes oscillations sur 'effort de coupe (usinage délicat des structures minces) (iv)
une mauvaise maitrise des qualités géométriques et métallurgiques des surfaces générées
(fortes contraintes résiduelles, faible tenue en service).

Afin de contourner ces difficultés, de nombreux travaux ont été conduits et ont mis en
évidence la nature complexe, couplée et locale des phénoménes de coupe. Cependant, ces
travaux se sont heurtés a deux principaux verrous scientifiques :

e d’une part le besoin d’une mesure fiable, aux petites échelles, et en conditions réelles
de grandeurs pertinentes permettant de mieux comprendre le phénomeéne de coupe.

e d’autre part le besoin de moyens numériques permettant de prédire le comportement
ainsi que 'endommagement de cet alliage sous des sollicitations thermomécaniques
complexes et couplée.

Ainsi, on comprend aisément ’émergence d’un besoin fort en moyens de support perfor-
mants et prédictifs, permettant de réduire les campagnes d’essais et de lever les verrous
scientifiques gouvernant les mécanismes d’enlévement de la matiére. La simulation numé-
rique se présente comme un outil puissant et pouvant répondre a ces critéres. Cependant,
modéliser une opération d’usinage passe essentiellement par l'observation et la compré-
hension, & plusieurs échelles, des mécanismes de formation du copeau.

Observer une opération d’usinage revient a se focaliser sur une zone submillimétrique
trés réduite, ou les phénomeénes évoluent rapidement. La caractérisation de la coupe de
Ialliage Ti-6A1-4V aborde donc un probléme complexe, fortement couplé, faisant interve-
nir, principalement, la mécanique et la thermique en grandes déformations. On constate
alors 'existence d’un lien fort entre ces phénoménes, qui se traduit par un couplage ther-
momeécanique qui pilote, en grande partie, la formation du copeau.

Le verrou majeur de la prédiction du comportement ainsi que de la décohésion ma-
térielle de ce matériau réside dans l'identification des liens entre les phénomeénes phy-
siques atypiques mis en jeu. Néanmoins, les moyens d’investigation classiquement em-
ployés semblent insuffisants pour les identifier. De plus, du fait des cinétiques importantes
des phénoménes régissant la formation de copeau, peu de moyens de caractérisation sont
capables de révéler I’évolution de ces grandeurs. Par conséquent, il est nécessaire de déve-
lopper des dispositifs spécifiques permettant I’observation in-situ et aux petites échelles
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des mécanismes d’enlévement de la matiére ainsi que 1’évolution de grandeurs cinéma-
tiques et thermiques qui y sont associées.

25 \
I (a) Chapitre I: recherche bibliographique sur la coupe

(b) Chapitre Il (e) Chapitre V
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FIGURE 1 — Schéma descriptif de la démarche employée dans la theése : (a) Chapitre 1 :
Recherche Bibliographique sur la coupe instrumentée (b) Chapitre 2 : Mesures in-situ et
analyse expérimentale de la coupe (c) Chapitre 3 : Etude de comportement thermoméca-
nique (d) Chapitre J : Modélisation de la décohésion matérielle en usinage (e) Chapitre
5 : Simulation numérique de la coupe et confrontation expérimentale/numérique

L’approche scientifique de cette thése a pour objectif de caractériser le couplage ther-
momécanique dans le processus de coupe a travers des moyens de caractérisation in-situ
afin d’appréhender les mécanismes gouvernant la formation particuliére de copeau dans
I'alliage Ti-6Al-4V. Dans un deuxiéme temps, il s’agit de retranscrire les phénomeénes ob-
servés par des lois simples pouvant étre implémentées dans un modéle de coupe. Il s’agit
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notamment d’affiner la prise en compte des phénomeénes physiques en intégrant : (i) une
loi de comportement apte a décrire ’évolution de la contrainte d’écoulement en fonction
du couplage thermomécanique, de la déformation et sous des chargements similaires a
ceux observés en usinage, (ii) un critére d’endommagement capable de restituer la déco-
hésion matérielle existante et (iii) une loi de contact permettant de définir les interactions
outil-matiére.

La stratégie globale employée dans ce travail est résumée en figure 1. Elle s’appuie
sur des essais en coupe orthogonale menés sur le banc DEXTER et instrumentés par le
dispositif optique de mesure des champs cinématiques et thermiques VISIR permettant
de fournir la base expérimentale nécessaire a la compréhension des phénomeénes et a la
validation du modéle de coupe numérique. Le comportement du matériau est examiné
ex-situ a travers des essais chapeau et sous des sollicitations proches de celles trouvées en
usinage. L’étude de I'endommagement est conduite, quant a elle, sur ’évaluation de huit
criteres d’endommagement largement employés dans le domaine de la mise en forme.

Les modeéles développés sont finalement implémentés dans un modéle de coupe EF
3D. Les résultats issus du calcul numérique et de 'expérience sont alors confrontés afin
de juger de la pertinence de notre modélisation ainsi que de ’aspect prédictif du modéle.

Organisation du manuscrit

Ce travail est décrit dans cinq chapitres qui sont organisés de la maniére suivante :

Le chapitre 1 passe en revue les différents aspects de la coupe orthogonale ainsi que
les dispositifs d’investigation communément utilisés en coupe. L’objectif de cette recherche
bibliographique est de parcourir les différents travaux qui se sont intéressés a la mise en
place de dispositifs optiques dédiés a la mesure de champs thermiques et cinématiques.
Il ressort de cet état de 'art un manque réel en moyens de mesure in-situ adaptés a
I’observation des phénomeénes thermomécaniquement couplés dans les processus de mise
en forme.

Le chapitre 2 décrit, dans un premier temps, le dispositif dédié aux mesures couplées
in-situ des champs cinématiques et thermiques aux petites échelles VISIR. Dans un
deuxiéme temps, la problématique liée aux paramétres de mesure optiques et de coupe
est explicitée afin de trouver le meilleur jeu de parameétres permettant d’obtenir des images
exploitables de la zone de coupe. Les résultats obtenus avec le dispositif VISIR en termes
de champs cinématique et thermique sont exposés et les mécanismes d’enlévement de la
matiére sont ainsi détaillés. Enfin, un bilan énergétique est mené en s’appuyant sur les
grandeurs mesurées durant les différentes phases de la genése d'un feston.

Le chapitre 3 aborde I’étude du comportement thermomécanique du matériau a par-
tir des essais de cisaillement dynamique avec I’éprouvette chapeau. Aprés un état de I'art
sur les lois communément utilisées dans la modélisation de la coupe et sur les moyens de
caractérisation dynamiques, la méthodologie adoptée dans l'identification par méthode
inverse d’une nouvelle loi couplée en température et en vitesse de déformation est déve-
loppée et détaillée.

Le chapitre 4 vise la calibration et I’évaluation des critéres d’endommagement cou-
ramment employés dans les procédés de mise en forme. Il détaille la procédure d’identi-
fication de chaque critére par rapport a la base de données expérimentales employée. 11
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se termine par le choix justifié d’un critére d’endommagement pour décrire la décohésion
matérielle dans la coupe.

Le chapitre 5 présente les résultats de la démarche employée en transposant les
lois de comportement et d’endommagement identifiées dans les précédents chapitres sur
un modeéle numérique de coupe EF 3D. Les résultats de simulation sont comparés a
I'expérience et les mécanismes d’enlévement de la matiére sont finalement présentés et
discutés.




La coupe des métaux : propriétés &
acquisition des données

Nous abordons dans cette revue bibliographique les problématiques
liées a lusinabilité des alliages de titane ainsi que ’apport scientifique
significatif des moyens optiques dans la compréhension des mécanismes
d’enlévement de la matiére. La notion de la coupe orthogonale et ses diffé-
rentes zones de coupe seront tout d’abord présentées. Ainsi, une attention
particuliere aux mécanismes d’enlévement de la matiere sera accordée. La
deuxieme partie de ce chapitre met en évidence les moyens exrpérimen-
tauxr communément utilisés dans la caractérisation et la mesure des gran-
deurs physiques dans la coupe. Les techniques utilisées dans la mesure des
champs thermiques et cinématiques seront détaillées et une discussion par
rapport aux besoins des mesures couplées en coupe sera présentée.
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CHAPITRE 1. LA COUPE DES METAUX

1.1 Contexte scientifique

Les procédés de mise en forme par enlévement de matiére occupent une place impor-
tante dans le secteur de la fabrication mécanique. La recherche de gains de productivité
et le besoin d’accroitre la qualité des piéces usinées sont a l'origine d’efforts visant a
I’amélioration de ces techniques. Plus particulierement, ces efforts se sont concentrés sur
certains alliages métalliques (acier inoxydable, alliages de titane, alliages & base nickel)
qui posent des difficultés spécifiques en usinage. En effet, ces alliages conduisent & une
usure prématurée des outils de coupe ainsi qu’a une mauvaise qualité des surfaces finies
(problématique de tenue en service). L’utilisation toujours croissante de ces matériaux a
mené la communauté scientifique a vouloir mieux comprendre les mécanismes de forma-
tion de copeau ainsi que les phénomeénes physiques sous-jacents. De plus, les liens entre
ces phénomeénes et les conditions de coupe demeurent, a ce jour, mal connus.

Les travaux de recherche en usinage se basent classiquement sur des analyses post-
mortem (contraintes résiduelles, tolérances géométriques, MEB ...) de la piéce finale et /ou
du copeau. Cette approche, qui requiert souvent de laborieuses campagnes d’essais sous
différentes conditions de coupe, a longtemps été la seule possible puisque 'accés in-situ a
la zone de coupe est en pratique difficile.

Jusqu’aux années 1980, la modélisation analytique était la seule approche disponible
pour comprendre la physique de la coupe. Ces formalismes ont été initiés par Ernst
[Ernst 1938] et Merchant [Merchant 1945]. Depuis, plusieurs formulations complexes ont
été développées dans le but de modéliser plus précisément les phénomeénes mis en jeu
[Dewhurst 1978, Gilormini 1982].

Les progrés informatiques mis en place ces derniéres décennies ont amené la simulation
numérique au rang d’outil incontournable de la recherche en usinage. Elle se présente
comme un moyen simple, performant et flexible pour étudier les aspects mécaniques et
thermiques mis en jeu dans les procédés.

Parallélement 'acquisition de données expérimentales permet de valider, discriminer
et identifier des modéles numériques (loi de comportement, d’endommagement, etc.). Bien
qu’elles soient en mesure de fournir des résultats des champs locaux (déformation, ther-
mique...), on s’apercoit que les données expérimentales sont souvent limitées a des mesures
globales des efforts et a des analyses post-mortem, de la morphologie des copeaux voire
dans certains cas de contraintes résiduelles. En effet, la validité des résultats numériques
demeure conditionnée par la pertinence des données d’entrée, ce qui a conduit les expé-
rimentateurs a raffiner spatialement et temporellement les mesures. De plus cette forte
tendance améne aussi a vouloir extraire d’autres informations a des échelles plus locales.

Afin d’obtenir une modélisation plus performante des opérations de coupe, le verrou
majeur réside donc dans 'observation en temps réel, a une échelle plus fine, des phéno-
meénes thermomécaniques atypiques mis en jeu.

De ce fait, des efforts de recherche conséquents ont été entrepris ces derniéres années
afin d’obtenir des mesures in-situ indispensables ainsi que des valeurs plus fiables des
sollicitations rencontrées en usinage.

Ce chapitre bibliographique aborde dans un premier temps les éléments indispensables
a la compréhension des mécanismes de formation du copeau. Dans un deuxiéme temps,
les principaux travaux de recherche consacrés a la mesure in-situ de la zone de la coupe
seront exposés.
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Finalement, les approches de mesure de champs cinématique et thermique en coupe
seront attentivement détaillées et une attention particuliére sera accordée aux mesures
couplées ainsi qu’aux écueils qui y sont associés.

1.2 Usinabilité des alliages de titane

La mauvaise usinabilité ! de certains matériaux, et principalement de l'alliage de titane
Ti-6Al-4V, objet de cette étude, a été abondamment analysée afin de comprendre les
phénomeénes thermomécaniques et physiques gouvernant cette propriété [Calamaz 2008a,
Bouchnak 2010, Barelli 2016].

Bien que cette problématique ait été amorcée il y a déja une soixantaine d’années, on
s’apercoit que sa formalisation est toujours une question d’actualité. Les travaux qui y
sont associés peuvent se classer en plusieurs catégories : ceux relatifs a la durée de vie des
outils, aux conditions de coupe ou a I’état de surface.

Les travaux de Siekmann et al. [Siekman 1955] ont, pour la premiére fois, mis en évi-
dence les problématiques d’usure d’outil en usinage du Ti-6A1-4V. Ces travaux furent ap-
profondis, par Machado et al. [Machado 1990] et Ezugwu [Ezugwu 1997| qui ont confirmé
que 'usinabilité peut se résumer & un ensemble de propriétés intrinséques du matériau.

En effet, durant le processus de coupe, la chaleur est localisée dans des zones spatiale-
ment trés réduites. Les forts gradients de contraintes et de température, combinés a une
réactivité chimique importante ainsi qu’'une faible conductivité (7 fois inférieure a celle
de Tacier) ameénent a des conditions de déformation instables. Dans ces conditions, une
usure des outils par diffusion et/ou fatigue thermique est observée [Hartung 1982, Venu-
gopal 2007].

De plus, la température est identifiée comme un parameétre nuisible a 1'usinabilité
|[Ezugwu 1997]. On comprend alors que la capacité de I'outil & évacuer la chaleur géné-
rée (conductivité de l'outil, effusivité de la matiére) est généralement souhaitable afin
d’éviter sa concentration a l'interface de coupe. A titre d’exemple, les travaux de Ezugwu
|[Ezugwu 1997] montrent que dans le cas des aciers, 1'outil regoit au maximum 50% de la
chaleur générée par le processus de coupe. Alors qu’il en absorbe environ 80% dans le cas
du titane. Ceci explique, en partie au moins, la plus faible usinabilité de ce dernier alliage.

La pratique la plus courante pour contourner ce probléme est de diminuer la vitesse
de coupe afin d’éviter le sur-échauffement aux interfaces et favoriser 1’évacuation de la
chaleur |Germain 2013, Ayed 2013].

De bonnes propriétés thermomécaniques de 1’outil jouent donc un roéle important dans
les opérations d’usinage. L’utilisation de matériaux réfractaires de type céramique, par
exemple, pour I'usinage du titane rend ce dernier actif chimiquement & haute température
ce qui contribue également a la médiocrité de son usinabilité [Schultz 1997].

D’autres alternatives ont été testées telle que 'utilisation d’assistances & 1'usinage de
type jet d’eau a haute pression, cryogénique ou laser et ont permis de montrer une modeste
amélioration de I'usinabilité de ce matériau [Germain 2013, Ayed 2013].

1. Au méme titre que la soudabilité et la trempabilité, I'usinabilité est définie comme aptitude d’un
matériau & subir une opération de mise en forme par enlévement de la matiére plus ou moins facile-
ment. Toutefois, aucune norme ne régit 'emploi de ce terme qui est cependant largement utilisé dans la
communauté des usineurs.
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Matériaux Taux d’usinabilité
Acier 1112 100
Alliage d’aluminium AU2GN 275
Acier faiblement alli¢ 15CDV6 50
Acier inoxydable Z6CNT18.11 40
Alliage de titane type T60 35
Alliage de titane type Ti6Al4V 20

Tableau 1.1 — Tauz d’usinabilité de quelques matériauz [Donyo 2002]

Afin de quantifier les difficultés rencontrées lors de 1'usinage du titane, Martin et al.
ont développé un critére appelé tauzr d’usinabilité, illustré par le tableau 1.1. Ce critére est
basé sur un rapport des vitesses de coupe en tournage du matériau considéré et de ’acier
de décolletage résulfurisé AISI 1112, pour une durée de vie équivalente. En s’appuyant
sur ce paramétre, une classification a été faite par Vigneau |[Vigneau 1999|. Elle permet
d’illustrer I'usinabilité de 'alliage Ti-6Al-4V. Il est cependant intéressant de noter que
les alliages de type « et le titane pur présentent une meilleure usinabilité, et que celle-ci
diminue lorsque la proportion de la phase S augmente.

En conclusion, De nombreux auteurs ont mis en évidence les difficultés rencontrées lors
de 'usinage du Ti-6Al-4V. Les résultats de ces études montrent qu’un ensemble complexe
de parameétres physiques, mécaniques et thermiques interférent et conduisent a une telle
usinabilité. L’étude de ces interactions est en soi un défi tant du coté de la modélisation
que de 'expérimentation. Cette derniére communauté s’est donc naturellement tournée
vers une configuration de coupe simplifiée qui est 'objet de la section suivante.

1.3 La coupe orthogonale

Quel que soit le procédé d’usinage étudié (tournage, fraisage, percage), une configu-
ration de coupe élémentaire est généralement employée afin d’isoler le plus possible les
phénoménes de coupe des effets géométriques. Le cas de la coupe orthogonale est princi-
palement employé a cet effet.

La coupe orthogonale est une représentation simplifiée du processus de coupe. Elle
nécessite que l'aréte de coupe soit perpendiculaire aux vitesses de coupe et d’avance.

Dans la pratique, trois techniques permettent d’obtenir cette condition (Figure 1.1) :

e le tournage d’un tube en bout;

e |'usinage de palier;

e le rabotage.
Des différences sont toutefois observées entre ces trois approches. Pour I'usinage de palier,
par exemple, 'avance de I'outil engendre une variation de la vitesse de coupe au cours du
processus due a la réduction progressive du diameétre. L’usinage de tube en bout conduit
a une vitesse de coupe hétérogeéne dans l’épaisseur. Ces deux derniers points ne sont

franchissables qu’avec I'utilisation des machines & commandes numériques. Finalement, le
rabotage s’affranchit de ces deux problémes et semble donc le plus adéquat. En effet, ce
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a) Usinage de palier b) Tournage d'un tube en bout c) Rabotage

FIGURE 1.1 — Technique permettant d’obtenir une configuration de coupe orthogonale.

dernier présente la particularité d’utiliser une vitesse d’avance nulle. Cette particularité
s’avere intéressante du point de vue de la stabilité de la coupe mais aussi puisqu’elle
favorise 'utilisation des techniques de visualisation et de détection a distance telles que
I'imagerie rapide et la thermographie infrarouge.

Certains auteurs s’intéressent aux possibilités de modélisation de procédés plus com-
plexes, comme le fraisage [Ozel 1998, Pantalé 2004], le percage [Guo 2000, Strenkowski 2004]
et le rayage |Barge 2005] tout en se basant sur cette configuration.

Néanmoins, lorsque I’épaisseur du copeau est faible devant sa largeur, plusieurs cher-
cheurs rameénent cette configuration a un probléme plan. Nous reviendrions plus en détails
sur cette derniére hypothése dans les prochaines sections de ce manuscrit.

1.3.1 Les zones de coupe

La coupe orthogonale permet d’observer les phénoménes régissant la formation du
copeau de maniére distincte. En effet, cette configuration permet de séparer clairement
les zones d’absorption d’énergie mécanique apportée pendant le processus. La figure 1.2
reprend les principaux parametres de la coupe et met en évidence 3 zones de sollicitation
majeures ainsi qu’'une zone, dite morte, située au niveau de la pointe de I'outil, qui est
caractérisée par une forte pression hydrostatique.

— La Zone de Cisaillement Primaire (ZCP ou Z;) : cette partie commence de la pointe
de Toutil jusqu’au bord libre de la piéce, suivant I'angle de cisaillement (¢) dé-
fini par rapport a la direction de la coupe. C’est la zone ou le flux de matiére
change de direction et induit dés lors des variations de vitesses d’écoulement, des
contraintes intenses liées & des vitesses de déformations importantes et aux gradients
de températures extrémes. Vu la cinétique rapide du phénomeéne de cisaillement,
plusieurs chercheurs affirment que ce dernier se produit de fagon adiabatique. En
pratique, l'estimation des températures atteintes dans cette zone est difficile [Cala-
maz 2008a, Atlati 2013|. Ce dernier point fait partie des verrous scientifiques a lever
dans cette thése.

— La Zone de Cisaillement Secondaire (ZCS ou Zj) : elle est située au niveau du
contact entre la face de coupe et le copeau. Le frottement est intense a cause de
I’adhésion entre les deux matériaux. Cette interface se caractérise par des déforma-
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tions plastiques importantes et une forte dissipation thermique, ce qui conduit, dans
certain cas, a des élévations trés importantes de la température pouvant atteindre
la fusion locale du matériau [Courbon 2012]. L’étude des phénomeénes tribologiques
rencontrés a cette interface représente un point clé dans la compréhension du pro-
cessus de formation du copeau et sera discutée dans ce manuscrit.

— La Zone de Cisaillement Tertiaire (ZCT ou Zj;) : elle se situe au niveau du contact
entre la face de dépouille de 1'outil et la surface de la piéce. La vitesse d’écoulement
de la matiére est proche de celle de la vitesse de coupe. Cette zone conditionne en
partie 'intégrité de surface de la surface de la piéce usinée. Un retour élastique de
la matiére aura lieu aprés le passage de l'outil.

¥ :Angle de coupe t :Avance lg: Largueur du copeau
a:Angle de dépouille Ry :Rayon d'acuité ap: Profondeur de passe
@ :Angle du cisaillement  Lc:Longueur du contact  Ve:Vitesse de coupe

L :Epaisseur du copeau O: Zone morte

y=0r

Face de coupe

FIGURE 1.2 — Paramétrage de la coupe orthogonale

1.3.2 Sources de chaleur

En usinage, 1’énergie mécanique nécessaire a la formation du copeau est convertie
en énergie interne qui est elle-méme partiellement dissipée sous forme de chaleur. Cette
derniére diffuse dans le matériau et affecte les propriétés mécaniques et donc le méca-
nisme d’enlévement de la matiére. Par ailleurs, cette chaleur conduit a l'activation de
phénomeénes tribologiques aux interfaces.

Etudier une opération d’usinage revient a se concentrer sur une zone trés réduite de 1
a 3mm?2. On constate aisément que I’ensemble des phénomeénes observés résultent direc-
tement des interactions thermomécaniques fortement couplées dans une zone restreinte.
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Bien que I'étude des aspects thermiques dans la coupe ait été amorcée depuis plusieurs
années, sa formalisation est en constante évolution.

Les principales sources de chaleur proviennent d’un effet conjugué des phénoménes de
dissipation d’énergie plastique [Macdougall 1999] dans les différentes zones de coupe et des
phénomeénes de frottement [Rech 2013|. Ces différentes sources sont définies spatialement
par rapport aux zones de coupe identifiées précédemment, comme le montre la figure 1.3.

e Zone de Cisaillement Primaire (ZCP) : la température dans cette zone est
tributaire de la chaleur générée par la déformation plastique. Des températures
élevées, de l'ordre de ~ 800°C, peuvent y étre atteintes [Mason 1994].

e Zone de Cisaillement Secondaire (ZCS) : dans cette zone, la production de
chaleur est liée & un phénoméne conjugué de déformation plastique et de frottement
a l'interface outil/copeau, les températures les plus importantes dans la coupe sont
relevées dans cette zone ~ 1100°C' [Outeiro 2004, Mason 1994].

e Zone de Cisaillement Tertiaire (ZCT) : dans cette zone, la production de la
chaleur s’effectue essentiellement par frottement, mais aussi par déformation plas-
tique liée a lintensité de la pression de contact a l'interface outil/surface usinée
(particuliérement au niveau du rayon d’acuité).

La chaleur ainsi créée diffuse dans les différentes parties de la piéce, de I'outil et du
copeau. Cette répartition de flux dépend fortement des propriétés thermiques du couple
usiné/usinant et des conditions de coupe liées a 'opération [Kouadri 2013].

FIGURE 1.3 — Representation des différents flux thermiques et sources de chaleur; ZCP :
zone de cisaillement primaire; ZCS : zone de cisaillement secondaire; ZCT : Zone de
cisaillement tertiaire. ¢., ¢p, ¢, sont respectivement les parties du flur thermique partagées
entre le copeau, la piéce finale et ['outil de coupe

11
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1.4 La formation du copeau

1.4.1 Morphologies du copeau rencontrées en usinage

La géométrie du copeau dépend essentiellement de la nature du matériau usiné, des pa-
ramétres de coupe (W, f, Vc) (Figure 1.2), de la géométrie de I'outil de coupe ainsi que de
son revétement. L’analyse micrographique est généralement réalisée sur des copeaux préle-
vés suite a des essais de coupe interrompus (Quick-Stop-Test) [Chern 2005, Courbon 2012,
Yana 2013] ou suite & un processus de rabotage [List 2005, Nouari 2008, Bahi 2010, Koua-
dri 2013, Pottier 2014a].

Il peut alors étre continu ou discontinu et parfois accompagné d’une aréte rapportée.

Copeau avec aréte rapportée

L’aréte rapportée est un amas de matiére collée a la face de coupe de l'outil. Ce
phénomeéne apparait, généralement, a des faibles vitesses de coupe et conduit de facto a une
modification de la géométrie de coupe (Figure 1.4). Cette petite modification géométrique
conditionne I'état de surface de la piéce usinée en termes de rugosité et de contraintes
résiduelles. Bahi [Bahi 2010| indique que la taille de l'aréte rapportée est principalement
liée a la vitesse de coupe. Ainsi, plus la vitesse augmente plus I'aréte rapportée devient
fine.

FIGURE 1.4 — a) Copeau continu de C15 présentant une aréte rapportée. |Trent 2000] b)
Copeau continu de TA48 présentant une aréte rapportée. [Nabhani 2001]

Les études menées par Trent et Wright [Trent 2000] montrent que ce phénomeéne est
tributaire du contact collant autour de la pointe de l'outil pour de faibles vitesses de
coupe, alors que List [List 2005] le considére comme un état d’équilibre dynamique du
systéme composé de 1'outil, du copeau et d’une zone de stagnation de matiére au niveau
I’aréte. On comprend en effet que la vitesse glissement de la matiére sur la face de coupe
s’annule nécessairement en un point de cette derniére.

Copeau continu

Le copeau continu résulte d’'une coupe stable, dans un état de déformation plastique
stationnaire. Il ne fait intervenir que le processus de déformation plastique par cisaillement
dans les zones de coupe, ou ce dernier n’atteint pas la limite a rupture du matériau.

12



1.4 LA FORMATION DU COPEAU

Ce type de copeau est observé pour des profondeurs de passe et des vitesses de coupe
faibles [Barge 2005, Courbon 2012]. C’est la morphologie qui, de par sa simplicité, a été
la plus modélisée dans la littérature.

Copeau discontinu

Le copeau dit segmenté, discontinu ou festonné est le résultat d'une déformation plas-
tique non stationnaire dans la zone de cisaillement primaire (Figures 1.5.a et b). Les
copeaux sont composés par des éléments plus ou moins connectés entre eux. La segmen-
tation des copeaux est trés influencée par les phénomeénes de fissuration et de rupture
[Pottier 2014al, d’instabilité et de localisation des déformations plastiques. La coupe est
alors qualifiée d’instable.

En usinage, les alliages de titane, les aciers inoxydables et les alliages & base de nickel
sont caractérisés par leurs copeaux festonnés dans une large gamme de vitesses de coupe
et d’avance. Ce type particulier de copeau a été discuté dans plusieurs revues afin d’en
éclaircir les origines. Ainsi trois théories ont été développées.
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FIGURE 1.5 — Copeau festonné d’un alliage de titane Ti-6AI-4V; V. = 3m.min™! — f =
0.25mm : (a) apres polissage (b) présence des fissurations dans le copeau (c) faciés de
rupture dans le copeau montrant la présence des cupules

e La premiére hypothése relie le festonnage a une compétition entre I’adoucissement ther-
mique et ’écrouissage dans la zone de cisaillement primaire.
Cette zone d’instabilité a été analysée par Recht [Recht 1964 et Pomey [Pomey 1970]
comme étant la zone dans laquelle le taux d’adoucissement est plus important que le
taux d’écrouissage (Z—; < 0). Ces derniers auteurs expliquent le passage d'un type de
copeau a un autre a partir du phénomeéne de plasticité adiabatique, en posant un critére
d’instabilité R issu de la relation suivante :

ﬁ—ﬁ+@d_T (11)
&y oy 0T dy '

13



CHAPITRE 1. LA COUPE DES METAUX

ol _:r représente la pente de 1’écrouissage, g—; I’adoucissement thermique, Cfi—g la variation
de température avec la vitesse de déformation. Ainsi, le ratio d’instabilité s’écrit sous

la forme : o
oy
R= _ﬁVd_T (1.2)
T dv

Selon cette théorie, 'initiation de la bande de cisaillement se déclenche lorsque la
contrainte induite par cisaillement cesse de croitre sous l'effet de la consolidation pour
chuter sous l'effet de ’adoucissement thermique ; ainsi trois cas sont distingués :

e R > 1 : Une prédominance de 1’écrouissage a lieu et le copeau est continu. La
coupe est alors qualifiée de stable;

e R~ 1 :on parle d'une localisation imminente ;

e 0 < R < 1 :l'adoucissement thermique I’emporte sur I’écrouissage et la sensibilité
a la vitesse de déformation. Ainsi, un cisaillement catastrophique a lieu. La coupe
est alors qualifiée d’instable ;

Plusieurs chercheurs soutiennent la premiére hypothése avancée par Zhen [Zhen-Bin 1995],
Komanduri [Komanduri 1981] et Cotterell [Cotterell 2008] en affirmant qu’il s’agit d’un
phénomeéne lié a une instabilité en zone primaire causée par les propriétés thermo-
mécaniques du matériau (faibles conductivité thermique et chaleur spécifique). Cette
instabilité conduit & une concentration de I’énergie thermique dans la zone primaire de
maniére périodique. La chaleur emmagasinée assure un adoucissement thermique fort,
provoquant la chute de ses caractéristiques mécaniques.

e Barry et al. [Barry 2001| affirment qu’a des vitesses de coupe faibles (<15m/min), I'en-
dommagement dans la zone de cisaillement primaire se produit par clivage (rupture
fragile le long des plans de clivage), alors qu’a des vitesses de coupe élevées, la rupture
est de type ductile (nucléation des cavités, croissance et coalescence), indiquant clai-
rement un degré d’adoucissement thermique dans la zone de cisaillement primaire. Ils
soutiennent donc I’hypothése selon laquelle la formation de copeaux festonnés serait au
moins en partie due a l'initiation et la propagation d’une fissure a 'intérieur de la bande
de cisaillement primaire. L’observation des faciés fortement cisaillés sur un copeau en
Ti-6Al-4V aux vitesses de coupe élevées prouve la présence d’une rupture ductile par
nucléation des cavités, croissance et coalescence (Figure 1.5.c).

Les récents travaux menés par Pottier et al. [Pottier 2014a], pour un alliage de titane de
type Ti-6Al-4V, valident la deuxiéme hypothése en se basant sur des essais expérimen-
taux sur une raboteuse équipée d’une caméra rapide. L’auteur attribue la formation
des festons a une décohésion matérielle qui se déclenche de la pointe de 'outil vers la
surface libre.

En simulant le processus de la coupe avec un acier austénitique, Aurich et Bil [Au-
rich 2006| constatent que la formation des festons est initiée par la naissance d’une
fissure du bord libre de la zone de cisaillement primaire. Dans ce travail, les étapes de
propagation d’une fracture ductile ont été modélisées par le critére d’endommagement
de Cockroft-Latham.

e Enfin, pour certains auteurs, I'existence des bandes de cisaillement adiabatique n’ex-
clut pas la possibilité de formation des copeaux festonnés par propagation de fissures.
Poulachon [Poulachon 1999, Poulachon 2005|, Bai et al. [Bai 1992] proposent que la
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fissuration soit la conséquence de I'apparition de bandes de cisaillement adiabatique. Il
y aurait ainsi, combinaison de ces deux phénomeénes pour former les festons.

1.4.2 Bandes de cisaillement adiabatique

Le mécanisme de formation du copeau festonné incite a se pencher sur ’analyse des
bandes de cisaillement adiabatique (BCA), qu’elles soient produites en usinage ou par
d’autres moyens. Il est admis qu'une grande partie du travail plastique est transformée
en chaleur, le reste étant emmagasiné sous forme de défauts et contribue a I’écrouissage
[Taylor 1933, Pottier 2010).

L’apparition des bandes de cisaillement adiabatique (BCA) est un phénoméne auto-
entretenu dii au couplage thermomécanique intense lié & un échauffement induit par la
déformation plastique dans la zone de cisaillement primaire. Si la chaleur n’a pas le temps
de diffuser dans la matiére, ce qui semble étre le cas pour les hautes vitesses de coupe
et pour les matériaux a faibles conductivité thermique (le cas des alliages de titane), un
fort échauffement local aura lieu. Dans ces conditions, I’adoucissement thermique domine
I’écrouissage, la contrainte d’écoulement du matériau baisse au fur et & mesure que la
déformation s’accumule. Cette chute de contrainte assure, d’une part, une localisation de
la déformation et, d’autre part, I'accélération de 1’échauffement local et donc de ’adou-
cissement du matériau. Le phénoméne devient auto-entretenu, et la formation de bande
de cisaillement est déclenchée. La quasi-totalité de la déformation se produira alors dans
une bande de quelques microns d’épaisseur. Les températures atteintes avoisinent la tem-
pérature de fusion du matériau, et les vitesses de déformation observées sont trés élevées
[Rittel 2008].
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FIGURE 1.6 — Evolution de la contrainte et de la température en fonction de la déformation
lors d’un essai de cisaillement (SCS) sur un Ti-6Al-4V (3000s') CHi :Températures
mesurées et CAL : Températures calculées en régime adiabatique |Rittel 2008|

Si le mode de formation est clairement attribué a ce couplage thermomécanique, plu-
sieurs auteurs se sont intéressés a ’aspect microstructural de ces bandes.

Pour un Ti-6Al-4V, Komanduri et Von Turkovich [Komanduri 1981] suggérent qu’'un «
phénomeéne » additionnel serait a ’origine d’une transition de phase. La structure hexago-
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nale compacte (HC) présente a basse température deviendrait alors une structure cubique
centrée (CC) a haute température. Ce phénomeéne contribuerait a une localisation sup-
plémentaire des contraintes de cisaillement.

Sur le méme matériau, Bayoumi et Xie [Bayoumi 1995] ont analysé la microstructure
avant et apres usinage par la technique de diffraction de rayons X. Ils constatent ’absence
de la phase 8 dans le copeau. Ce phénoméne a été justifié par une transformation de
phase non diffusive conduisant ainsi & la disparition de la phase . Le copeau contient
seulement de la phase « secondaire qui s’est formée partiellement a partir de la phase 3
par nucléation et grossissement, ce qui affirme le franchissement du transus f.

Des copeaux en Ti-6A1-4V ont été analysés par Velasquez et al. [Velasquez 2007| via
la microscopie électronique a balayage (MEB) et la technique de diffraction X. L’auteur
affirme la présence des phases « et § a 'intérieur de la bande de cisaillement primaire. La
structure est donc similaire a celle du métal non déformé. En revanche, les grains sont trés
allongés dans les bandes de cisaillement a cause des grandes déformations qu’ils ont subies.
Ils concluent donc qu’il n’y a pas de transformation de phase dans la bande de cisaillement
primaire, ce qui contredit les travaux mené par Bayoumi et Xie [Bayoumi 1995]. Par
ailleurs, aucune fissure et/ou cavité a l'intérieur des bandes de cisaillement adiabatique
n’a été observée, ce qui lui a permis de privilégier la théorie selon laquelle la formation
du copeau festonné est due au cisaillement adiabatique.

Par ailleurs, Meyers et al. [Meyers 2001, Meyers 2003] ont montré qu’une température
importante peut engendrer des transformations de phase souvent de type martensitique.
Sur un alliage de titane et un acier inoxydable austénitique, les auteurs prouvent l’exis-
tence d’une zone localisée avec des grains trés fins. A partir de ces analyses EBSD et
MET, ils concluent qu’il s’agit d’un processus de recristallisation dynamique enclenché a
haute déformation.

FIGURE 1.7 — Processus de recristallisation dynamique dans la bande de cisaillement d’une
éprouvette chapeau en cuivre (5590 s!) [Tanga 2012]

Xu et al. [Xu 2006] observent quant a eux un changement de phase a l'intérieur des
bandes de cisaillement sur un alliage de titane. Les auteurs eux aussi attribuent cet état
au processus de recristallisation dynamique.

Sur des éprouvettes SCS (Shear Compression Specimen) souvent utilisées pour resti-
tuer le comportement en usinage, Rittel et al. [Rittel 2008] proposent un point de vue
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intéressant quant a la formation et I’évolution des bandes de cisaillement adiabatique.
Selon les auteurs, la formation d’une bande se fait en trois périodes. La premiére est ca-
ractérisée par une déformation plastique homogéne, sans localisation apparente avec un
auto-échauffement trés modeste. La deuxiéme partie présente une chute de la contrainte
liée & une évolution microstructurale par recristallisation. Ils considérent que 1’énergie
emmagasinée lors de la déformation assure un tel effet. Dans ce cas, le processus de re-
cristallisation dynamique est a l’origine du cisaillement adiabatique et non son résultat.
D’apres la figure 1.6, la derniére phase représente la rupture de I’éprouvette. Elle est
caractérisée par la formation totale de la bande.

Ranc et al. [Ranc 2008] montrent, lors des essais en torsion dynamique, que la lo-
calisation de la déformation est trés sensible a la rugosité de la surface. De plus, et a
partir d'un systéme d’observation spécifique, ils montrent que plusieurs bandes peuvent
s’amorcer simultanément au niveau de la partie utile de I’éprouvette. Ainsi, les auteurs
décrivent la genese de la BCA suivant deux étapes :

- Phase de naissance : la naissance simultanée de plusieurs BCA qui commence & se
propager le long de I’éprouvette de maniére indépendante

- Phase d’interaction : I'interaction entre les BCA pendant leur phase d’amorcage et
de propagation assure la création d’une seule bande qui vas désactiver toutes les autres
bandes naissantes et parvenir a se propager le long de toute la circonférence de 1’éprou-
vette.

Les travaux menés par Zener et Hollomon [Zener 1944] lors du poingonnage, affirment
la présence d’une zone de cisaillement localisée sous la forme d’une bande trés mince et
blanche suite & une attaque au Nital. La température estimée dépasse 1000°C. Ils observent
la présence de martensite et concluent qu’elle est la conséquence d’un refroidissement
rapide (trempe locale).

Les microstructures observées par Tanga et al. [Tanga 2012| ou Xu et al. [Yongbo 2008]
sur des éprouvettes chapeau en cuivre montrent I’hétérogénéité de la déformation plastique
de part et d’autre de la bande de cisaillement. Les analyses EBSD ont mis en évidence la
disparition de la structure lamellaire et la formation de nano-grains de taille approximative
~ 0.49um. Les auteurs affirment que seul le mécanisme de recristallisation peut conduire
a une telle microstructure (Figure 1.7).

Courbon et al. [Courbon 2012], lors d’une opération en coupe orthogonale sur I'acier
C45, montrent l'existence d'un processus de raffinement des grains lié a une sollicita-
tion thermomécanique sévére induite par la coupe. Une recristallisation dynamique est
déclenchée par I'énergie interne emmagasinée (Figure 1.8).

1.4.3 Le processus de formation du copeau festonné

La section précédente a mis 'accent sur les éléments constitutifs de la coupe. Elle
nous renseigne par ailleurs sur les difficultés inhérentes a 'usinage des alliages de titane.
Comme il été évoqué, la segmentation ou le festonnage du copeau est di essentiellement
a plusieurs facteurs principaux parmi lesquels :

- une contrainte importante dans la zone de cisaillement primaire qui écrouit le matériau
et conduit a atteindre la limite & la rupture. Par conséquent, la génération du feston est
due au déclenchement d’une fissuration.

- une concurrence entre le phénomeéne d’adoucissement thermique et d’écrouissage, une
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Opération: Coupe ortho.

Matériau: C45(180HB)

Outil: Carbure SM30(TiN)

Ve: 250 m/min

f: 0.25mm/tr

ap: 3 mm-a sec

O: Contact outil

ZCP:Zone de cisaillment
primaire

Z.CS: Zone de cisaillement

secondaire

Grain fortemen‘t \X Ecoulement du copeau
recristallisée

T T T T

10pm Signal A=SE2 @s -
EHT:15.00Kv " ) P
Grand=1.6Kx e 1 pm Signal A=SE2 M&;eis
EHT:15.00Kv e
Grand=1.6Kx

FIGURE 1.8 — Analyses MEB et EBSD des zones de déformation intenses d’un copeau en
C45; a) Micrographie Optique; b) Carte EBSD (angles d’Euler) de la ZCS et ¢) Cliché
MEB HD montrant la structure recristallisée ; d) Cliché MEB de la ZCP [Courbon 2012]

localisation de la déformation dans une zone trées réduite. Ceci conduit au développement
d’une bande de cisaillement adiabatique (BCA).

()

FIGURE 1.9 — Copeau festonné a) Bande de cisaillement adiabatique dans le copeau d’un
Ti-6A1-4V b) Initiation de la Fissure dans la bande c) Fissuration entre les deux festons
[Pottier 2014a|

En se basant sur des images obtenues par caméra rapide (Figure 1.9), une description
détaillée en 3 phases du processus de formation des festons a été proposée par Pottier et
al. [Pottier 2014a| et est schématisée par la figure 1.10.

— Compression une compression progressive dans une plage de contraintes hydro-
statiques de 1 GPa a 1.5 GPa est induite par la face de coupe sur la matiére. La
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1.4 LA FORMATION DU COPEAU

surface de contact initiale entre la face de coupe et le segment est restreinte et la lon-
gueur de contact (fortement dépendante de I'avance) augmente avec la progression
du processus de compression du matériau. Entre le début et la fin de ce processus,
un contact parfaitement collant entre la surface inférieure du feston qui est en train
de se former et la face de coupe de l'outil est observé. Cette zone est le siége d'un
transfert de chaleur et facilite les éventuelles interactions chimiques outil/copeau,
accélérant ainsi I'usure brutale de 1’outil.

— Localisation /Propagation la formation graduelle du segment de copeau (n +
1) pousse lentement vers le haut le segment formé précédemment (n). Dés que la
localisation de la déformation s’initie, une fissure se propage. Le segment ainsi formé
est déplacé parallélement & la bande de cisaillement.

— Glissement le feston déja construit glisse sur la face de coupe de l'outil et sur
le feston suivant. Ce mouvement s’apparente & un déplacement d'un corps rigide.
Au niveau de la face de coupe, I'alternance entre une vitesse de glissement relati-
vement faible lors de la compression et 1’éjection rapide aprés la localisation de la
déformation est similaire au phénomeéne « stick-slip » (collage glissement).

Feston n-1

Feston n-1

Feston n-1

Etape I: Compression Etape II: Localisation Etape III: Glissement

FIGURE 1.10 — Evolution de la formation du copeau festonné : a) Compression, b) Loca-
lisation de la déformation et/ou propagation d’une fissure, c¢) Glissement

Ce mécanisme de formation du copeau est propre a un processus de coupe instable
résultant de l'instabilité thermomécanique du matériau. Il est clairement perceptible que
la formation d’'un copeau festonné est trés différente de celle d’'un copeau continu.

Suite a cette description, on comprend aisément que ’ensemble des phénoménes obser-
vés résultent directement des interactions mécaniques et thermiques aux petites échelles.
Aller vers une maitrise du procédé d’usinage passe inéluctablement par une meilleure
compréhension des mécanismes de coupe mis en jeu mais aussi par la quantification des
phénomeénes régissant ce mécanisme.

La déformation, la vitesse de déformation ainsi que la température restent les points
clés de ce processus. Les conditions extrémes rendent les mesures trés délicates a réaliser
et beaucoup d’inconnues persistent. Vu la taille de la zone a investiguer et la cinétique des
phénoménes, la récupération d’informations autres que 'effort macroscopique de coupe
s’avere tres délicate et nécessite I'utilisation de méthodes expérimentales plus avancées.
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Néanmoins, les avancées technologiques de ces derniéres décennies ont permis de dé-
velopper des moyens d’investigation trés performants qui peuvent contribuer a la compré-
hension des mécanismes de la coupe. Ces moyens seront détaillés dans la section suivante.

1.5 Les données expérimentales : d’une mesure globale...

A T’échelle macroscopique, plusieurs données expérimentales sont accessibles aisément :
les efforts de coupe, la morphologie de copeau, les contraintes résiduelles, la fréquence de
festonnage, la température de I'outil et I’angle de cisaillement.

Grace a leur forte raideur ainsi que leur facilité d’utilisation, les capteurs piézoélec-
triques restent le moyen le plus utilisé pour mesurer les efforts en coupe. Cependant, leur
faible bande passante constitue un réel frein dans ’exploitation directe de leurs résultats
[Albrecht 2005]. Une compensation dynamique est envisageable pour augmenter la ré-
ponse fréquentielle de la platine comme celle utilisée par [Chae 2007, Korkmaz 2015]. Un
recours & d’autres systémes plus évolués comme les systémes avec des jauges de déforma-
tion ou la technique des capteurs de position est recommandé pour obtenir des efforts a
des fréquences plus importantes [Adolfsson 1995, Albrecht 2005]. Malgré ces alternatives,
ces systémes ne peuvent atteindre que 7 kHz de bande passante. Cela reste largement in-
suffisant pour décrire minutieusement les phénomeénes de formation du copeau festonné et
remet en question la possibilité d’étudier le festonnage via les efforts de coupe. Plusieurs
chercheurs se limitent a une valeur moyennée des efforts de coupe comme information
pour le recalage de leurs modéles numeériques [Mabrouki 2008, Calamaz 2011].

La compréhension de I’histoire thermomécanique et métallurgique en usinage passe
classiquement par des analyses des copeaux post-mortem. Plusieurs méthodes sont utili-
sées dans ce cas comme la microscopie optique, la profilomeétrie, la microscopie électronique
a balayage et parfois 'EBSD dans le cas ot il y a des mécanismes particuliers comme un
processus de raffinement des grains (Figure 1.8). Ces techniques sur table permettent
d’obtenir de maniére globale :

— les niveaux de déformation [Courbon 2014].
— la taille des festons

— la fréquence du festonnage méme si elle est calculée sur quelques festons [Atlati 2011,
Ducobu 2014].

— l'angle de cisaillement
— la déformation hors-plan
— les changements microstructuraux

Plus spécifiquement, la mesure de 'angle de cisaillement primaire s’avére une téache
trés délicate. Elle se fait, classiquement, grace a des systémes de coupe brusquement
interrompue connus sous l'acronyme (QST) [Yeo 1992, Sartkulvanich 2004b|. Cela né-
cessite un dispositif d’arrét brutal du processus de coupe durant ’engagement de 1’outil
dans la matiére. Le but est d’extraire le copeau en formation encore attaché a la piéce.
Néanmoins, plusieurs facteurs peuvent affecter les résultats des essais comme le mauvais
retrait de 'outil, copeau non attaché a la piéce... Toutefois, une préparation préalable de
I’échantillon est nécessaire pour une investigation sous moyens optiques ou électroniques.
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Par ailleurs, plusieurs techniques ont été proposées ces derniéres décennies, afin de me-
surer la température en coupe. Komandouri [Komanduri 2001| dresse une bonne synthése
des moyens destinés aux mesures in-situ de la température et/ou du flux thermique dans
la coupe. Il les distingue suivant deux catégories : les techniques avec ou sans contact.

La technique la plus simple avec contact repose sur le dépot d’un vernis thermosensible
dont la couleur change a partir d’'une certaine température. Il s’agit d’une technique
globale permettant de localiser les points chauds a 'interface outil-matiére. Son étalonnage
s’avere fastidieux étant donné que les plages de températures sont trés courtes et aussi
la distinction des frontiéres de changement de couleur est trés délicate [Rossetto 1970,
Casto 1989]. On peut considérer que cette technique comme une premiére approche pour
une mesure de champ thermique.

Basée sur leffet Seebeck (normalisation CEI.584 DIN43720), la technique des ther-

mocouples reste la plus utilisée pour mesurer la température [Bouzid 1993, Le Cal-
vez 1995, Chinchanikar 2014, Hoyne 2015, Gosai 2016|. Son principe consiste en la création
d’une force électromotrice de contact qui varie en fonction de la température, au point
de contact des deux métaux. Ensuite, il est possible de remonter & la température vraie
via la tension des jonctions chaude et froide. Cependant, le fait de percer des trous dans
I'outil pour y implanter des capteurs provoque sa fragilisation d’une part, et perturbe les
champs de température d’autre part. De plus, les trés forts gradients de température et
leur évolution trés rapide sont souvent incompatibles avec la taille et le temps de réponse
des thermocouples. Néanmoins, cette technique a permis de développer des systémes qui
permettent ’estimation du flux de chaleur dans 'outil. On trouve respectivement, ’outil
Actarus commercialisé par la société Cirtes qui permet de détecter le seuil d’usure des
plaquettes avec un controéle continu de ’aréte de coupe et aussi, la cellule Thermicar déve-
loppée au laboratoire TREFLE de Bordeaux. Son principe repose sur un flux de chaleur
regu par l'outil et qui est estimé par méthode thermique inverse, suivant le principe mis en
place par Battaglia et Puigsegur [Battaglia 2001, Puigsegur 2002| et appliqué en usinage
par Rech [Rech 2002|, Kusiak [Kusiak 2004] et Courbon [Courbon 2012|. Il s’appuie sur
une mesure de température déportée dans ’assise du porte-plaquette et sur 'identifica-
tion de la fonction du transfert thermique associée au systéme plaquette/porte plaquette.
Cette derniére permet de relier la valeur moyenne du flux de chaleur entrant dans 1’outil,
sur une zone de contact donnée, a la température mesurée en un point.
Malgré les nombreux progres dans les méthodes de mesure de température, elles ne sont
pas encore efficaces a cause de la complexité inhérente & I'implantation des thermo-
couples (sa localisation exacte) et a l’analyse des données (échantillonnage, temps de
réponse...). Enfin, rappelons qu'un thermocouple ne fournit qu’une mesure ponctuelle
|[Komanduri 2001].

Pour conclure, bien que tous ces moyens fournissent des informations de valeur sur le
processus, leur capacité a valider des simulations numériques de la coupe est discutable.
Suite aux remarques énoncées précédemment, on constate néanmoins une volonté (inci-
tation?) de plus en plus forte de passer vers des analyses du processus de coupe a une
échelle plus locale, et avec d’autres moyens comme les instrumentations optiques (camé-
ras rapides et ultra-rapides, vidéo-microscope,...). L’utilisation de ces moyens comme un
outil d’investigation est aujourd’hui courante dans de nombreux domaines industriels et
de recherche. Cet essor rapide doit son évolution aux avancées technologiques récentes qui
ont permis une plus large commercialisation des instruments de mesure sans contact.
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1.6 ... a la mesure des champs

Les mesures de champ thermique ou cinématique connaissent depuis deux décennies
un essor considérable dans le domaine de la caractérisation mécanique [Avril 2004, Gré-
diac 2004, Grediac 2012, Lindner 2015|. Elles reposent principalement sur 1'utilisation
de capteurs matriciels et permettent ’accés a des cartographies des grandeurs physiques
comme le déplacement, la température et la déformation.

Basés sur cette technologie, plusieurs dispositifs ont été mis en place afin d’observer
la formation de copeaux et d’extraire les champs de déformation et/ou de la température
au cours de la coupe.

1.6.1 Mesure du champ cinématique

Childs [Childs 1971] fit parmi les premiers & développer un systéme optique d’obser-
vation latérale, in-situ, de la coupe orthogonale par photographie argentique. Le dispositif
repose sur une microscopie a champ sombre avec un grossissement x25. Deux sources
lumineuses, via deux miroirs semi-transparents, assurent 1’éclairage de la scéne pour un
temps de rechargement de 5 s (Figure 1.11). Une grille est déposée sur 1’échantillon par
rayure de sa surface latérale avec une pointe en diamant de micro-durométre. Le pas de la
grille est de 25.4 um pour une largeur de rayure de 5.1 um. Afin de s’affranchir de toute
perte d’information, une paire d’images est prise sur le méme négatif grace un a systéme
de deux flashs électroniques synchronisés dont le temps d’inter-frame est optimisé pour
correspondre au déplacement d’'un demi pas dans la grille. Ceci a permis de limiter le
temps d’intégration & 2 us et de s’affranchir du flou cinétique lié au mouvement de la

scéne. Ces conditions ont imposé une vitesse de coupe inférieure a 1.2 m.min=!.

scene

>
§~ fg Objectif

A A

Lentille

Miroir
semi-transparent

C___> Oculaire

du microscope

Caméra

FIGURE 1.11 — Schéma de principe du montage de photographie argentique développé par
Childs [Childs 1971]

Sur un tube en acier dur 42CrMo4, Pujana [Pujana 2008| propose un systéme basé sur
une caméra rapide et un éclairage par fibre optique visant a observer la zone de coupe. Une
grille est gravée par laser sur la surface de la piéce permettant ainsi de suivre I’évolution de
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la matiére et de remonter analytiquement & la déformation . Une fréquence d’acquisition
de 25000 fps® avec un temps d’intégration de 1 us ont permis d’extraire des images de
la zone de coupe avec une résolution spatiale de 1 x 1mm? et pour des vitesses de coupe
allant jusqu’a 300m.min~".

Ghadbeigi et al. [Ghadbeigi 2008] impriment une grille en or d’un pas de ~ 10um afin
de déterminer le niveau de déformation.

List et al. [List 2013] emploient une méthode appelée stream line analysis pour la
mesure de champ cinématique en coupe. La piéce est en acier C 18. Elle est rayée avec des
lignes approximativement équidistantes. Une caméra CCD est utilisée sous une résolution
spatiale de 1024 x 1024piz (~ 3.5mm?) et une source d’éclairage de forte puissance pour
une vitesse de coupe de 1020m.min~!. Aprés la formation du copeau, un systéme d’analyse
d’image assure la détermination des équations constitutives des lignes de rayage afin de
remonter a la vitesse de déformation. Les déformations ainsi que 'angle du cisaillement
sont alors obtenues par intégration. Ceci réduit ce type d’approche a I'analyse de copeau
continu puisque une hypothése d’homogénéité temporelle est posée (intégration).

Par un polissage grossier affectant la rugosité de la surface, Lee et al. [Lee 2006]
montrent qu’il est possible d’appliquer la technique de suivi de point (PIV :Particle Image
Velocimetry) afin de remonter aux déplacements de la matiére. L’auteur emploie une
caméra CCD avec un objectif de x200 de grandissement pour une taille d’image de ~
49.5 x 49.5um. Avec une de vitesse de coupe de 2.5m.min ™!, il est possible d’obtenir des
images de bonne qualité et une fréquence d’acquisition de 10000 fps.

Cutting Tool

=0.25my,

Part

Vice

Camera )
C
Light
i
Il:::mmum X

Planer
Cutting
motion

vy
Capture frame

FIGURE 1.12 — Montage utilisé par Pottier et al. : (a) Dispositif expérimental (b) Confi-
guration adoptée (b) La zone observée pendant la coupe [Pottier 2014a|

Pottier et al. [Pottier 2014a] préférent quant a eux l'utilisation d’une caméra rapide
avec un objectif & fort grossissement x35. La vitesse de coupe est fixée & 6m.min~! afin

2. méthode de mesure de champs dites de grille [Sur 2016]
3. fps=Frame per Second
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de pouvoir atteindre une fréquence d’acquisition de 18000 fps pour un temps d’exposition
de 66415 et une résolution spatiale de 650 x 600um (Figure 1.12). La mesure de champs
cinématiques est effectuée par la méthode de corrélation d’images (DIC) [Sutton 2009,
Vacher 1999] grace a un polissage révélant la microstructure de la piéce.

Si une seule caméra est suffisante aux derniers auteurs pour caractériser le niveau de
déformation en coupe, Hijazi et Madhavan [Hijazi 2008] proposent un systéme basé sur un
microscope optique équipé par quatre caméras rapides (Figure 1.13.a). L’idée est d’adapter
une technique communément utilisée dans la mécanique des fluides ultra rapides dans le
cadre des mesures cinématiques en coupe orthogonale. Pour obtenir des images fortement
résolues, les auteurs emploient une source de laser intermittente, a double pulses, pour
I’éclairage, synchronisée avec le mode double frame des caméras réglées alors a pleine
résolution (Figure 1.13.b). Pendant la période d’exposition de la matrice de pixels, deux
images successives sont prises. Par conséquent, un traitement spécifique en cascade est
nécessaire pour séparer les deux images. En effet, une fois les charges électriques de la
premiére image passées vers la zone de stockage, la deuxiéme image commence a se former
dans les pixels. Dans un deuxiéme temps, les charges dans les pixels passent vers la zone
de stockage une fois la premiére image passée vers le traitement. Finalement, une fois
que le traitement de la premiére image est terminé, la deuxiéme image est acquise dans
un temps extrémement réduit (~ 120ns). Bien qu’ils aient réussi a synchroniser quatre
caméras rapides avec une fréquence de 1 Mhz, il s’avére que 'indépendance en terme de
sensibilité des caméras a provoqué une différence en terme de niveau de gris et par la suite
une difficulté en post-traitement des 8 images (Figure 1.13.c).

(b)

icroscope Can
~10 s

~40 ms

Exposition
caméra

Durée entre
deux pulses120ns

Pulses
Lasers

—_—

FIGURE 1.13 — Montage développé par Hijazi et Madhavan : (a) Systéeme optique (b)
principe de synchronisation du systéme double frame (caméra + laser) (b) ezemple d’image
obtenu a 3.3m.s~! [Hijazi 2008|

En tirant profit du mode double frame de la caméra, Baizeau et al. [Baizeau 2017| ont
également développé un systéme d’observation in-situ basée sur une caméra rapide qui est
synchronisée, via un boitier PTU (Programmable Timing Unit), & un laser double pulse
(Nd :Yag PIV Laser NS350)(Figure 1.14.a). Les deux images présentent un interframes
de 120 ns. Avec ce temps d’intégration, 25 paires d’images par seconde sont obtenues en
full frame (2560 x 2560 pix). De plus, elle est équipée d’un objectif assurant un grandis-
sement de x10. Afin de focaliser et de bien répartir le faisceau laser sur la scéne (toute
la piéce), une fibre optique équipée d’un expanseur est utilisée. Cependant, 1'utilisation
du laser s’avere limitante en terme de fréquence d’acquisition de caméra étant donné que
son temps de rechargement limite la prise a seulement 15 paires d’images par seconde
pour des vitesses de coupe allant jusqu’a 120m.min~!. Souhaitant déterminer la hauteur
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affectée par la déformation plastique dans la piéce finale, les auteurs focalisent leurs ca-
méras majoritairement sur la partie usinée. La stratégie adoptée repose sur la prise de
paires d’images avant, durant et aprés le processus de coupe (Figure 1.14.b). Pendant
chaque étape, le spot laser est activé afin d’éclairer la scéne. Une comparaison entre les
paires d’images est mise en place afin de déterminer les déformations résiduelles, le champ
cinématique et le retour élastique de la matiére par corrélation d’image.

( a) (b) Cutting
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FIGURE 1.14 — Schéma de principe du montage développé par Baizeau et al. : (a) Synchro-
nisation du systéme d’éclairage laser avec la caméra rapide (b) Principe de fonctionnement
[Baizeau 2017|

Cette revue bibliographique a présenté les différents dispositifs permettant d’accéder a
la zone de coupe. Au regard des résultats exposés, il apparait que pour une vitesse de coupe
donnée, les meilleures informations sont obtenues pour i) une résolution spatiale maximale,
ii) une fréquence d’acquisition importante, iii) un temps d’exposition trés faible, iv) un
fort grandissement. Néanmoins, les caractéristiques techniques des dispositifs optiques et
mécaniques (source d’éclairage, machine de coupe, caméra, objectifs...) incitent les auteurs
a réaliser des compromis en dégradant certaines caractéristiques afin d’obtenir des images
exploitables a des vitesses de coupe représentatives. En pratique, il est difficile d’évaluer
I'impact de chaque paramétre sur les images obtenues ainsi que leurs interactions. Par
exemple, dégrader le temps d’intégration affecte directement la fréquence d’acquisition et
le flou cinétique de la scéne. On note aussi qu'une augmentation du grandissement n’est
intéressante que si le motif (microstructure, grille...) est suffisamment fin et ’éclairage
suffisamment puissant et bien colimaté.

Par conséquent, chaque auteur propose son propre arbitrage entre résolution spatiale
et temporelle, ce qui conduit a des qualités d’images tres différentes, comme ’expose la
figure 1.15.

Malgré la diversité des techniques mises en place, les auteurs restent fidéles a la confi-
guration de coupe orthogonale. Ces essais se font généralement avec un outil fixe afin
de figer la zone d’intérét par rapport a la pointe de 'outil de coupe. Seul Baizeau et al.
[Baizeau 2017| proposent un systéme sur une machine a commande numérique o Ioutil
se déplace par rapport a la piéce.

Les moyens expérimentaux, les paramétres de coupe ainsi que les caractéristiques des
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FIGURE 1.15 — Quelques exemples des images obtenues par les différents dispositifs mis
en place par (a) List et al. |List 2013] (b) Pottier et al. [Pottier 2014a| (¢) Zhang et al.
[Zhang 2016b] (d) Baizeau et al. [Baizeau 2017]

dispositifs optiques utilisés sont eux, & chaque fois, bien différents et sont synthétisés
dans le tableau 1.2. Il convient deés lors de détailler les éléments de compromis établis par
chaque auteur. Les paragraphes suivants tentent de synthétiser ces éléments.

Paramétres de coupe : les vitesses de coupe sont variées sur une plage trés vaste
allant de 0.001 m.min~! sur un composite CFRP [Blanchet 2015] jusqu’a 3600 m.min~!
sur l'acier dur 42CrMo4 [List 2013]. On constate que de nombreux auteurs utilisent des
vitesses de coupe trés éloignées de celles communément retenues dans l'industrie. Les
avances sont, quant a elles, modifiées sur une plage trés étendue comme le montre le
tableau 1.2. Elles sont généralement choisies arbitrairement afin d’avoir un bon compromis
entre la résolution spatiale et le grandissement.

Zones observées : malgré la variation importante en terme de résolution (um/px), il
apparait que la zone observée reste toujours de 'ordre de quelques millimétres carrés, qui
sont obtenus grace a des systémes grossissants comme la microscopie optique. La zone
d’intérét reste toujours aux alentours de la pointe de 'outil, couvrant principalement la
zone de cisaillement primaire et la zone de cisaillement secondaire. Toutefois, la zone de
cisaillement tertiaire ou la nouvelle surface est générée, est rarement observée sauf dans
le cadre du travail de Baizeau et al. [Baizeau 2017].

Texturation de surface : plusieurs méthodes de préparation sont mises en place afin
de pouvoir suivre minutieusement 1’écoulement de la matiére. Elles reposent souvent sur
une préparation métallographique par polissage trées fin pour révéler la microstructure ou
par un polissage grossier afin d’augmenter la rugosité de surface. Récemment, la tech-
nique de microbillage est utilisée pour texturer la surface. Baizeau et al. [Baizeau 2017|
montrent qu'une texturation par microbillage aléatoire donne une incertitude de corréla-
tion homogeéne sur I'ensemble d’image contrairement & une texture menée par polissage
et attaque chimique. Cependant, le grandissement de l'objectif et le diamétre des billes
du micro-grenaillage doit étre optimisé pour avoir une bonne taille du motif a suivre dans
la corrélation.

On ne trouve que trois études ot un mouchetis est déposé sur la surface de la piéce
[Ebenezer 2009, Blanchet 2015, Moulart 2015]. Les auteurs adoptent généralement des
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vitesses de coupe trés faibles pour éviter 'effet thermique sur le mouchetis. Dans le cadre
d’une coupe a chaud (7" > 1000°C') d’un échantillon en Fonte GS, Moulart et al. [Mou-
lart 2015] emploient un mouchetis de dioxyde de titane résistant a haute température.
Finalement, il semble que le caractére thermomécanique incite les auteurs a migrer vers
d’autres alternatives, sans dépot, comme celles présentées précédemment.

Temps d’exposition ¢; : ce parameétre est tributaire de la puissance de l'éclairage.
Plus cette derniére est importante plus le t; peut étre diminué et donc permettre de
visualiser des phénomeénes rapides (forte vitesse de coupe). Il est & noter que les caméras
rapides présentent une limite physique a ce paramétre généralement de 'ordre de la us.
Cependant, certains auteurs parviennent a s’affranchir de cette limite par l'utilisation
d’éclairages pulsés. Le temps d’éclairement est alors inférieur au temps d’intégration.
Par exemple, Hijazi [Hijazi 2008| et Baizeau |Baizeau 2017|, n’éclaire la scéne que sur une
portion du temps d’intégration, parvenant ainsi & une valeur effective de celui-ci inférieure
a la microseconde.

Problématique d’éclairage : la gestion de l'éclairage dans l'observation in-situ en
coupe revient & concentrer la puissance d’éclairage sur une zone sub-millimétrique et de
maniére homogene. Il convient dés lors de raisonner en terme de Lux et non plus de Lumen.
Ces deux derniéres unités sont reliées par I’équation 1.3.

l
1z = 1%‘ (1.3)

D’aprés cette relation, on comprend aisément qu’une source trés puissante ne conduit pas
forcément & un bon éclairement si le flux lumineux de sortie n’est pas bien focalisé. De
plus, les pertes liées a la taille de la source et a son angle d’incidence impactent de maniére
importante son efficacité. On peut montrer a travers la relation 1.3, qu'une source halogéne
d’une puissance nette de 3200 Im projetée sur une surface circulaire de diameétre 10 mm
a quasiment le méme éclairement qu’une source de 500 [m bien focalisée sur un disque
de 4 mm de diamétre. Par conséquent, il est clairement perceptible que le paramétre clé
n’est pas forcément la puissance fournie, mais plutdt 1’éclairement en lux [x. Plusieurs
alternatives pour répondre a cette problématique ont été proposées :

— Augmentation de la puissance de la source : il s’agit de choisir des sources plus
puissantes. En revanche, la taille de 'appareil ainsi que I’encombrement jouent un
role déterminant sur ce choix. De plus, I'existence d’'une telle source puissante doit
justifier son prix. Il est possible de s’orienter vers des sources LEDs mais leurs faibles
puissances 1KIm constituent un réel frein dans leurs utilisations.

— Multiplication des sources : c’est une solution intéressante mais elle nécessite la
juxtaposition de plusieurs sources a la fois. Ceci permet de multiplier les angles
d’incidence et, par la suite, homogénéiser le champ d’éclairement. Baizeau et al.
[Baizeau 2017| congoivent un systéme d’éclairage continu basé sur 6 LEDs de puis-
sance focalisées (20W). La focalisation de cette source est effectuée grace a des fibres
optiques en verre suspendu sur une bague de focalisation éclairant, en continu, la
zone d’intérét.
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— Focalisation du flux sortant : c’est la piste la plus intéressante mais elle est délicate
d’un point de vue expérimental. La solution repose sur l'utilisation d’une lentille
asphérique positionnée a quelques millimétres de la scéne afin de focaliser d’avantage
sur la zone d’intérét.

— Diminuer les pertes : ceci revient a limiter le nombre de systémes optiques dans le
dispositif de transmission de ’éclairage comme les fibres optiques, les miroirs, les
splitter, les lentilles...

Afin de s’affranchir de la problématique d’éclairage, plusieurs auteurs font appel a une
intensification électronique de niveau de charge des pixels [Hijazi 2008, Srinivasan 2010].
L’emploi de ce paramétre artificiel engendre une amplification du niveau de bruit dans les
images, ce qui constitue une véritable source de disparité sur les informations en sortie.
Toutefois, il est trés délicat de juger I'utilisation de cet artifice, étant donné qu’aucune
étude de sensibilité sur 'effet de cette intensification électronique des signaux sur I'image
finale n’a été mise en place. On peut noter cependant que plusieurs auteurs ont montrés
effet trés négatif du bruit sur les mesures de déplacement par DIC [Bornert 2009]

Synthése sur la mesure de champ

Nous avons détaillé au travers de cette section les différentes techniques utilisées pour
aboutir & des images sub-millimétriques de la zone de formation copeau. Elles nous ren-
seignent par ailleurs sur les paramétres a maitriser et surtout sur les interactions impor-
tantes entre eux. Il est en revanche délicat d’extraire de cette revue bibliographique des
informations claires permettant de contourner ces interactions. Néanmoins, il est possible
de d’identifier leurs influences sur la qualité des images obtenues.

On constate donc que la mise en place de dispositifs d’observation de la formation
du copeau dans un procédé aussi complexe est extrémement délicate. Les paramétres
de coupe, les parameétres optiques (résolution spatiale, temps d’intégration, fréquence
d’acquisition...) ainsi que la problématique d’éclairage apparaissent comme des parameétres
fondamentaux gouvernant les mesures in-situ de grandeurs cinématiques. Par ailleurs,
comme nous le verrons dans la section suivante, ces problématiques sont toutes aussi
critiques lorsqu’il s’agit d’effectuer des mesures de champs thermiques en coupe.
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CHAPITRE 1. LA COUPE DES METAUX

1.6.2 Mesure du champ thermique

La problématique de mesure de température en usinage n’est pas récente et de nom-
breux auteurs ont déja élaboré des systémes appropriés visant a traiter ces aspects. Dans
la suite, nous détaillerons les dispositifs mis en ceuvre visant déterminer ce phénomeéne
ainsi que les problématiques de calibration qui y sont associées.

Thermographie en coupe

Dés 1961, un dispositif photographique destiné a la mesure de la température en coupe

orthogonale a été mis en place par Boothroyd [Boothroyd 1961]. Un filtre a été déposé
en amont de l'optique de la caméra afin de réfléchir la partie visible du rayonnement
infrarouge (A < 0.7um). L’outil et la piéce sont revétus de noir de fumée afin d’obtenir
une émissivité proche de 1 et de s’affranchir de cette problématique. Des photos avec un
grossissement x 100, sur des plaques photographiques ont été prises pour une vitesse de
coupe de 33.8 m.min .
De plus, des thermocouples ont été installés sur I'outil de coupe pour la calibration. Fina-
lement, connaissant la température des thermocouples (visibles sur les clichés) ainsi que
la densité optique (I’absorbance) des plaques photographiques, il est possible de remonter
a un champ complet des trois corps antagonistes. L’auteur confirme la bonne corrélation
des résultats thermiques avec les travaux analytiques conduits par [Rapier 1954|. Bien
que cette premiére expérience repose sur d’anciennes technologies, elle met en évidence
les principaux facteurs liés a l'observation d’'un champ thermique, a savoir le dispositif
d’observation avec la gamme spectrale qui convient, la technique de calibration et les
grandeurs mises en jeu pour la résolution spatiale et temporelle.

® ®

Intensified
CCD camera

Beam splitter

HeNe Laser Tool
hip E ‘
"
Specimen
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Detail of cutting process

FIGURE 1.16 — Dispositif de Barre de Hopkinson adapté a la coupe orthogonale instru-
menté : (a) Schéma de principe du dispositif (b) Vue en détail de processus [Sutter 2003]

Plusieurs autres dispositifs ont été mis en place ces derniéres années. C’est le cas de
Sutter [Sutter 2003], qui a développé sur un dispositif de barre de Hopkinson adapté a
la coupe orthogonale deux lignes optiques pour le controle d’alignement du systéme et la
mesure du champ thermique (Figure 1.16). La mesure thermique se fait par le biais d’une

30



1.6 ... A LA MESURE DES CHAMPS

caméra rapide CCD montée derriére un filtre passe-haut (longueur d’onde de coupure >0.8
pum). Les vitesses de coupe ont été variées de 20 & 45 m.s~! pour un temps d’exposition de
64 us en full frame (1024 x 1024pix). Sur le méme principe, Kazban et al. [Kazban 2008|
réalisent un montage optique, sur un dispositif en coupe orthogonale intégré dans une
barre de Hopkinson (Figure 1.16). Contrairement au systéme de Sutter [Sutter 2003,
I'outil est en mouvement par rapport a la piéce (Figure 1.17.a). Le systéme repose sur des
lignes optiques et des miroirs qui assurent le cheminement du rayonnement émis par la
scéne vers une matrice HgCdTe (MCT). Cette nouvelle technologie de capteurs couvre une
large bande spectrale infrarouge. Une fenétre en Saphir est ajoutée comme une premiére
lame séparatrice de longueur d’onde (1-5 wm) et sert aussi de protection a la barette
pyroélectrique utilisée (Figure 1.17.b). Toutefois, le rayonnement optique est contrdlé par
un disque de hachage, déterminant ainsi le temps d’intégration du systéme.

@ )
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Dummy Shok Sz Mi [
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) Incident Insert Speci
Air'gun Bar Tool Force Specimen — I
holder transducer

FIGURE 1.17 — Dispositif de Barre de Hopkinson adapté a la coupe orthogonale instru-
mentée : (a) Schéma de principe du dispositif (b) Schéma de principe du systéme optique
utilisé pour 'observation |Kazban 2008|

Un microscope spécifique dédié a la mesure du champ thermique en coupe a été déve-
loppé par Davies et al. [Davies 2005]. Il est basé sur un systéme d’imagerie rapide et un
objectif réflectif x15 attaché au tube de microscope. Des mesures ont été faites pendant
I'usinage d’'un acier C45 pour des vitesses atteignant 605 m.min~! pour des longueurs
d’onde comprises entre 3 et 5 pum. En s’intéressant a l'outil (qui est fixe), les auteurs
obtiennent des images nettes (320 x 256piz) quelle que soit la vitesse de coupe.

Alors que la plupart des chercheurs se focalisent sur la face latérale pour accéder
a la température de la zone de coupe, Heigel et al. [Heigel 2017| proposent un chemin
optique différent. A travers un outil transparent (YAG : yittrium aluminum garnet), il
est possible de réfléchir le rayonnement émis par le processus vers le capteur de la caméra
via un miroir intégré au porte plaquette comme indiqué dans la figure 1.19.a. Pour une
fréquence d’acquisition de 700 Hz avec un temps d’intégration de 10 us, des cartographies
des radiations thermiques (160 x 120piz) de la zone de coupe d’un alliage Ti-6Al-4V sont
obtenues et pour des vitesses de coupes qui montent jusqu’a 100 m.min~'. Les auteurs
soulignent la difficulté inhérente a la calibration d’un tel systéme et se sont donc limités
a la mesure de la température apparente (intensité des radiations).
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(1) bar of 32 InSb detectors, (2) i fied camera, (3) InSh detector, (4) alignment laser,
(5) torsion specimen, (6) input and output bars, (7) dichroic and beamsplitter plates, (8) glass lens,
(9) plane mirrors, (10) parabolic mirrors, (11) beamsplitter cube

FIGURE 1.18 — Dispositif optique réalisé par Ranc et al. pour la mesure de champ ther-
mique : (a) Vue générale du systeme (b) Schéma de principe |[Ranc 2008]

Ranc et al. [Ranc 2008| réalisent des observations in-situ des bandes de cisaillement
adiabatique pendant un essai de torsion dynamique d’une éprouvette cylindrique en Ti-
6Al1-4V. Les auteurs emploient un dispositif optique composé de deux parties pour mesurer
les champs de température. Destinée aux températures basses (50°C' —300°C'), la premiére
partie se base sur un systéme pyrométrique composé de 32 détecteurs InSh et de deux
miroirs paraboliques pour s’affranchir des aberrations chromatiques et géométriques. La
deuxiéme partie est destinée aux températures élevées 800°C — 1600°C'. Elle repose sur
I'utilisation d’une caméra rapide CCD équipée d’'un systéme optique pour assurer un
grandissement x5. Compte tenu de la rapidité du phénomeéne, le déclenchement de la ca-
méra CCD est donné par un détecteur InSb permettant, ainsi, de détecter I’augmentation
importante de la température.

De nombreux autres travaux ont été menés afin d’affiner I’extraction de la température
dans le cadre de la coupe. Plusieurs auteurs ont instrumenté leurs machines de coupe
par caméra thermique suivant des approches similaires a celles évoquées précédemment.
Ainsi, des relevés thermiques ont été obtenus dans la zone de coupe entre autres par
[Jaspers 1998, MSaoubi 2002, Dinc 2008, Liljerehn 2009, MSaoubi 2011, Valiorgue 2013,
Artozoul 2014, Arrazola 2015].

Les dispositifs proposés par ces auteurs reflétent les différentes maniéres permettant
d’accéder au champ de température durant la coupe. Ceux-ci se distinguent par la tech-
nologie des capteurs, sa méthode de calibration, le temps d’intégration ainsi que par la
gamme des vitesses de coupe accessibles. Une liste non exhaustive de ces travaux est pré-
sentée dans le tableau 1.3.

Au regard des travaux exposés dans le tableau 1.3, on constate que les auteurs ob-
tiennent généralement des mesures globales. En effet, les vitesses de coupe employées
conduisent & une forte convolution temporelle et donc a I'obtention d’images floues. Par
ailleurs, seuls les travaux de 1’équipe NIST [Arriola 2011, Heigel 2017| conduisent & obte-
nir un grandissement suffisant pour espérer s’intéresser aux mécanismes de formation du
copeau.

Quelle que soit la configuration retenue, 'utilisation de caméras pour les mesures ther-
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Références Matériau € Equipement Calibration Vc

(p15)
. . IR-Camera
[Heigel 2017] Ti-6Al-4V - (3.9um) 10 CN 100
IR-Insb Four +
[Arrazola 2015]  WC-Co 0.4 (3 — 5m) 200 NUC 75
, .. Flir sc 7000
[Artozoul 2014]  WC-Co négligé (3 — 5m) - - 250
. IR Flir
[Valiorgue 2013] 316L e(T) (34— 5um) CN 120
. GC425 0.615 CCD IR CN +
[MSaoubi 2011 005 0584 (0.8 — 11pm) Four 220
N C45 IR-CCD , CON ¢
[Liljerehn 2009] 316L 0.386 (3.4 — 5ym) 20.10 Four 200
Alum Capteurs
|[Kazban 2008| - HgCdTe 250 Thermo 100
6061-T6 (3.9um) -couple
CCD
[Ranc 2005| X(C18 0.4 (0.4 — 0.9m) 150 CN 1800
Sutter 2003]  42cD4 01 CCP 64  CN 1800

filtre (0.8um)

CN : Corps Noir, Ve : Vitesse de coupe en m.min~!, ¢ : émissivité, t; : Temps d’intégration

Tableau 1.3 — Liste non exhaustive des travaux destinés a la mesure de la température par
méthode optique dans le cadre de la coupe orthogonale
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FIGURE 1.19 — Quelques montages spéciaux en coupe orthogonale instrumentés par des
caméras infrarouges : (a) montage de Heigel et al. [Heigel 2017/, (b) montage de Valiorque
et al.[Valiorgue 2015/, (¢) montage de Dinc et al. [Dinc 2008/, (d) montage d’Artozoul et
al. [Artozoul 2014]

miques nécessite des calibrations spécifiques. Pour des caméras rapides munies de filtres
infrarouges, une seule calibration est nécessaire pour convertir les intensités électriques
a des valeurs en température. Par contre pour les caméras thermiques, une procédure
d’homogénéisation des pixels (NUC : Non Uniformity Correction) est primordiale avant
convertir les intensités électriques en température. Nous détaillerons dans les prochains
paragraphes ces notions.

Problématique d’émissivité

La plupart des caméras infrarouges sont dotées d’une matrice CMOS de pixels sen-
sibles aux rayonnements électromagnétiques. Pour un temps d’intégration donné, le rayon-
nement regu est donc quantifié par chaque pixel et codé numériquement en Digital Level
(DL) (généralement sur 14 Bits). Cette valeur est donc représentative du rayonnement
regu depuis la surface et elle fait intervenir plusieurs facteurs comme la température et
I'émissivité de la surface. Gaussorgues |Gaussorgues 1994| décrit I'intensité des radiations
percues W, provenant d'un corps opaque, en chaque point, par I’équation 1.4.

\I/p - 5ep(1)emission + (]- - 5ep)(1)7"efle:cion
(pemission - O-Sb'T(:l (]_4)

4
q)reflem'on ~ Z Usb-eep'Temt

Le premier terme représente les émissions de 1’éprouvette. Il fait intervenir a la fois
I’émissivité de la surface de I’échantillon e, I’excitance spectrale ou la puissance rayonnée
par unité d’aire, sur les longueurs d’ondes de la bande passante de la caméra et pour une
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surface a la température T,. Le second terme décrit les rayonnements de tout ce qui
entoure la scéne imagée. Il est fonction de la constante de Stefan-Boltzman et aussi de
la contribution des radiations de I’environnement se reflétant dans la surface ®,¢fiezion-
Toutefois, si I’émissivité est quantifiée proche de l'unité, il est possible de négliger le
deuxiéme terme.

Afin d’obtenir une mesure fiable, I’émissivité de ’objet doit donc étre connue avec la
précision la plus grande possible. En I’absence de données fiables sur cette variable, deux
techniques permettent de résoudre le probléme posé par 'équation 1.4 : i) recouvrir les
corps mis en jeu de peinture noire ou de noir de fumée pour avoir une émissivité proche
de 'unité et négliger le deuxiéme terme de I'équation 1.4 comme dans les travaux de
Boothroyd [Boothroyd 1961]; ii) travailler en différence de température § = 7' — Ty en
considérant que le flux réflectif est identique aux instants ¢y et ¢ [Chrysochoos 2000].

Basés sur une mesure monochromatique, les travaux de Sutter et al. [Sutter 2003]
ont montré, sur un échantillon en acier 42CrMo4, que pour une longueur d’onde dans le
domaine proche infrarouge (A ~ 0.8), l'erreur liée a I’émissivité s’avére négligeable et ils
Iévaluent & 8% pour une température de 1000°C. Lors d’une calibration directe a I'aide
d’une caméra Flir (3 — 5um) et sur un outil en carbure de tungsténe revétu, Artozoul
[Artozoul 2014| constate qu’aucune influence majeure n’est apportée par I’émissivité et
qu’il est possible de la négliger complétement. Msaoubi [MSaoubi 2002] montre, sur un
outil de coupe en carbure de tungsténe, que pour une plage de températures entre 500 et
1000 °C et pour une bande spectrale passante de (0.8 — 1.1um), Uerreur d’émissivité sur
la température est de 5.5%. Cette modeste variation dans le domaine infrarouge a incité
lauteur a la négliger. On constate donc que de nombreux auteurs négligent I'influence de
I’émissivité.
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wire ‘ | chip | f . body
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~vac. ) | : IR camera

B e A Workpiece/heater

FIGURE 1.20 — Montages spéciaux pour la calibration des cameras infrarouges : (a) mon-
tage de Jaspers et al. [Jaspers 1998/, (b) montage de Davies [Davies 2005]

En revanche, Jaspers et al. [Jaspers 1998] ménent des calibrations directes sur des
copeaux en C45 en utilisant un dispositif basé sur une chambre sous vide et vitrée en
saphir (Figure 1.20.a). Un chauffage spécifique du copeau est réalisé dans un four et
sous un controle par thermocouple de type-K. Pour éviter toute source d’oxydation, un
systéme de motopompe a été prévu permettant d’absorber 'air de la chambre. A chaque
température, la caméra est focalisée sur la jonction copeau-thermocouple afin de mesurer
I'intensité des radiations émises. Sur le méme principe, MSaoubi [MSaoubi 2011| méne
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une comparaison entre des mesures sur un corps noir et des mesures directes réalisées
sur des outils de coupe (GC4025-PM & GC2025-MM) chauffés dans un four sous vide.
L’auteur souligne que la méthode du corps noir sous-estime la température vraie par
rapport & la méthode directe. Ces constations sont en accord avec les travaux de Liljerehn
[Liljerehn 2009]. Deux méthodes sont proposées par Miiller [Miiller-Hummel 1995], une
calibration classique sur un corps noir et une autre basée sur un chauffage du copeau
sous vide. L’auteur met I'accent sur les difficultés rencontrées dans la mise au point de
la deuxiéme méthode. Un systéme de calibration spécifique a été mis en place par Davies
et al. [Davies 2005| et utilisé par Arrazola [Arrazola 2008] sur un acier 42CrMo4 (Figure
1.20.b). Le systéme repose sur un tube en acier (’échantillon) ajusté dans un dispositif de
chauffage tubulaire. L’idée, est de garantir le maximum de contact entre les deux tubes afin
d’assurer une homogénéisation de la température dans I’échantillon dont la température
est controlée par un thermocouple. Toutefois, aucun systéme de controle de 'atmospheére
pendant le processus n’est prévu.

L’expérience proposée par Valiorgue [Valiorgue 2013| permet de s’affranchir des pro-
blématiques d’oxydation du copeau en température par 'ajout d’un systéme de controle
d’atmosphére par azote. L’auteur montre la capacité de ce dispositif & déterminer 1’émis-
sivité en fonction de la température.

Synthése sur la mesure de champs thermiques en coupe

Nous avons détaillé, dans cette section, les dispositifs dédiés & la mesure de champs
thermiques en coupe. Ceux-ci peuvent se distinguer par leurs caractéristiques en termes de
bande spectrale, de fréquence d’acquisition ainsi que du temps d’intégration. Cet état de
I’art a tout d’abord mis en évidence le manque réel de connaissances quant a 1’émissivité
en fonction de la température et de la longueur d’onde. Les travaux de recherche présentés
adoptent généralement une approche visant a estimer cette variable puis & négliger son
influence. L’introduction de cette grandeur dans la conversion flux pergu/température
vraie impose une attention particuliére a I’évaluation de cette grandeur.

Finalement, il est intéressant de mentionner I'importance des informations fournies
par cette technique notamment en termes de discrétisation spatiale. Les performances
atteintes sont indiscutablement meilleures que celles obtenues par les moyens de mesure
globale cités précédemment (thermocouple). Comme on a pu le constater dans cette revue
bibliographique, l'incertitude de mesure est fortement tributaire de la gamme spectrale
de la caméra, de sa calibration, et de la qualité de ’évaluation de 1’émissivité.

Malgré les difficultés exposées précédemment, et la richesse d’informations données par
les méthodes optiques en terme de champ de température et déplacement (i.e, déformation,
vitesse de déformation...) combinée au caractére thermomécanique couplé du procédé,
quelques travaux se sont focalisés sur une double observation ou une observation couplée
afin d’extraire le maximum d’informations. Il font ’objet de la section suivante.

1.6.3 Mesures simultanées

Nous avons vu précédemment 'intérét des mesures cinématiques ainsi que thermiques.
Cependant trés peu d’études ont abouti & des mesures simultanées de ces deux grandeurs
en coupe. Il est utile de rappeler que la validation de modéles numériques peut se faire via
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chacune de ces informations mais est renforcée si les mesures expérimentales contiennent
a la fois la déformation et la température.

Dans le cadre des procédés thermomécaniques comme 1'usinage, il est de la plus grande
importance d’identifier les déplacements locaux de chaque point physique de la matiére
et de prendre en compte l'auto-échauffement ainsi que sa cinétique. La mesure couplée
des grandeurs thermiques et cinématiques permet d’introduire une dimension plus phy-
sique dans la compréhension des mécanismes d’enlévement de la matiére dans ce procédé
fortement couplé.

Plusieurs alternatives ont été proposées ces derniéres décennies pour faire face a ce
verrou scientifique.

Les mesures de champs cinématiques et thermiques ont été initialement appliquées sur
quelques essais de caractérisation mécanique (traction, traction-cisaillée, cisaillement...)
par plusieurs chercheurs |[Pieczyska 2006, Chrysochoos 2008, Louche 2012| dont certains
en trés grandes déformations [Martinez 2014]. En supposant que I’épaisseur est faible de-
vant les autres dimensions de ’échantillon, il est judicieux de se ramener sous I’hypothése
des contraintes planes et de supposer que les déplacements ainsi que la température sont
constants dans 1’épaisseur. Ainsi, on peut dissocier les deux techniques de mesure et ef-
fectuer chaque mesure sur une face. Néanmoins, les auteurs exposent plusieurs difficultés
pendant le recalage spatio-temporel qui sont liées a la différence entre les systémes d’ima-
gerie. Cependant, cette approximation s’avére plus discutable dans le cadre de la coupe
puisque 'épaisseur du copeau est généralement inférieure a sa largeur.

Les travaux de Zhang et al. [Zhang 2016a| sur la mesure de champs cinématique et
thermique en coupe reposent sur le principe décrit précédemment. Lors de 'usinage du
Ti-6Al-4V, l'auteur adopte les hypothéses de déformations et des contraintes planes sur
un copeau festonné malgré le rapport important entre 'avance (0.3 mm) et I’épaisseur
coupée (2.5 mm). En effectuant les deux mesures sur des faces opposées, ils associent
chaque point de deux cotés de copeau, et décrivent I’écoulement de la matiére par une loi
de type Johnson-Cook [Johnson 1983].

Afin d’assurer des mesures thermiques et cinématiques couplées, Orteu et al. |Or-
teu 2008| utilisent deux caméras identiques. Cette technique permet de s’affranchir de
plusieurs problématiques liées a la différence des mesures (recalage spatio-temporel plus
simple). Les auteurs utilisent deux caméras CCD SONY avec la méme résolution spatiale
4.65um /pix, la méme fréquence d’acquisition ainsi que le méme temps d’intégration. Selon
eux, il est possible de remonter simultanément a la forme, aux déplacements, et a l'in-
tensité des radiations par stéréo-corrélation. La piéce est initialement & moitié recouverte
de mouchetis alors que 'autre c6té est homogéne et de couleur noire. Ainsi, a travers les
propriétés statistiques du mouchetis, il est possible de déterminer pour chaque pixel de
I'image gauche son associé de 'image droite et de calculer la disparité, par triangulation,
entre les deux images. De plus, les mesures thermiques ont été menées grace a la sensibi-
lité de la caméra a la bande spectrale proche infrarouge 0.7 — 1.1um. Néanmoins, comme
I’émissivité du revétement est trés variable, cette intensité de radiation ne peut pas étre
convertie en température réelle de l'objet. Cependant, ce travail démontre 'intérét de
travailler avec un seul type de caméra.

Pour résoudre les difficultés liées a 1’association de deux systémes d’imageries ainsi que
les exigences contradictoires en termes du revétement, Meynadier [Maynadier 2012] pro-
pose une description du couplage thermomécanique dans les alliages & mémoire de forme
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a travers une mesure directe et simultanée des champs thermiques et cinématiques via une
seule caméra. Plutot que d’essayer de minimiser les hétérogénéités d’émissivité, 'auteur
s’est orienté vers leur exploitation. Un mouchetis hétérogéne est déposé sur les éprouvettes
afin d’avoir suffisamment de contraste sur les images pour les analyses cinématiques. De
plus, et puisque les images sont obtenues dans une bande spectrale MWIR, le niveau
de gris est forcément dépendant de la température. Deés lors, il est possible de déduire
du niveau de gris la température de la surface si la contribution de ’environnement est
jugée constante et connue. Par conséquent, I’hypothése de conservation du flux optique
fondamentale & la corrélation d’image n’est plus valide dans ce cas puisque le niveau de
gris dépend de la température. En effet, comme le montrent les travaux de Rotrou [Ro-
trou 2006, il est possible de remonter aux champs cinématique et thermique par une seule
caméra CCD. Finalement, les bons résultats trouvés par Meynadier [Maynadier 2012| en
terme de champs cinématique et thermique laisse entendre que cette méthode pourrait
s’appliquer aux processus thermomécaniques.
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FIGURE 1.21 — Schéma du principe du dispositif mis en place par Whitenton et al. [Whi-
tenton 2010]

Le dispositif MADMACS développé par Whitenton [Whitenton 2010] et I’équipe NIST,
a permis de lever un certain nombre de verrous techniques quant a la réalisation de
mesures couplées. Cet outil apparait original et trés performant pour répondre a cette
problématique. Il s’agit d’'un banc d’observation latérale de la coupe orthogonale par
thermographie infrarouge et imagerie rapide. L’idée s’avére trés simple, mais sa mise
en place requiert de larges connaissances tant en optique qu’en conception mécanique.
Deux caméras dont une rapide et I'autre infrarouge sont couplées, via des lignes optiques
différentes, mais partageant le méme objectif microscopique. Les deux lignes observent
donc la méme scéne mais avec leurs propres résolution spatiale et fréquence d’acquisition.
Afin d’assurer un bon éclairage de la scéne, deux sources sont prévues. Guidée par une
fibre optique, la premiére source est positionnée a l'extérieure du systéme optique afin de
se focaliser sur la scéne. La deuxiéme source est raccordée a l'intérieur du dispositif via
une fibre optique et conduit a un éclairage confocal.
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Ligne Fréquence champs de Temps Ve

d’acquisition (fps) vision (Px) d’exposition (us) (m.min™')
Visible 300000 256 x 128 1 =33 30 — 300
Infrarouge 300 160 x 120 9 —20

Tableau 1.4 — Plage de variation des paramétres optiques et de coupe utilisée par Whitenton
[Whitenton 2010]

Le rayonnement incident issu de la scéne traverse une fenétre en saphir puis entre
dans un objectif réflectif de grandissment x15. Un miroir froid est utilisé comme lame
séparatrice. En effet, elle assure la réflexion de la gamme des longueurs d’onde visibles
0.4 — 0.8um et la transmission du reste. Dés lors, on peut raisonner en termes d’une ligne
visible et d’une ligne infrarouge. La lumiére visible réfléchie par le miroir froid passe a
travers un objectif relais afin de rattraper la différence de longueur entre les deux lignes
et garantit la méme taille de la zone observée. Cet objectif fait office de lentille de tube
et focalise le rayonnement vers le capteur. Ensuite, elle traverse une lame séparatrice
R50/T50 avant d’accéder a la matrice du capteur. Bien que cette lame séparatrice soit
indispensable a l'utilisation d’un éclairage confocal, on constate que dans le meilleur des
cas, seulement 25% de la lumiére incidente est effectivement capturée.

La ligne infrarouge est équipée d’une lentille de tube dans un matériau non spécifié
par les auteurs. De plus, un systéme de refroidissement par circulation d’eau froide est
employé afin de stabiliser la température des optiques employées dans le systéme. Grace
au systéme décrit précédemment, Whitenton [Whitenton 2010] montre qu’il est possible
d’obtenir des images d’environ 1mm? de taille sous différentes conditions. Celles-ci sont
résumées dans le tableau 1.4.

Bien que les travaux de Whitenton [Whitenton 2010]| reposent principalement sur une
mesure couplée par deux caméras indépendantes, il pointe tout de méme les éléments clés
et les principales difficultés du couplage de deux techniques. En effet, les deux techniques
nécessitent, parfois, des éléments totalement contradictoires, ce qui complexifie davantage
la tache. On peut différencier deux types de problématiques : celles liées a la mise en place
expérimentale et celles liées au post-traitement.

Difficultés expérimentales

Eclairage : la thermographie infrarouge acquiert non seulement les rayonnements
émis par la scéne en mouvement mais aussi ceux émis par I’environnement, reflétés sur la
surface d’'intérét. Dans ce cas, il est nécessaire d’isoler la mesure des sources extérieures.
En contradiction avec cette nécessité, les caméras rapides nécessitent un éclairage uni-
forme et intense pour augmenter la dynamique des niveaux de gris et minimiser le temps
d’intégration. Par conséquent, il est nécessaire de connaitre la plage de longueurs d’ondes
occupée par 'éclairage utilisé. A la lumiére de cette problématique, un compromis doit
étre mis en place. L’utilisation d’une source de lumiére froide (des LEDs spécifiques, fibres
optiques...) peut permettre de contourner ce probléme.

Problématique de synchronisation : afin de remonter & une mesure précise et
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simultanée en chaque point du champ thermique et cinématique, une synchronisation ma-
térielle des moyens de mesure est nécessaire . Généralement, tous les appareils de mesure
sont dotés d’un port trigger. De ce fait, il parait simple de déclencher les deux caméras en
méme temps via un oscilloscope ou tout autre dispositif électronique ad hoc. Toutefois, il
faut garder en téte qu'un rapport de fréquences d’acquisition et un recalage spatial doit
se mettre en place, en post-traitement, afin de pouvoir faire une correspondance entre les
images. D’aprés le tableau 1.4, on constate que Whitenton [Whitenton 2010] regoit une
carte thermique pour 1000 images visibles.

Marquage : usuellement, la technique de corrélation d’image requiert la capture d’une
image qui présente une texturation hétérogene et contrastée, avec une variation trés mar-
quée des niveaux de gris. A contrario, les mesures thermographiques imposent une surface
homogeéne de maniére a uniformiser et maximiser son émissivité. Cette contradiction entre
les deux techniques élimine bon nombre des techniques de marquage exposées dans le ta-
bleau 1.2. Il semble qu’aucune étude ne s’intéresse a cette problématique aux petites
échelles.

Encombrement : Construire un dispositif optique couplé mettant en oeuvre deux
systémes d’imageries ainsi que leurs équipements dédiés en terme d’ordinateurs, éclairage,
support du banc... impose la prévision d’un espace raisonnable autour de la machine. Bien
que ce ne soit pas mentionné dans les travaux de Whitenton [Whitenton 2010], il semble,
via la figure 1.21, que l'organisation du dispositif soit optimisée afin d’assurer le bon
déroulement des essais.

Difficultés en post-traitement des champs

Les problémes expérimentaux ne reflétent qu’une partie des difficultés liées a cette
mesure couplée. La deuxiéme partie apparait en post-traitement. Elles sont liées au type
d’analyse des images et a la nature discréte des champs.

Recalage spatio-temporel : afin d’identifier et d’évaluer en tout point physique les
grandeurs d’intérét (température, déplacement, déformation, vitesse de déformation ..),
un recalage spatio-temporel est nécessaire. Si le recalage temporel peut étre contourné par
un signal électrique (généralement TTL) imposé par un dispositif approprié, le recalage
spatial doit étre corrigé en post-traitement. En effet, il est la conséquence de plusieurs
facteurs qui proviennent d’origines différentes :

- La différence de longueur entre les lignes visible et infrarouge

- Le fenétrage des caméras et la taille des pixels

- Les distorsions optiques

- La propre discrétisation des champs mesurés

Par conséquent, cette tache ne repose pas uniquement sur une translation de I'image mais
aussi sur des interpolations sub-pixels et inter-images, ce qui dégrade I'information obte-
nue. Le choix des caméras s’avére crucial pour protéger la qualité d’information.

Gestion des formulations : la description des champs cinématiques repose sur une
identification des motifs déformés par rapport a leurs configurations de référence ou par
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rapport a son état précédent (calcul incrémental) [Vacher 1999, Avril 2004, Hild 2006]. 11
s’agit alors d’une formulation lagrangienne ol un point de mesure suit le déplacement (i.e
la déformation) d’un point physique. En revanche, le champ de température, quant a lui,
est délivré sur la configuration courante. En effet, le point physique se déplace a travers
I'image et il est tres difficile de I'identifier. Le dialogue entre les deux configurations re-
pose sur d’'importants développements en post-traitement [Sakagami 2008, Pottier 2009],
notamment dans le cas de grande déformations.

Dérivations des champs : le calcul des déformations ou des puissances thermo-

mécaniques requiert une dérivation spatiale des champs mesurés. Concernant les champs
cinématiques, ’obtention de mesures bruitées de déplacement est a ’origine de nombreux
travaux dans cette direction. On peut citer I'utilisation de corrélation dite globale |Gre-
diac 2012] ou encore de techniques de lissage de champs [Delpueyo 2011|. Concernant les
champs thermiques, plusieurs alternatives numériques ont été proposées comme celles de
Chrysochoos & Louche [Chrysochoos 2000].
Aujourd’hui, grace aux performances optiques et technologiques accrues, les études por-
tant sur les mesures in-situ et simultanée du champ thermique et cinématique sont de plus
en plus nombreuses. Ainsi, il est tout a fait possible d’imaginer d’autres alternatives origi-
nales menant & une résolution plus simple de ce probléme. Leur mise en place repose non
seulement sur les moyens mis a disposition mais aussi sur un développement numeérique
minutieux en post-traitement.

1.7 Synthése bibliographique

Dans cette revue bibliographie, nous avons traité les différents points qui interviennent
dans le processus de formation du copeau. Celle-ci est passée, tout d’abord, par une pré-
sentation de la problématique de 1'usinabilité du Ti-6Al-4V puis par la définition de la
coupe orthogonale ainsi que ses différentes zones de coupe. Le processus de formation
de copeau, dans un deuxiéme temps, a été détaillé afin de pouvoir identifier les verrous
scientifiques a lever concernant ce processus. La deuxiéme partie de cette revue bibliogra-
phique s’est focalisée, plutot, sur les mesures in-situ en usinage. Ces techniques ont été
divisées selon deux groupes. La premiére catégorie a regroupé les outils communément
utilisés lors de l'investigation de la formation de copeau, éventuellement les outils de
mesure des efforts, de la température ainsi que les appareillages classiques d’analyse mé-
tallurgique post-mortem (MEB..). Malgré leur diversité, il est clairement perceptible que
les mesures des paramétres macroscopiques sont largement maitrisées et faciles a mettre
en ceuvre. Néanmoins, il apparait qu’ils sont insuffisants pour décrire les phénoménes
physiques dans la coupe et surtout insuffisants pour valider/discriminer des modéles de
comportement /endommagement /tribologie.

On constate néanmoins une volonté de plus en plus forte de passer & des analyses
de processus de coupe plus minutieuses; d’'une mesure ponctuelle par thermocouple a
I’établissement des cartographies thermiques et cinématiques de la formation de copeau.
Cette conclusion partielle nous a orientés vers d’autres types de mesures qui se démarquent
comme étant sans contact et fournissant des informations des champs et non plus scalaires.

La mesure de champ cinématique a tout d’abord été abordée. La littérature abonde
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dans ce domaine et a permis d’identifier des études déterminantes en coupe. Cette revue a
permis d’identifier les modéles des caméras standard qui permettent ['acquisition continue
de données avec une bonne résolution spatiotemporelle. Les systémes de double frame
sont aussi employés afin d’avoir une forte résolution sur quelques images et pour une
durée largement réduite par rapport a ’approche précédente. De ce fait, on distingue une
complémentarité entre ces deux systémes. Toutefois, I’emploi de la technique double frame
dans la mesure de champ thermique en coupe n’a été pas reporté.

En ce qui concerne les techniques de marquage de la piéce pour la mesure de champ,
plusieurs approches ont été adoptées par les auteurs afin de remonter & des mesures fiables.
La technique de révélation de la microstructure pour avoir un mouchetis naturel reste la
plus employée vu son caractére physique et économique a la fois.

Les différentes mesures par thermographie infrarouge réalisées en usinage ont été dé-
taillées puis les problématiques liées a leur calibration et surtout a 1’émissivité ont été
discutées. Compte tenu des difficultés de mise en place et du post-traitement, il apparait
que remonter proprement a des cartographies thermiques de la zone de coupe constitue un
véritable défi en soi. Les stratégies existantes sont issues de la communauté thermicienne et
sont rarement transposées aux procédés de mise en forme. En pratique, plusieurs travaux
se limitent a l'intensité des radiations émises par la zone de coupe [Kazban 2008, Lil-
jerehn 2009], aboutissant de ce fait & une approche qualitative. Le manque de données
thermiques fiables sur I’émissivité, raisonnablement accessibles et pouvant étre utilisées
de maniére quantitative, en est peut-étre la principale cause.

Bien que ces deux techniques de mesure aient été employées depuis longtemps sur
la formation du copeau, on s’apercoit qu’elles ont rarement été couplées pour décrire si-
multanément leurs évolutions. Dans le domaine de la fabrication et principalement en
mise en forme, trés peu de travaux abordent les mesures in-situ des champs thermiques
et cinématiques par un couplage des deux techniques. En revanche, plusieurs dispositifs
appropriés ont été identifiés dans cette thématique dans le cadre d’essais mécaniques [Bo-
delot 2009, Maynadier 2012, Wang 2017]. Hélas, ces derniers dispositifs sont difficilement
transposables aux procédés de mise en forme (problématique de vitesse, d’échelle, d’en-
combrement et de texturation). Les principaux écueils en post-traitement et dans la mise
en place ont été évoqués afin d’évaluer le degré de complexité relatif a ses méthodes. Les
alternatives ainsi que les solutions astucieuses cherchant a contourner les problématiques
de cette double mesure ont été discutées.

Malgré I’aspect contradictoire des deux mesures, la richesse d’information délivrée nous
incite & nous pencher sur cette problématique et a résoudre cette double difficulté afin de
lever les verrous scientifiques gouvernant les mécanismes d’enlévement de la matiére en
coupe.
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Mesures in-situ et analyse expérimentale de
la coupe

Ce chapitre aborde l’étude expérimentale conduite en coupe orthogonale sur
Ualliage de titane Ti-6Al-4V. Le dispositif de mesure de champs cinéma-
tiques et thermiques (VISIR) mis en place ainsi que sa calibration sont tout
d’abord présentés. Ensuite, le matériau d’étude et les approches utilisées en
post-mortem seront détaillés. Les deux dernieres sections permettent d’ap-
préhender ’évolution des grandeurs mesurées in-situ (champs thermiques et
cinématiques, efforts de coupe) et a posteriori (zones de contact, morpholo-
gie de copeau, micrographies) pour différentes conditions de coupe.
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CHAPITRE 2. MESURES IN-SITU ET ANALYSE EXPERIMENTALE DE LA
COUPE

2.1 Dispositif expérimental

2.1.1 VISIR

Nous avons exposé dans le premier chapitre un certain nombre de moyens expéri-
mentaux capables de fournir des informations précieuses en terme de champ thermique
et cinématique en coupe. Suite & cet état de I'art, nous avons constaté la faible pré-
sence de moyens de mesures in-situ et couplées dans le domaine de la mise en forme des
métaux et particulierement en usinage. Les deux grandeurs physiques se montrent trés
contradictoires en terme de besoin (hétérogénéité de surface, vitesse, post-traitement ...).
Malheureusement, les dispositifs mis en place pour faire face a cette problématique posent
au moins autant de questions qu’ils n’apportent de solutions.
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FIGURE 2.1 — Schéma descriptif de principe de fonctionnement de VISIR

Afin de répondre & cette double difficulté, nous proposons une méthode originale pour
la mesure simultanée des champs cinématiques et thermiques.

Le dispositif mis en place au cours de cette thése est inspiré des travaux de Whitenton
[Whitenton 2010|. Le principe de VISIR (Acronyme de VISible et InfraRouge) repose sur
la division du flux électromagnétique percu de la scéne suivant deux plages de longueurs
d’ondes afin de créer une ligne visible pour la caméra rapide et une autre infrarouge pour
la caméra thermique. Une description simple de son principe permet d’appréhender son
intérét dans les mesures couplées et in-situ (Figure 2.1).
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Ce systéeme d’imagerie repose sur l'utilisation d'un objectif réflectif de grandissement
x 15 permettant de transmettre le flux entrant sur une large plage de longueur d’onde (ré-
flectance >95% pour [0.6um — 20um] ). Ce flux est ensuite séparé grace a une lame sépa-
ratrice en Silicium (ep.1mm) permettant de réfléchir le flux visible (réflectance ~ 40% pour
[0.3um — 1.5um]) et de transmettre le flux IR (transmittance >65% pour [2um — 20um]).
Un triplet achromatique permet alors de refocaliser le rayonnement visible sur le détec-
teur de la caméra alors que le flux IR est focalisé grace & un miroir parabolique hors-axe.
Ce dernier constitue une réelle avancée par rapport au systéme proposé par Whitenton
car il permet de s’affranchir des problémes de chromatisme sur la ligne infrarouge. En
effet, 'aspect réflectif de ce principe de focalisation permet 'obtention d’images nettes
sur toute la gamme infrarouge. Par ailleurs, la ligne visible est équipée d’une seconde
lame séparatrice 50/50 permettant I'ajout d’un systéme d’éclairage confocal. Ce dernier
est constitué d’une LED de puissance 1040lm fournissant un éclairage focalisé sur la scéne
de 1.10%ux.

Hormis sa fonction principale, 'avantage majeur d’un tel dispositif est de pouvoir
étre utilisé sur l'ensemble du spectre infrarouge et donc avec différentes caméras (PIR
(Bander), MIR (Bande;r) ou LIR (Bandesrr)) en jouant simplement sur la lame sépa-
ratrice (ici en Silicium). Il peut étre, d’ailleurs, étendu & plusieurs autres applications
thermomécaniques (tribologie, mise en forme, essais mécaniques...). La calibration mé-
trique et des distorsions du dispositif VISIR est présentée en Annexe A.

2.1.2 Choix de la caméra thermique

Comme nous l'avons décrit précédemment, la flexibilité de ce dispositif nous offre
le choix des caméras a utiliser. Le centre ICA Insitut Clément Ader dispose de deux
caméras rapides de type FASTCAM SA3 qui sont destinées principalement pour la stéréo-
corrélation et aussi de trois caméras infrarouges que I'on peut classer suivant leurs réponses
spectrales (Figure 2.2).

Le choix d’une caméra thermique repose principalement sur sa réponse spectrale dans
la plage de températures visée. Suite a la revue bibliographique détaillée dans le chapitre
1, on a pu localiser la plage de températures de la zone de cisaillement primaire. Celle-ci
est décrite sur une large gamme de températures qui varie entre [100 — 600°C] suivant les
conditions de coupe et le matériau usiné (Ti-6Al-4V). A partir de 14, on peut tracer la loi
de Planck (dans le cas de l'alliage Ti-6Al-4V) et localiser les plages de fonctionnement des
caméras. La figure 2.2 expose les caméras existantes au centre ICA et qui sont susceptibles
d’étre utilisées pour la mesure thermique en coupe. Il apparait que la caméra bolométrique
FLIR SC325 est la moins adaptée & cause de sa faible sensibilité aux températures visées.
Par conséquent, le choix reste confiné entre la caméra Xenics et la FLIR SC7000. L’analyse
de la figure 2.2 montre que la FLIR SC7000 couvre mieux la plage de température visée
alors que la caméra Xenics est plutot destinée & une gamme de températures plus élevées
(> 1000°C"), ce qui reste trés limitant dans notre cas.

D’autre part, en appliquant la loi de déplacement de Wien dans la plage de tempé-
ratures ciblée, on peut remonter facilement a la plage de longueurs d’ondes qui contient
96% du rayonnement thermique émis. Celle-ci est située entre 3.88 et 16.6 pum. Dés lors,

1. Les valeurs de transmittance/reflectance présentées ici sont issues soit des mesures directes avec le
spectrométre du laboratoire, soit de la bibliographie disponible sur https ://refractiveindex.info/
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FIGURE 2.2 — Familles commerciales de caméras classées suivant leurs réponses spectrales
et superposition des courbes de Planck pour différentes températures dans le cas de l’alliage
de titane Ti-6Al-4V

on constate aisément que le choix de la caméra Xenics n’est pas le plus adéquat dans
cette application. De plus, la caméra FLIR SC7000 offre une meilleure plage en terme de
fréquence d’acquisition pouvant atteindre 640 H z, alors que la caméra Xenics est limitée
qu’a 100 Hz.

Les constations antérieures témoignent des limites persistantes de la caméra thermique
Xenics. De ce fait, le choix s’est orienté vers la caméra FLIR SC7000 pour assurer les
mesures thermiques en coupe. Pour conclure, la caméra rapide FASTCAM SA3 et la
caméra thermique FLIR SC7000 ont été couplées via le dispositif VISIR pour des mesures
in-situ des champs thermique et cinématique. Un boitier électronique a été mis en place
afin d’assurer le déclenchement simultané de deux caméras.

2.1.3 Calibration de la caméra thermique

L’emploi d'une caméra thermique passe classiquement par '’homogénéisation de ses
pixels et par sa calibration sur la plage de température désirée via un corps noir.

Homogénéisation des pixels (NUC) : Cette procédure est connue sous ’acronyme
NUC pour Non Uniformity Correction. Elle repose sur un étalonnage de la matrice des
pixels puisque chacun d’eux est un capteur en soi. De plus, chaque pixel dispose d’une
plage de fonctionnement en intensité de rayonnement au dela de laquelle il sature. Il est
intéressant de s’arranger pour que la saturation du capteur corresponde a notre tempéra-
ture maximale. La dynamique de la caméra FLIR SC7000 employée est codée sur 14 bits
soit 16000 Digital levels.

Comme il a été décrit dans le chapitre 1, la NUC peut se faire sur un ou plusieurs
points. Afin d’homogénéiser la réponse des pixels, une NUC a deux points (TPC) a été
mise en place dans le but d’identifier le gain K et l'offset ¢(X). L’approche consiste a
considérer une relation linéaire entre l'intensité de courant d’entrée I.,uran: €t le signal
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capté par chaque pixel I;(X) de coordonnée X (équation 2.1).

]d(Xv T) = K(X)Icour(znt(xv T) + gb(X) (21)

Sphere Caméra rapide
intégrante VISIR FASTCAM

Camera 7
thermique
FLIR SC7000

FIGURE 2.3 — Procédure d’homogénéisation des pizels (NUC) avec une sphére intégrante.

Pour ce faire, une sphére intégrante de type OL/00 a été placée devant le dispositif
VISIR qui est connecté principalement & la caméra thermique comme le montre la figure
2.3. La variation de courant de la spheére intégrante nous a permis d’obtenir une image
trés sombre (noir) pour un courant trés faible et une autre trés claire pour un courant
fort. Ces deux images sont utilisées pour identifier les paramétres K et ¢(X) pour chaque
pixel du capteur mis en jeu avec un temps d’intégration bien déterminé.

Calibration thermique : Aprés avoir homogénéisé la réponse des pixels, il convient
d’assurer une calibration thermique. Celle-ci repose sur la conversion des niveaux nu-
mériques 1;(X) en température suivant une relation non-linéaire liée a la physique des
phénoménes thermiques et aussi & la nature des capteurs. Afin de déterminer une loi de
conversion, il convient d’imager plusieurs scénes uniformes et & des températures connues
avec un corps noir (Figure 2.4.a).

Cependant, plusieurs travaux ont été menés pour les mesures de température au petites
échelles et ils ont mis en évidence des éléments de disparités qui sont liés a la taille et a
la géomeétrie de la source (SSE : Size Source Effect) [Yoon 2005, Whitenton 2010]. Afin
de s’affranchir des sources de disparités liées a la différence de taille entre le capteur et
I'ouverture du corps noir, un sténopé a été placé devant 'objectif comme le montre la
figure 2.4.b. L’influence du diamétre de sténopé (200um) sur les résultats de mesure a été
validée en testant d’autres valeurs plus basses (100um et 50um).

Dés lors, une seule partie du capteur a été calibrée pour I'identification de la loi de
conversion des niveaux numériques en températures sur une plage s’étendant de I’ambiante
a 550 °C.

Inspirée du modéle de Sakuma-Hattori, une formulation nommeée longueur d’onde éten-
due effective a été proposée par Gilblas et Sentenac [Sentenac 2013]. Elle permet de relier
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(a) Corps Sténope (b)

noir

.. Caméra rapide
Visir P

7-..

Caméra IR

FIGURE 2.4 — Procédure expérimentale de calibration thermique : (a) Dispositif mis en jeu
(b) Taille de zone observée pendant la calibration

les niveaux numériques I9(7T) donnés par un corps noir a la température T via les para-
meétres radiométriques a;, Ky, .

IY(T) = Kexp (— Co

1
AxT) avec — =ag+ — + — (2.2)

En tenant compte de l'emissivité €(7") du matériau, on peut remonter facilement du
niveau numérique mesuré a la température vraie T de la matiére.

1, 1
(7)) =gm = 1) =45

log (22) — log () + % + %% + G2 = 0

(2.3)

L’identification du modéle consiste a trouver les paramétres radiométriques permettant
de minimiser 1’écart absolu entre les réponses expérimentale et analytique.

La figure 2.5.a expose les points déterminés au corps noir ainsi que leur description
par le modéle adopté. Une erreur faible (< 7°C) est obtenue & basses températures, alors
qu’'une trés bonne corrélation est observée au-dela de 300 °C.

2.1.4 Matériau étudié

Comme il a été évoqué dans le chapitre 1, I’étude s’est orientée vers une nuance cou-
ramment utilisée dans I'industrie aéronautique qui est l'alliage de titane Ti-6Al-4V (35.4
HRC). L’aluminium (Al) ainsi que le vanaduim (V) se présentent comme des éléments
d’addition dans cet alliage. Le premier assure le durcissement de la phase «, augmente la
résistance mécanique ainsi que la tenue au fluage, alors que le vanaduim (V) favorise sa
ductilité et réduit 'oxydation.

La nuance étudiée provient d'un lopin forgé de dimension ¢ 240 x [ 240mm dans
lequel ont été prélevées des éprouvettes de caractérisation mécanique et des échantillons
rectangulaires pour les essais de coupe. Ce matériau a subi des opérations de forgeage et
de matrigage a une température autour de 940°C'. Enfin, un revenu de détentionnement
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FIGURE 2.5 — Fxemple d’une courbe d’étalonnage de la caméra thermique pour un temps
d’intégration t; de 50 ps : (a) description des mesures effectuées au corps noir et ap-
prozimées avec un modeéle polynomial d’ordre 8 (b) Erreur absolue du modéle proposé.

par restauration statique a été pratiqué afin de diminuer les contraintes résiduelles dans
la matiere.

Une mesure par spectrométrie d’émission optique a source étincelle a permis de mettre
en évidence sa composition chimique. Elle est précisée dans le tableau 2.1 tandis que sa
microstructure est exposée dans les figures 2.6.a et b.

Ti Al \Y Fe E v Qyq p C, k
% % % % GPa - °C~t kgm™3 Jkg'K7! WmTlK!
88.98 6.395 4.282 0.156 || 117 0.33 1.15¢™> 4450 560 6.7

Tableau 2.1 — Composition chimique, propriétés mécaniques et physiques de l’alliage de
titane étudié Ti-6Al-4V (a 20 °C) [Julien 2017]

Plusieurs échantillons de matiére ont été prélevés et ont été observés au MEB aprés un
polissage miroir et une attaque Kroll révélant la microstructure (6 secondes). On retrouve
une structure composée principalement par des nodules « et des lamelles 5 avec une taille
moyenne des lamelles § de 2 pm. Les matrices observées dévoilent une proportion 20 %
de la phase 5 et 80 % de la phase «.

La température de transus S est autour de 1000°C. Le traitement subi par cet alliage
ainsi que l'analyse de ses propriétés thermomécaniques ont fait I’objet de la thése de
Renaud Julien [Julien 2017]. Ces travaux ont mis en avant le caractére isotrope de ce
matériau.

Suite au choix de la caméra thermique, il est intéressant d’analyser la réponse d’émis-
sivité spectrale du matériau sur la méme bande que celui-ci. Une analyse du matériau avec
un spectrométre IRTF a montré sa faible variation dans une gamme de longueurs d’ondes
comprises entre 2.5 et 5.5 um comme le montre la figure 2.7.b. Néanmoins, la variation
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FIGURE 2.6 — Microstructure de l'alliage de titane Ti-6Al-4V (o + B)

de I’émissivité en fonction de la température n’a pas été étudiée dans ce manuscrit. Les
travaux menés par Gonzélez-Fernandez |Gonzélez-Fernandez 2012] sur l'alliage de titane
Ti-6Al-4V ont montré sa faible variation dans une plage de températures comprises entre
227 et 800 °C (Figure 2.7.a). Par conséquent, une valeur moyenne des mesures effectuées
par spectrométrie a été retenue pour la suite des analyses (e = 0.37).
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FIGURE 2.7 — a) Evolution de I’émissivité monochromatique en fonction de la température
pour lalliage de titane Ti-6Al-4V |[Gonzdlez-Fernandez 2012] b) Réponse spectrale de
Valliage de titane Ti-6Al-4V (a+ ) (20°C)

Ce matériau a I'avantage d’étre trés bien référencé dans la littérature, que ce soit
d’un point de vue usinage [Shivpuri 2002, Li 2006, Bouchnak 2010, Moussaoui 2015, Ba-
relli 2016], comportement [Lesuer 2000, Nemat-Nasser 2001, Calamaz 2008b, Karpat 2011,
Hokka 2014], endommagement [Macdougall 1999, Lesuer 1999, Kay 2002, Lee 2005, Va-
loppi 2017], mesure des champs [Srinivasan 2010, Pottier 2014a, Heigel 2017, Wang 2017|
ou simulation numérique [Sima 2010, Calamaz 2011, Zhang 2011a, Ayed 2014, Harzal-
lah 2016].
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2.1.5 Machine et outils de coupe

Les essais de coupe instrumentés ont été menés sur un banc d’essai DEXTER, en
coupe orthogonale, permettant des vitesses de coupe allant du quasi-statique jusqu’a 120
m.min~! [Blanchet 2015]. L’outil est fixé sur une table dynamométrique a 6 composantes
Kistler 9257B par 'intermédiaire de son porte-outil, alors que la piéce est serrée dans un
¢tau mobile (Figure 2.8.a). La vitesse de coupe est transmise du moteur a I’étau a travers
une vis a bille de pas 40 mm. Un capteur de position dans le moteur est connecté a un
boitier COMPAXS3 qui assure 'asservissement et le pilotage de la vitesse de consigne. Un
comparateur est installé sur le plateau mobile du bati afin de vérifier la prise de passe
(avance f).

Kistler (b) Outils de coupe en

: / 92578 Carbure de tungstene non revétu

Outil de
coupe  Echantillon ;

Comparateur =
Moteur

Parker

1
1
1
1
1
1 1
1
: i
Etau | 0° :
1
1 1
1 1
1 1
1
1
1
1
1

20 pm .
e
,,,,,,,,, gl W i
Axe linéaire !
\ Bati Angle de coupe : 0° Angle de coupe : 15°
Angle de dépouille : 11° Angle de dépouille : 11°

FIGURE 2.8 — Machine et outils utilisés

Outils de coupe : deux outils en carbure de tungsténe non revétu avec deux angles
de coupe différents (v = 0°;15°) ont été choisis afin d’analyser leurs influences sur les
grandeurs mesurées. La figure 2.8.b expose la géométrie de chaque outil de coupe utilisé.
Une dépouille importante a été prévue afin d’éviter tout risque de talonnage pendant
I'usinage.

Géomeétrie des éprouvettes et préparation de surface : les éprouvettes sont ex-
traites, par tronconnage, du lopin brut sous forme de parallélépipédes de taille 100 x 50 x
3 mm?3. Ensuite, un polissage révélant la microstructure a été réalisé sur chaque éprou-
vette. Cette procédure a été basée principalement sur un polissage allant jusqu’a la super
finition sous une lubrification en silice coloidale. Une attaque Kroll pendant 6 secondes a
été effectuée pour révéler les phases en présence. Celles-ci, constituent un mouchetis na-
turel qui autorise ’application des techniques de corrélation d’image pour remonter aux
champs cinématiques.

Choix des paramétres optiques et de coupe I'instrumentation des essais de coupe
impose un bon arbitrage entre les parameétres optiques des caméras et les paramétres de
coupe (principalement l'avance, la vitesse et 'angle de coupe). Les principaux objectifs

o1



CHAPITRE 2. MESURES IN-SITU ET ANALYSE EXPERIMENTALE DE LA
COUPE

de I'acquisition d’images résident dans (i) Pobtention d’une image nette ?, (ii) une bonne
résolution spatiale, (iii) une fréquence d’acquisition suffisante pour décrire les mécanismes,
(iv) une densité de flux thermique suffisante pour la mesure de température. Atteindre ces
quatre objectifs nécessite un bon compromis entre les paramétres optiques et de coupe.
Ainsi, il est important de détailler les interactions entre ces deux familles de paramétres
suivant les quatre principaux objectifs.

L’obtention d’une image nette : la netteté des images est un élément clé dans la dé-
termination des grandeurs cinématiques et thermiques. Afin d’obtenir une image
relativement nette, deux alternatives sont possibles : (i) la diminution de la vitesse
de coupe; (ii) la réduction du temps d’intégration.

Une diminution de la vitesse de coupe revient a atténuer le flou cinétique créé par
le déplacement des éléments de la matiére durant le temps d’ouverture. La figure
2.9 expose l'effet d’augmentation du temps d’intégration sur le déplacement d’un
élément par pixel pour différentes vitesses de coupe. D’aprés cette figure, on constate
facilement que pour une vitesse donnée, plus le temps d’intégration est faible plus
I'image est nette.

Toutefois, la diminution de ce paramétre est généralement limitée par la capacité des
sources lumineuses. En effet, diminuer le temps d’intégration conduit a ’obtention
d’une image de plus en plus sombre et cette approche se heurte inévitablement soit
a l'éclairement généré par la source lumineuse (Figure 2.9) soit a la limite physique
de la caméra (1/500000s pour la caméra Photron SA3).

/ i 30 m/min

Photron SA3 /i B2 m/min Flir SC7000 JAREH

—_ 20 m/min ~

g B 2 e 25 m/min

‘3, Plage d’obscurité lice / . ‘& Plage d’obscurité lice

= a la puissance: / > m/min = au flux percu par la 20 m/mi

L de I’éclairage / L caméra i

=] utilisé =
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1) 1)
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FIGURE 2.9 — Influence du temps d’intégration sur le déplacement d’un point pendant le
temps d’ouverture pour différentes vitesses de coupe. Points de fonctionnement choisis
pour la caméra : a) Photron SA3 b) Flir sc¢7000

Une bonne résolution spatiale : une bonne résolution spatiale est nécessaire pour la
compréhension des mécanismes d’enlévement de la matiére et dans 'identification
des phénomeénes régissant la formation de copeau. Trois principaux paramétres sont
concernés dans ce cas : le facteur de grandissement, le cadrage, et la taille de pixel.
La caméra utiliste FASTCAM SA3 posséde un capteur dont la taille de 'inter-pixel

2. Image qui permet de révéler les détails de la scéne avec un bon contraste et qui permet d’appliquer
d’une maniére robuste les techniques de corrélation d’image
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(Pitch) est de 17um. De plus, 'objectif adopté dans notre cas assure un grandisse-
ment x15. Ceci revient & observer, en Full-Frame, une région de 1.16x1.16 mm. Avec
ces conditions, la fréquence d’acquisition s’avére insuffisante, en nombre d’images
par seconde, pour décrire la formation de copeau. Ceci nous oblige & appliquer un
fenétrage afin de conserver un nombre d’images suffisant pour une résolution spa-
tiale acceptable. Un fenétrage en demi-frame 512 x 512 piz, s’avére trés intéressant
dans notre cas pour avoir un nombre d’images par feston suffisant et aussi dans la
restitution de la zone de coupe. Concernant la caméra thermique, un fenétrage en
demi-frame est 1a aussi inévitable pour garantir au moins une image thermique par
feston (160 x 120 piz).

Bien que le premier facteur soit fixé par le choix de 'objectif et le capteur de la
caméra rapide, la zone observée par la caméra doit aussi étre bien positionnée par
rapport & la taille de I'image désirée. De ce fait, il faut s’arranger pour que la
matiére occupe une bonne partie de I'image lors de la formation de copeau (un
bon cadrage). Dans ce cas, il convient d’optimiser 'avance. C’est pourquoi, dans ce
travail, les essais sont tous effectués avec la méme avance, celle-ci étant choisie de
maniére & maximiser le remplissage de I'image.

Fréquence d’acquisition : 'augmentation de la fréquence d’acquisition (fps) assure
une description plus fine dans ’analyse de la formation de copeau. Par conséquent,
elle est liée directement a la cinétique de formation des festons (i.e vitesse de coupe).
Par contre, 'augmentation de ce paramétre est souvent accompagnée par une dégra-
dation de la résolution spatiale (fenétrage). Les images obtenues sous une taille de
384 x 352 piz (donc a 10000 fps) ont été ici considérées comme la résolution la plus
faible permettant la bonne description de la formation de copeau (Figure 2.10.b).
On privilégiera cependant la résolution de 512 x 512 (donc a 6000 fps) lorsque c’est
possible. En effet, il convient de diminuer cette fréquence pour gagner en résolution
spatiale afin d’avoir suffisamment d’images visibles et thermiques au cours de la
formation d’un feston.

Une valeur entiére du rapport de fréquence d’acquisition n des deux caméras est
par ailleurs trés souhaitable pour le post-traitement des images. La figure 2.10.a
montre les courbes fréquence-résolution des deux caméras employées. Une fréquence
d’acquisition de 6000 fps pour une image de taille 512 x 512 offre un bon compromis
entre ces deux paramétres. Ainsi, on peut obtenir une image infrarouge pour 10
images visibles avec une fréquence d’acquisition de 600 fps de la caméra infrarouge.

Flux thermique : indépendamment des paramétres optiques de la caméra visible, I’ob-
tention d’un bon flux thermique est primordiale pour la mesure de la température.
Ce parameétre dépend fortement des parameétres de coupe. Cependant, les para-
meétres discutés auparavant nous incitent a abaisser la vitesse de coupe alors que
cette grandeur impose exactement le contraire. Il convient alors de trouver une
plage de vitesses de coupe admissibles pour réaliser ce compromis.

Avec les paramétres optiques fixés précédemment et sur une plage de vitesses de
coupe entre 3 — 15m.min~! et d’avance entre 0.1 — 0.3mm, les tests préliminaires
effectués ont montré qu’'un flux thermique suffisant est percu par la caméra.

Les points évoqués précédemment ont révélé des difficultés dans I'arbitrage des parameétres
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FIGURE 2.10 — (a) Courbes fréquence d’acquisition-résolution des caméras utilisées (b)
Influence de la vitesse de coupe sur le nombre d’images par feston pour deux fréquences
d’acquisition

optiques et d’usinage. Le caractére couplé des parameétres avec des aspects souvent contra-
dictoires nous contraint a plusieurs restrictions sur la plage de vitesses de coupe et sur les
parameétres optiques des deux caméras. Le tableau 2.2 synthétise les conditions de coupe
ainsi que les paramétres optiques adoptés dans ce travail.

vy f Ve tirr | tivis I'ir I'vis T yis

(°) | (mm) | (m.min™") | (us) | (us) | (um/pizel) | (um/pizel) | (piz X pix)
Test 1 15 3 50 512 x 512
Test 2 15 30 384 x 352
Tost 3 ; 0.25 3 50 50 1.981 1.133 519 x 519
Test 4 15 30 512 x 512

Tableau 2.2 — Paramétres de coupe et optiques utilisés dans cette étude (I'rr : résolution
de la ligne infrarouge, Iy g : résolution de la ligne visible, Y ;s : taille d’images visibles,
Y, : taille d’images infrarouges dans les quatre tests 160 x 128 piz?)

Si des tests a une vitesse de coupe importante ~ 30m.min~! peuvent toujours étre
réalisés, il faut garder a I'esprit qu’il est trés difficile de garantir, pour de telles conditions,
au moins une image thermique par feston. En accord avec cette philosophie, le choix
s’est porté vers deux vitesses de coupe relativement faibles. Afin de garantir une bonne
résolution spatiale pour des fréquences d’acquisition correctes, 'avance a été fixée a 0.25
mm. Ce choix permet de bien analyser 'influence de la vitesse et de I’angle de coupe avec
un nombre d’images par feston acceptable sur les deux lignes.

Pour conclure, le choix s’est porté sur quatre conditions de coupe permettant d’ana-
lyser les phénomeénes régissant la formation du copeau.
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2.2 PARAMETRES ET APPROCHES EMPLOYES EN POST-TRAITEMENT

Maintenant que les raisons du choix des conditions de coupe ont été exposées, il
convient de détailler le principe des post-traitements effectués pour obtenir les grandeurs
désirées.

2.2 Paramétres et approches employés en post-traitement

2.2.1 Corrélation d’images

L’utilisation des techniques de corrélation d’images impose la capture d’'une image
bien texturée pour avoir suffisamment de niveaux de gris. Comme évoqué précédemment,
le choix s’est orienté vers un polissage trés fin qui révéle les phases en présence.

Cependant, la bonne révélation de la miscrostructure ne refléte pas forcément la bonne
qualité des mesures cinématiques. Plusieurs travaux sur cette thématique ont mis en évi-
dence U'incertitude liée a la taille du mouchetis [Pan 2008, Bornert 2009]. Le rapport entre
la taille d’imagette (Motif) dans la corrélation et la taille moyenne de la microstructure
doit étre optimisé pour garantir une faible incertitude de mesure. La technique de cor-
rélation d’images adopté ainsi que l'analyse de la taille du motif dans cette étude sont
détaillées en Annexe B.

2.2.2 Cumul des déformations et dérivation des champs cinéma-
tiques

L’erreur liée a 'emploi de la formulation incrémentale en corrélation couplée a I'am-
plitude des déformations trouvées par plusieurs auteurs en coupe, révéle les difficultés
inhérentes pour remonter proprement aux grandeurs cinématiques dans un procédé aussi
complexe que 1'usinage.

Les travaux de Pottier et al. [Pottier 2014a| constituent une bonne alternative pour
faire face a cette problématique. La méthode repose sur 'estimation du tauzx de déplace-
ment d’un point matériel occupant la position Xg = x¢9 = (X, Y)o sur 'image de référence
et la position X;, = (X,Y),, sur 'image k (Figure 2.11). Par une interpolation entre deux
images successives, il est possible d’estimer le coordonnée actuelle x;, d’un point matériel
sur une grille évoluant avec la matiére a travers des fonctions de forme classiques d’'un
¢lément triangulaire ¢;.

(2.4)

Xp = Xp_1 + Aug (Xp_1)
Ay (x-1) = Yoo di(x-1) x Auy, (Xy,)

Finalement, en connaissant les positions des points x; = (x,y)x sur les images défor-
mées, on peut remonter aisément aux champs des déplacements cumulés par :

Uz (Xk) = X — X(] (25)

Une fois le passage incrémental-global mené, il est possible de déterminer les grandeurs
mécaniques permettant d’établir des comparaisons avec les codes éléments finis (EF)
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Image no.0 : Image no.1 Image no.2
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FIGURE 2.11 — Interpolation des champs de taux de déplacement entre deux images per-
mettant 'actualisation de la grille de corrélation

commerciaux comme ABAQUS. La décomposition polaire du tenseur gradient F employée
par ces codes de calcul repose sur :

F=RU=VR (2.6)

Basé sur cette décomposition, la plupart des codes de calcul EF offrent, en sortie, des
grandeurs eulériennes comme le tenseur de déformation logarithmique HENKY H et aussi
la déformation nominale N. Ces deux derniers tenseurs sont donnés par les équations
suivantes [Sidoroff 1980] :

H=inV et N=V-I (2.7)
Dans notre cas, il est possible de remonter au tenseur gradient via I’équation 2.8.
Fi.=Vx,u; +1 (2.8)

L’évaluation des champs de déformations requiert une dérivation spatiale des champs
de déplacement bruts (équation 2.8). Le probléme est que I'opérateur gradient n’est pas
régularisant et a ce titre il conduit a une augmentation significative du bruit de mesure.
Afin de s’affranchir d’un tel probléme, trois approches sont classiquement employées :
l'utilisation d’un filtre numérique avant ou aprés la dérivation [Pastor 2008], ’emploi des
méthodes inverses pour estimer une solution approchée par minimisation [Kaipio 2007|
et, finalement, la projection modale/spectrale [Chrysochoos 2000].

Dans notre cas, une projection modale comme celle décrite dans [Pottier 2014b] a été
mise en place. Elle consiste a se doter d’une base de N descripteurs (); o toute mesure
se projette d’'une maniére unique sur cette base tel que :

ur(Xo) ~ (Z azp@p(Xo) | Zaprp(X0)> (2.9)

Ou Q,(X) sont les N premiers modes dynamiques propres d’une plaque carrée. Les pa-
rameétres o, représentent les coordonnées de chaque mode dans la base modale. Sur cette
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base, qui est fréquentielle par construction, on constate aisément que cette approche re-
vient & utiliser un filtre passe-bas puisque les hautes fréquences de champ de déplacement
u(Xy) se retrouveront dans le résidu si la troncature est effectuée sur un critére fréquen-
tiel. Ainsi, en tirant profit de la linéarité de 'opérateur dérivée, il est possible d’écrire
proprement 'opérateur gradient de la maniére suivante :

ZN: Oy 8QP(XO) ZN: Oy 6QP(X0)
Vx,u(Xo) ~ (z’z’v L aguixo) 2%1 ¥ oguixo) (2.10)

p=1 Yp— ox p=1 %yp ™ gy

Finalement, une seconde interpolation permet de remonter au gradient du déplacement
et par la suite, au tenseur de déformations & partir de la grille déformée xy.

onuk(xk) = onuk<X0 + uk(Xo)) (211)

2.2.3 Equation de la chaleur

Les premiers travaux de couplage de deux techniques ont été initiés par [Chryso-
choos 2000] sur plusieurs éprouvettes en traction avec des matériaux différents. Deux
caméras (visible et infrarouge) ont été placées sur les deux faces des éprouvettes pour les
mesures thermiques et cinématiques lors des essais, aboutissant ainsi a des profils longi-
tudinaux de bilans d’énergie. Et depuis, vu le grand intérét de cette approche, elle a été
étendue a plusieurs autres thématiques et pour des échelles encore plus fines.

[’analyse des grandeurs cinématiques et thermiques a été envisagée pour étudier les
couplages thermomécaniques gouvernant les mécanismes d’enlévement de la matiére en
coupe. La décohésion matérielle présentée dans la coupe est liée en grande partie a la
chaleur issue d’un effet conjugué de dissipation d’énergie causée par le frottement et
de la déformation plastique au cours du processus. En considérant le premier principe
de la thermodynamique, ’énergie mécanique transférée dans le matériau est convertie
d’une part en énergie interne, traduite par ’augmentation de la densité des dislocations
et I’écrouissage du matériau, et d’autre part sous forme de chaleur. Cette conversion du
travail mécanique en chaleur a été étudiée pour la premiére fois par Lord Kelvin.

Dans cette partie, nous nous intéressons a la modélisation du probléme thermique
instationnaire. Ce probléme est gouverné par 1’équation de la chaleur munie de la loi de
Fourier et d'un certain nombre de conditions aux limites sur les surfaces latérales de coupe
et sur l'aréte de I’outil.

Issue du premier et du deuxiéme principe de la thermodynamique, 1’équation de la
chaleur est I'ingrédient de base pour analyser I'aspect thermomécanique de ce processus.
Les lecteurs sont vivement invités a consulter I’Annexe C pour plus de détails, notamment
sur la dépendance en température des paramétres physiques du matériau. Suite a ces
considérations, I’équation de la chaleur peut se ramener a la forme suivante :
2h0  20€, - ,

+

-~ 7(T4 —Ty) = wy, (2.12)

o0 o - 2 _
pC, (E 4 ve) —ky (V) — kA0 +
e p, C,, k sont respectivement la masse volumique, la chaleur spécifique, et la conduc-
tivité thermique du matériau. Il s’agit dans notre cas des paramétres physiques qui
évoluent linéairement en fonction de la température durant le processus (Annexe

Q).

o7



CHAPITRE 2. MESURES IN-SITU ET ANALYSE EXPERIMENTALE DE LA
COUPE

p o
de la chaleur dans le matériau et représente ’augmentation (ou la diminution) de la
température en un point matériel. Il est décrit en fonction de I'écart a la température
ambiante (9 =T(x,t)— To), la variable v représente le champ de vitesse.

e Le premier terme pC (8—5 +U- 65), dit inertiel, définit classiquement la diffusion

- 2\ 2 _
e Le terme de diffusion (le laplacien) k; (V@) — kAy0 décrit I'évolution de la tem-

pérature dans le matériau via la conductivité thermique k et 'opérateur laplacien
Ay bidimensionnel.

e Le terme % décrit les pertes par convection en surface en fonction du coefficient
de convection thermique h; qui est fixé a 50 W.m?2. K 1.

° %(T4 — Ty) décrit les pertes par rayonnement de deux surfaces de la matiére par
le biais de I’émissivité du matériau € et de la constante de Boltzmann o.

e Le terme w, représente la puissance calorifique. En '’absence des termes de couplage
thermoélastiques, il se limite a la part d’énergie qui est irréversiblement transformée
en chaleur par plasticité (puissance anélastique).

2.2.4 Lagrangien versus eulérien

Gréce a la technique développée par [Pottier 2014b], le champ cinématique, en grandes
déformations, peut étre ramené sur le maillage de référence par rapport a la configuration
initiale. Ainsi, le point de mesure est confondu avec le point physique. Ce qui nous raméne
a une approche lagrangienne ou vice-versa. Néanmoins, les mesures effectuées par thermo-
graphie ne reflétent pas forcément 1’évolution de la température du méme point matériel,
puisque le point se déplace au cours de la formation du copeau. Par conséquent, il convient
de compenser le mouvement de la matiére afin de rattraper ce décalage spatio-temporel.

Plusieurs travaux ont été menés sur cette problématique afin de passer d’une formu-
lation a Pautre [Sakagami 2008, Pottier 2009]. Parmi les méthodes employées, on trouve
principalement la technique de compensation de mouvement qui permet le passage, sans
perte d’information, de la configuration eulérienne a la configuration lagrangienne. Elle
consiste a ramener chaque pixel de 'image déformée dans sa configuration initiale en
lui soustrayant une valeur interpolée du champ de déplacement. Deés lors, les mesures
se présentent sous la forme de films qui ne montrent que la seule température sur une
configuration lagrangienne basée sur la méme configuration initiale que celle adoptée en
déplacement.

2.2.5 Conclusion intermédiaire

Les sections décrites précédemment nous donnent une vision globale sur le dévelop-
pement mis en place en post-traitement afin de garantir une bonne qualité de mesure
couplée de champs cinématiques et thermiques. Celles-ci débutent par la description de
la technique de corrélation d’image employée ainsi que par la quantification de I'erreur
engendrée par la taille du motif. Ensuite, la transformation des champs des déplacements
d’une configuration incrémentale a la configuration globale a été décrite en se basant sur
les travaux menés par Pottier et al. [Pottier 2014a]. Celle-ci permet de minimiser les er-
reurs liées & la surestimation de la déformation et de s’affranchir des hypothéses de petites
perturbations largement utilisées en coupe.
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L’équation de la chaleur a été établie via la transformée de Kirchhoff en température.
L’objectif est de développer un bilan énergétique permettant de décrire et de quantifier
la contribution de chaque zone de coupe.

Dans les sections suivantes, une présentation des analyses a posteriori sera abordée
afin de découvrir I'impact des sollicitations thermomécaniques induites par la coupe sur la
microstructutre de I'alliage de titane Ti-6AL-4V. Ensuite, une attention particuliére sera
accordée aux mesures thermiques et cinématiques pour pouvoir quantifier les sollicitations
thermomécaniques induites par la coupe via un bilan énergétique. Enfin, une comparaison
suivant les conditions de coupe sera menée afin de quantifier I’apport en terme de puissance
de chaque zone de cisaillement.

2.3 Analyses des résultas

Comme exposé dans le tableau 2.2, quatre conditions de coupe ont été retenues pour
nos analyses. Chaque usinage a été répété au minimum 3 fois pour chaque condition opé-
ratoire. La dispersion des valeurs, pour chaque condition de coupe, est limitée (inférieure
a4 %) : les barres d’erreur peuvent de ce fait étre masquées sur les prochains graphiques.

La plage de conditions de coupe choisies a permis d’étudier I’évolution des sollicitations
thermomécaniques dans la coupe de 'alliage de titane Ti-6Al-4V.

2.3.1 Géométrie du copeau

Pour chaque essai de coupe, les copeaux ont été collectés pour des observations mi-
croscopiques avec un microscope électronique a balayage (MEB). La figure 2.12 montre
le changement morphologique du copeau suivant les conditions de coupe choisies.

y=15° y=00

3 Ve 15 3 Ve 15

m.min’!

m.min’! m.min’! m.min’!

(a) Test 1 (b) Test 2 (c) Test 3 (d) Test 4

FIGURE 2.12 — Evolution de la morphologie du copeau en fonction des conditions de coupe
pour lalliage de titane Ti-6Al-4V
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On reléve une segmentation trés visible sur cet alliage avec une fissuration trés pronon-
cée entre les segments pour les quatre conditions de coupe (Figure 2.12). L’ouverture de
fissure est trés influencée par la variation de I'angle de coupe et, & moindre échelle, par la
vitesse de coupe. Pour un angle de coupe nul, la taille d’ouverture des fissures s’avére trés
faible a cause de la compression induite par cet angle sur le feston lors de sa formation.
En revanche, cet effet n’est pas observé dans le cas d'un angle positif ot I'ouverture est
plus importante.

FIGURE 2.13 — Présence des cupules sur la surface située entre les festons de l’alliage de

titane Ti-6AL-4V

Observons plus en détails les zones entre les festons (Figure 2.13) : des cupules trés
fines sont observées dans les zones fissurées. Ceci traduit ’aspect ductile de la décohésion
matérielle durant le processus. Ces cupules sont allongées et parfois gommées a cause du
glissement des festons les uns sur les autres.

Grace a la bonne profondeur de champ offerte par le MEB, on a pu observer 1’écou-
lement latéral de la matiére (Figure 2.12). Ce phénomeéne s’avére trés important dans le
cas des faibles vitesses mais surtout pour un angle de coupe nul. On remarque aussi que
cette déformation est située principalement dans la zone inférieure des festons. Suite a ces
observations, il est possible de remettre en question I’hypothése de déformations planes
communément adoptée dans la modélisation de la coupe orthogonale. Ceci explique le
déplacement hors-plan trouvé dans les images obtenues grace au dispositif VISIR. Ce
phénomeéne est de méme constaté expérimentalement par plusieurs auteurs et pour diffé-
rents matériaux [Courbon 2012, Pottier 2014a, Baizeau 2017]. Courbon [Courbon 2012]
propose un polissage jusqu’a un plan médian afin d’établir une comparaison entre les
résultats expérimentaux et ceux fournis par des modéles EF en déformation planes.

Ce phénoméne complexe de déformation latérale de copeau peut se ramener a une seule
composante décrite par la largeur de copeau l,4. Suite aux observations MEB, des analyses
supplémentaires ont été menées afin de quantifier cette grandeur macroscopique ainsi
que sa sensibilité aux conditions de coupe. On définit alors un rapport d’élargissement r
comme le ratio entre la largeur de copeau [, et la profondeur de passe a,, comme l'indique
la figure 2.14.

La figure 2.15 montre que celui-ci varie de ~ 1.1 — 1.15 a haute vitesse et vers un
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FIGURE 2.14 — Elargissement de copeau observé sur Ualliage de titane Ti-6Al-4V

maximum de 1.3 pour une vitesse de coupe de 3 m.min~!. L’effet de l’angle de coupe
sur I’élargissement de copeau n’est pas trés important dans ces conditions. On remarque
une légere augmentation entre le couple des tests 1-3 et 2-4. Ceci témoigne de I'impact
important de la vitesse de coupe sur la taille des festons formés (i.e la fréquence de
festonnage) par rapport a l'effet de ’angle de coupe qui demeure faible par rapport a celui-
ci. Cependant, cette grande dispersion dans le rapport d’élargissement laisse penser qu’elle
est trés dépendante de la taille de feston formé et qu’elle est liée & tout un mécanisme qui
se synthétise en trois phases : (i) la compression au niveau de la pointe de l'outil (ii) la
création du plan de glissement (iii) la formation totale du feston. Grace aux films effectués
pour les quatre conditions de coupe, il est possible de remonter & ces grandeurs afin de
clarifier le lien entre ces phénoménes et de révéler 'influence des conditions de coupe sur
celui-ci.
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FIGURE 2.15 — Evolution de 1’élargissement de copeau suivant les conditions de coupe
choisies

61



CHAPITRE 2. MESURES IN-SITU ET ANALYSE EXPERIMENTALE DE LA
COUPE

Influence des conditions de coupe sur la géométrie des festons

Suite aux remarques précédentes, une attention particuliére a été portée aux festons
formés a 'issue de chacun des tests. Ainsi, on a pu remonter aux deux grandeurs géomé-
triques principales qui caractérisent la géométrie des festons : 'angle de cisaillement ()
et la longueur de feston (L), comme 'indique la figure 2.16.

Test 1 Test 2 Test 3 Test 4

512 Pixels

512 Pixels

FIGURE 2.16 — Images obtenues par la ligne visible pour les quatre conditions de coupe
présentant les paramétres géométriques du copeau : angle de cisaillement (p) et longueur
de copeau (L)

A partir des clichés effectués, les grandeurs caractéristiques des festons ont été ex-
traites (Figure 2.17). Pour chaque test, il est clairement perceptible que la distribution de
longueur des festons peut étre assimilée a une loi normale. L’influence de I'augmentation
de la vitesse de coupe sur la longueur de feston est trés importante. Elle est traduite par
une réduction de la longueur moyenne de 400 pum & 320 um dans le cas des tests 1 — 2 et
de 375 um a 328 pum dans le cas d'un angle de coupe nul. De plus, malgré la dispersion
importante, il convient de mentionner la légére diminution de I'écart type avec I’élévation
de la vitesse de coupe. Ceci, pourrait impliquer une tendance du processus a ’homogénéi-
sation de la taille des segments (stabilité 7). Cet effet est en accord avec nos observations
sur les angles de cisaillement. La tendance de ce dernier paramétre montre une augmen-
tation avec ’élévation de la vitesse de coupe, et de ce fait conditionne la réduction de la
longueur de copeau mesurée. Cette réduction peut étre évaluée a travers la fréquence de
festonnage.

La fréquence de festonnage est définie comme le ratio entre la vitesse de coupe et
la longueur de copeau. Elle est calculée classiquement : (i) a travers des simulations
numériques de la coupe [Zhang 2011a, Ducobu 2014, Harzallah 2017|, (ii) a posteriori
sur le copeau [Ducobu 2014| (iii) ou via les efforts de coupe [Castro 2006|. Bien que
la premiére méthode reste tributaire des données d’entrée pour qu’elle soit prédictive, les
deux derniéres approches de mesure s’avérent trés limitées en terme de précision. En effet,
la mesure aprés préparation métallurgique (polissage) requiert une parfaite orthogonalité
entre le plan médian du copeau et le plan de polissage.

Concernant la deuxiéme approche, elle reste tributaire des moyens de mesure utili-
sés, comme évoqué dans le chapitre 1. Suite & ces constatations, il semble préférable de
travailler avec une fréquence métrique de segmentation FMS (segment.mm™"') qui est
facilement calculable & partir des films obtenus pour chaque condition de coupe. Elle met
en évidence le nombre de festons formés par unité de longueur. Le tableau 2.3 expose les
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FIGURE 2.17 — Ewolution de la distribution de longueur de copeau ainsi que l'angle de
cisaillement suivant les conditions de coupe des tests
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différentes fréquences métriques de festonnage trouvées suivant les conditions de coupe
employées. Il permet, en effet, de consolider nos constations concernant l'influence des
paramétres de coupe sur la taille des festons.

vy f Ve Neston FMS
(°) | (mm) | (m.min1) — (segment.mm™")
Test 1 15 3 219 2.19
Test 2 0.25 15 249 2.49
Test 3 0 ' 3 227 2.27
Test 4 15 286 2.86

Tableau 2.3 — Evaluation quantitative de la fréquence métrique de festonnage suivant les
conditions opératoires retenues

L’effet de la variation de l’angle de coupe vers des valeurs faibles v — 0°, est trés
clair : elle conduit & une diminution de la longueur des festons et, & moindre échelle, de
I’angle de cisaillement.

On observe que l'allure de la séparation de la matiére différe significativement en
fonction de 'angle de coupe. En effet avec un angle positif, le phénoméne du cisaillement
se trouve plus soutenu et la fissure se propage en ligne droite. A contrario, avec un angle
nul, une variation de la direction de propagation est observée. On constate une fissure
incurvée quelle que soit la vitesse de coupe. La contrainte additionnelle liée a I'angle de
coupe nul, tend a déformer d’avantage le copeau et a ralentir son processus de formation.
Au dernier stade de sa formation, une libération soudaine induite par le cisaillement est
observée. Ainsi dans ces conditions, on semble observer un processus d'arrachement des
festons.

La compréhension des mécanismes de coupe doit inévitablement passer par des ana-
lyses en trajet de déformation afin d’observer 'histoire et les modes des sollicitations
imposés au feston.
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FIGURE 2.18 — Trajets de déformation des points matériels pour deux angles de coupe
différents et avec la méme vitesse : effet de l’angle de coupe sur le processus de formation
d’un feston
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En tirant profit des analyses menées par corrélation d’images, on a pu suivre les trajets
effectués par quelques points matériels durant la formation du copeau pour les tests 1 et
3. La figure 2.18 expose une explication détaillée a ce sujet. Le trajet de déformation
pour un angle positif est trés proche du cisaillement pur, alors que pour un angle nul, une
sollicitation en compression s’additionne au phénoméne de cisaillement. Cette sollicitation
combinée de compression/cisaillement permet d’expliquer l'allure incurvée de la fissure
pour un angle nul. Ce phénoméne est aussi visible sur les films bruts, ot 'on observe un
déplacement hors-plan plus important pour les tests 3 et 4.

Ces constations permettront aussi apporter une explication satisfaisante aux écarts
d’efforts de coupe qui seront présentés dans le paragraphe 2.3.3. Elle nous renseigne par
ailleurs sur ’aspect stochastique de la coupe de par la grande variabilité des parameétres
mesureés.

2.3.2 Aspects microstructuraux

Une analyse métallurgique s’avere intéressante afin d’analyser 1'histoire des sollicita-
tions thermomécaniques imposées a cet alliage.

Des clichés a différents grossissements ont été réalisés au MEB afin d’analyser I'in-
fluence des parameétres de coupe sur la microstructure du copeau.

La figure 2.19.a montre une microstructure typique d’un copeau segmenté provenant
d’un matériau ductile. Ces copeaux s’apparentent classiquement a ceux obtenus en usi-
nage dur. De plus, la microstructure s’approche fortement de celles observées par Barelli
[Barelli 2016] en coupe orthogonale sur une nuance trés similaire. La matiére présente
des zones de déformation trés localisées. La période de segmentation apparait de nouveau
clairement égale a l'avance, comme énoncé dans les travaux de Courbon [Courbon 2012]
sur 'acier dur 42CrMo4. Les zones fissurées entre les segments sont presque totalement
masquées par le polissage effectué. L’existence d’une ouverture entre les segments polis
laisse penser plusieurs chercheurs [Castro 2006, Ducobu 2014] qu’il s’agit d’une zone d’ini-
tiation de fissure, alors qu’il est clairement observé dans les films obtenus mais aussi dans
les images MEB du copeau non poli que ce n’est pas le cas. La fissure s’initie au niveau
du rayon d’acuité de 'outil et se propage le long du plan de cisaillement vers le bord libre
de la matiére.

Par ailleurs, le copeau poli révéle un effet géométrique qui rassemble les segments non
achevés par paires. Ce phénoméne montre I’amorcage simultanée de plusieurs fissurations
pour aboutir a la formation d’un seul feston conduisant & I’apparition de deux sous-blocs
dans le méme feston. En effet, il est clairement perceptible dans les films qu’il s’agit
d’une fissuration principale non achevée au bord libre et qu'une deuxiéme fissuration
la contourne pour pouvoir former le feston. A 1’échelle microscopique, le matériau est
biphasé et composé¢ de colonies (des nodules a entourés par du 5 lamellaire (Figure 2.6))
qui peuvent adopter de nombreuses orientations cristallines différentes. Il est raisonnable
de penser que la propagation d’une fissure peut étre stoppée par la rencontre avec un
amas de grains orientés moins favorablement.

Ainsi, malgré I’énergie fournie & 'initiation et & la propagation de la fissure, il s’avére
qu’elle est insuffisante pour transmettre les dislocations entre deux colonies fortement
désorientées, ce qui freine sa progression jusqu’au bord libre. De ce fait, une seconde fissure
contourne ’ensemble du feston en adoptant un chemin plus complexe, mais de moindre
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FIGURE 2.19 — Micrographies des copeaux collectés pour l’alliage de titane Ti-6Al-4V
(Kroll ~ 6s) dans le cas du test 3 (Ve =3 m.min™t v =0° f = 0.25 mm)
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énergie pour aboutir au bord libre. On soulignera que ce phénomeéne se traduit par une
augmentation brutale en effort (augmentation de la section coupée) et que sa fréquence
d’apparition peut générer un phénomeéne de résonance trés marqué sur les courbes d’effort,
comme le montre Castro [Castro 2006].

En se focalisant maintenant sur un seul feston, il peut étre subdivisé en plusieurs
régions suivant leur niveau de déformation. Si le centre du feston est peu déformé et
assez similaire a celui de la microstructure initiale, il est difficile de discerner 1’organi-
sation structurale dans les deux régions de cisaillement ((Z;(n) et (Z;;(n)). Néanmoins,
la surface affectée par la passe précédente (n — 1) laisse entrevoir un mouvement de sys-
témes de dislocations dans la phase 8 qui semble partiellement déstructurée a cette échelle
d’observation (Figures 2.19.b et c).

Analysons plus en détails les deux zones principales de déformation (Figures 2.19.a.d et
e). Dans la zone de cisaillement primaire, les lamelles § se montrent trés allongées suite a
la localisation de la déformation et & la propagation de la fissure dans cette région. La zone
de cisaillement secondaire Z;;(n) ressort assez distinctement sur les figures 2.19.d.f et g.
Elle se caractérise par un niveau de déformation progressif qui s’intensifie en s’approchant
de l'interface outil-copeau. Par conséquent, cette zone peut étre scindée en deux parties :
un domaine modérément déformé, qui se caractérise par des lignes d’écoulement de la
matiére, ol les deux phases sont précisément discernables. Elle constitue une transition
entre le coeur du feston légérement déformé et le domaine sévérement déformé. Dans ce
dernier, la microstructure parait complétement homogene. Elle se manifeste comme le
siége des chargements thermomécaniques intenses a l'interface outil-copeau. Si l'on se
penche sur la figure 2.19.g, on s’apercoit que la surface en contact avec I'outil comporte,
en extréme peau, une couche extrémement uniforme. A ce niveau de déformation, il est
impossible d’identifier sa microstructure, méme a fort grandissement, comme le montre
la figure 2.20. Elle apparait par ailleurs blanche avec des nodules trés fins grisés et son
épaisseur ne dépasse pas 5 um selon les conditions de coupe.

FIGURE 2.20 — Déformations séveres a linterface outil-copeau : microstructure indiscer-
nable

En tenant compte du chargement thermomécanique ainsi que de la chaleur dissipée
dans cette zone, plusieurs auteurs évoquent la présence d’une couche limite qui agi-
rait comme un film lubrifiant & haute température, réduisant le frottement a l'interface
[Trent 2000, Jaspers 2002, List 2004, Courbon 2012]. List [List 2004] soutient cette hypo-
thése en considérant que le comportement & l'interface est proche de celui d’un fluide trés
visqueux et d’un fluide newtonien au niveau de la pointe de 1’outil.
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Les analyses précédentes témoignent des limites des moyens de caractérisation clas-
siques a révéler les changements microstructuraux opérant dans la zone de cisaillement se-
condaire. Améliorer la compréhension des phénoménes par une approche post-mortem de-
manderait donc des moyens d’'imagerie avancées (EBSD, MET, neutron aux petits angles,

synchrotron ...) afin de tirer des conclusions plus précises.

2.3.3 Efforts de coupe

Bien que les conditions de coupe étudiées montrent des différences significatives en
termes d’angle de coupe et de vitesse, les efforts de coupe des tests 1 et 4 présentent une
similitude assez surprenante. Ils reflétent, en effet, une compensation de la variation de
I’angle de coupe par un effet de vitesse.

Sur la figure 2.21, on constate une diminution classique des efforts avec la vitesse de
coupe. L’effet de I'angle de coupe est clairement perceptible entre les couples de tests 1—3
et 2 —4. Il se traduit par une augmentation significative de 'effort de coupe pour v = 0°.
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FIGURE 2.21 — Efforts de coupe pour les quatre tests étudiés

Bien que la table dynamométrique Kistler soit utilisée a une fréquence d’acquisition
maximale de 7 kHz, il s’avére qu’elle est incapable de fournir des informations a 1’échelle
mesoscopique relatives a la formation des festons, malgré les basses vitesses employées.

Comme on a pu le constater sur les films de chaque test, un chevauchement trés marqué
est observé dans le cycle de formation des festons. En effet, la phase finale de formation
d’un segment correspond aussi a la phase initiale de la formation d’un autre. De ce fait, il
apparait que les pics d’effort mesurés reflétent la formation de plusieurs festons a la fois. Ce
phénomeéne témoigne des difficultés inhérentes a dépouiller les signaux d’efforts a de telles
fréquences. Notons, de plus, que la projection du signal dans ’espace fréquentiel ne nous
a pas permis de tirer des conclusions pertinentes concernant la fréquence de festonnage.
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Une fluctuation en effort trés importante est observée sur les courbes obtenues. Elle
dépasse les 500N dans le cas du test 3. Celle-ci refléte implicitement l'instabilité du
processus pour les quatre conditions sélectionnées, mais incite a adopter d’autres moyens
de mesure plus performants comme ceux présentés dans [Adolfsson 1995, Castro 2006,
Chae 2007].

2.3.4 Analyse des grandeurs cinématiques et thermiques durant
la formation des festons

L’objectif de cette partie est d’analyser quantitativement 1’évolution des grandeurs
cinématiques (¢,,¢) mais aussi de la température T qui conduit, par la résolution de
I'équation de la chaleur (équation 2.12), a I'obtention des grandeurs énergétiques pour les
quatre tests.

Un seul feston de chaque essai est retenu pour les analyses. Sa formation progressive
sera décrite en pourcentage a partir de son initiation® (0%) jusqu’a sa formation totale
(100%). Le tableau 2.4 expose, le nombre des festons formés Negon ainsi que le nombre
d’images obtenues par feston a partir de la ligne visible (Ny;) et infrarouge (N;g).

g f Ve Nfeston NVis NIR

(°) | (mm) | (m.min™") - - -
Test 1 15 3 219 58 5
Test 2 0.95 15 249 10 1
Test 3 0 ' 3 227 62 D
Test 4 15 286 10 1

Tableau 2.4 — Evaluation quantitative du nombre d’images obtenues par le feston a traiter

Les différentes images visibles qui correspondaient aux images infrarouges ont été
sélectionnées pour les analyses. Bien que le nombre d’images visibles dans les tests 1
et 3 soit suffisant pour décrire correctement 1’évolution des grandeurs cinématiques et
thermiques du feston, il s’aveére que les tests & haute vitesse de coupe ne permettent
d’obtenir qu’une seule image thermique. Afin de compléter nos analyses, d’autres images
thermiques, qui proviennent d’autres festons de taille similaire (L, ¢) et présentant le
méme pourcentage d’évolution, ont été étudiées.

Les figures 2.23, 2.24, 2.25 et 2.26 permettent d’appréhender, pour chaque test, 1’évo-
lution progressive de la formation de feston, le trajet de fissuration ainsi que ses grandeurs
cinématiques et thermiques. L’analyse de ces phénomeénes fait I'objet des paragraphes sui-
vants.

e Mécanismes d’enlévement de la matiére

En se focalisant sur les images visibles obtenues, on peut distinguer aisément les étapes
classiques largement discutées dans littérature quant a la formation des festons |Ger-
main 2013, Pottier 2014a, Harzallah 2017] :

3. Moment ot 'outil de coupe rentre en contact avec le feston
4. La formation totale du feston est achevée lorsque la fissure atteint le bord libre de la matiére suivi
par 50um du déplacement de la piéce finale
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- Initiation : une compression importante est observée en avant de la face de coupe
et plus particulierement au voisinage du rayon d’acuité. Une déformation hors plan
trés nette est observée pendant cette phase et persiste jusqu’a la formation totale du
feston. Au niveau de la pointe de 'outil, cette compression conduit a la localisation de
la déformation et a l'initiation de la fissure qui marque la fin de cette phase.

- Cisaillement : une fois la fissuration déclenchée, le feston commence a glisser pro-
gressivement suivant le plan de cisaillement et la fissure continue de se propager jusqu’a
atteindre le bord libre de la matiére.

- Ejection : & ce stade, la fissuration est totale. Le feston est alors pris en tenaille
entre la face de coupe et le dessus du feston suivant. La résultante de ces efforts pousse
le feston vers le haut alors que débute la formation du suivant.

Comme le montre la figure 2.22; les proportions entre ces trois phases de formation
des festons dépendent fortement des conditions de coupe. On constate tout d’abord que
la phase de compression dure plus longtemps aux angles nul. Ceci conduit inévitablement
a une phase de cisaillement plus courte qui engendre 'effet d’arrachement percu a l'ob-
servation des films et mentionné dans le paragraphe 2.3.1. A moindre échelle, la vitesse
de coupe semble aussi avoir un réle puisque I'on constate qu’a faible vitesse, la phase de
compression est elle aussi plus longue. L’aspect ductile du matériau et sa sensibilité aux
conditions dynamiques permettent d’expliquer cette différence.

A ce stade, il est intéressant de remarquer qu’'un amorgage tardif de la fissure (effet
vitesse et /ou d’angle) conduit & des angles de cisaillement plus faibles. En effet, en mettant
en regard les figures 2.22 et 2.17 on constate par exemple que pour des angles nuls ou
I’amorgage est tardif, ’angle de cisaillement est plus faible. Il apparait donc que le trajet de
déformation influe fortement sur la propagation de la fissure et que plus ce dernier contient
de compression plus la propagation est retardée donc brutale. La fissuration semble donc
contourner la zone de forte compression et le fait que cette zone soit plus grande pour des
angles nul justifie I’allure incurvée de la fissuration dans ce cas. Par ailleurs, il convient de
mentionner que ces différences dans les modes de propagation conditionnent directement
la taille des festons générés.

Phase d’¢jection + Phase de compression
d’un nouveau feston

- Phase de Phase de
Compression Cisaillement

Test 4

Test 3

Test 2

Test 1

»

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 1007 %
Pourcentage de formation du feston

FIGURE 2.22 — Proportions des phases de formation des festons traités

De plus, les figure 2.23, 2.24, 2.25 et 2.26 montre que 'augmentation de la vitesse de
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coupe assure une localisation rapide et plus nette que celle observée a faible vitesse de
coupe (3 m.min~1). Elle se traduit par la création d’une bande trés fine dans laquelle la
fissure s’initie et se propage.

Enfin, un chevauchement entre la phase d’éjection des festons avec le début de forma-
tion d’un nouveau est observée sur toutes les conditions retenues.

e Grandeurs cinématiques

Le niveau de déformation est plus important a faible vitesse de coupe et & moindre
échelle, pour des angles nuls. Pendant la phase de compression, le niveau de la défor-
mation est trés modeste. Les zones déformées sont trés dispersées dans la région de
coupe. La déformation commence a se localiser progressivement jusqu’a la création to-
tale d’un plan de cisaillement dans lequel la déformation peut atteindre des valeurs trés
¢levées Hey ~ 1.7. Ainsi, une bande trés localisée est observée et déclenche le processus
de cisaillement dans la matiére. Ces phénomeénes sont observés sur les quatre tests avec
des proportions différentes.

Les vitesses de déformation sont, logiquement, trés influencées par 1’élévation de la
vitesse de coupe. A 15m.min~!, des valeurs de 5500s~! sont atteintes pour des stades
tres avancés de la formation du feston. Cet effet, joue un roéle tres important dans la
localisation de la déformation et la propagation de la fissure. Pour les tests 2 et 4,
une concentration trés nette de la vitesse de déformation dans une bande trés fine est
observée pour des stades précoces de la formation des festons < 20%. Elle assure, en
effet, une perte de ductilité dans le matériau, ce qui améne & une rupture plus rapide
que celle observée & faible vitesse de coupe.

Il est aussi intéressant de mentionner que l'effet de la variation de ’angle de coupe
sur les vitesses de déformation n’est pas négligeable. A faible vitesse de coupe, une
diminution trés importante (prés de 50 %) de la vitesse de déformation a été observée.
En revanche, cet effet n’est pas observé a haute vitesse de coupe ou les valeurs obtenues
sont comparables.

e Température

On retrouve une augmentation classique de la température en fonction de la vitesse de
coupe et a un degré moindre avec les angles de coupe nuls. Par contre cette élévation
avec les conditions de coupe n’est pas linéaire. Augmenter d’un facteur 5 la vitesse de
coupe ne fait progresser la température maximale que de 52%.

A partir de cette constatation, il est tout a fait raisonnable de remettre en question 1’hy-
pothese d’adiabaticité largement utilisée dans les simulations numériques de la coupe de
I’alliage de titane Ti-6Al-4V. Le lecteur pourra se reporter a I’Annexe C.3 qui discute
précisément de ce point. En effet, il est montré que le terme Laplacien de ’équation de
la chaleur présente un ordre de grandeur tout a fait comparable au terme inertiel.

Pendant la phase de compression, une évolution modeste de la température est obser-
vée sur les quatre tests. Une fois la localisation de la déformation établie, une élévation
brutale de la température est observée. Elle commence & la pointe de 'outil et se déve-
loppe tout au long du plan de cisaillement. Ce phénoméne nous renseigne par ailleurs
sur 'effet conjugué entre la déformation, la vitesse de déformation et la température
dans la propagation de fissure. La déformation se produit si rapidement que la quantité
de chaleur générée est faiblement évacuée par la conduction dans le matériau. L’adoucis-
sement causé par la cinétique thermique rapide risque de dépasser, a partir d’un certain
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FIGURE 2.23 — Images de 5 instants de la formation d’un feston qui décrivent [’évo-
lution de : (a) l’enlévement de la matiére (b) la propagation de fissure dans la zone
de cisaillement primaire (c) la déformation logarithmique équivalente (d) la wvitesse
de déformation équivalente (e) la température mesurée (f) la dissipation thermique
(Test 1:Ve=3m.min™t,v=15° f = 0.25 mm)
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image 1

FIGURE 2.24 — Images de 5 instants de la formation d’un feston qui décrivent [’évo-
lution de : (a) l’enlévement de la matiére (b) la propagation de fissure dans la zone
de cisaillement primaire (c) la déformation logarithmique équivalente (d) la vitesse
de déformation équivalente (e) la température mesurée (f) la dissipation thermique
(Test 2:Ve=15 mmin™ v =15° f = 0.25 mm)
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FIGURE 2.25 — Images de 5 instants de la formation d’un feston qui décrivent [’évo-
lution de : (a) l’enlévement de la matiére (b) la propagation de fissure dans la zone
de cisaillement primaire (c) la déformation logarithmique équivalente (d) la wvitesse
de déformation équivalente (e) la température mesurée (f) la dissipation thermique
(Test 3:Ve=3mmin™',v=0° f=0.25 mm)
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FIGURE 2.26 — Images de 5 instants de la formation d’un feston qui décrivent [’évo-
lution de : (a) l’enlévement de la matiére (b) la propagation de fissure dans la zone
de cisaillement primaire (c) la déformation logarithmique équivalente (d) la vitesse
de déformation équivalente (e) la température mesurée (f) la dissipation thermique
(Test 4 : Ve =15 m.min~t, v =0° f = 0.25 mm)
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niveau de déformation, le durcissement di a 1’écrouissage. Ce phénoméne entraine une
localisation de la déformation, auto-entretenue et amplifiée par la chaleur ainsi loca-
lement générée. Cet effet couplé aux contraintes importantes trouvées au niveau de
la pointe de 'outil donne naissance aux phénomeénes de fissuration qui s’initient et se
développent dans le plan de cisaillement jusqu’a atteindre le bord libre de la matiére.
Cette évolution rapide et simultanée des grandeurs thermiques et mécaniques refléte
la nature complexe du procédé mais surtout le couplage thermomécanique qui y est
associé.

Il est important de noter que la température maximale est localisée au niveau de la
zone de cisaillement primaire et non pas a l'interface de coupe, comme on peut le voir
dans [Liljerehn 2009, MSaoubi 2011, Valiorgue 2013]. Ceci est di principalement au
caractére instationnaire des mesures effectuées.

e Dissipation intrinséque d;

Un certain niveau d’énergie doit étre atteint afin d’enclencher les mécanismes d’enle-
vement de la matiére. Cette énergie est principalement cumulée par voie mécanique
mais aussi thermique par apport de chaleur. Une variation importante de la dissipation
intrinséque dans les festons suivant les conditions de coupe est observée. L’élévation de
la vitesse vers des valeurs cinq fois plus importantes assure son augmentation approxi-
mativement de 43% alors que la variation de ’angle de coupe (0° — 15°) conditionne sa
réduction avec un pourcentage proche. Cette constatation n’est pas étonnante compte
tenu de la forte localisation observée dans le cas des angles positifs et a un degré plus
important avec I’élévation de la vitesse de coupe. Comme nous ’avons déja constaté, la
compression additionnelle liée & la diminution de ’angle de coupe semble perturber le
processus de cisaillement et de ce fait, la localisation est moins prononcée par rapport
aux tests 1 et 2. Cet effet plutot surprenant renvoie a la figure 2.18 présentant les trajets
de déformation pour la méme vitesse mais avec des angles différents.

Il est aussi a noter que la dissipation fluctue au cours de la formation d’un feston. En
effet, une progression modeste est trouvée pendant la premiére phase, suivie par une
augmentation brutale liée a la localisation rapide de la déformation. Enfin la dissipation
diminue naturellement & la fin du processus de formation du feston.

2.3.5 Synthése sur les constatations précédentes

L’analyse de I’évolution simultanée des grandeurs cinématiques et thermiques dans
la formation des festons nous a permis d’avoir une vision trés claire sur les chargements
thermomeécaniques imposés dans le procédé. Néanmoins, quelques points apparaissent
comme des éléments de discussion suite & la variation des conditions de coupe.

Pour les quatre conditions étudiées, les champs de déformation sont spatiotemporelle-
ment trés hétérogénes et ils ont une tendance a se cumuler dans la méme zone. Ceci est
clairement perceptible sur les clichés de la vitesse de déformation. Cette derniére présente
I’allure d’une bande dont la largeur dépend des conditions de coupe et qui semble fixe dans
le temps ne fluctuant qu’en amplitude. Cette constatation conduit a émettre I'hypothése
d’un trajet de déformation qui serait prédéfini, principalement par la géométrie de coupe
(angle de coupe et avance).

La déformation a la rupture est plus faible lorsque la vitesse de coupe augmente.
On révele, dans ce cas, un phénomeéne de perte de ductilité lié & 'augmentation de la

76



2.4 VERS L’ETABLISSEMENT D’UN BILAN ENERGETIQUE LOCAL

vitesse mais aussi a I’élévation importante de la température qui favorise le phénomeéne de
propagation de fissure. On réveéle par ailleurs une concurrence entre ces deux phénomeénes
qui ont des effets totalement contradictoires sur le comportement du matériau.

[’augmentation de la vitesse de coupe vers une valeur 5 fois plus importante n’impose
en aucun des cas la variation des grandeurs cinématiques et thermiques avec le méme
facteur. Par contre, il apparait que les termes de 1’équation de la chaleur soient trés
influencés par l'effet de la vitesse coupe. La coupe a une tendance a converger vers un
aspect adiabatique en augmentant le terme inertiel et en abaissent la valeur du terme
laplacien ainsi que les pertes convectives. Malgré cette tendance, il s’avére que la valeur
du terme Laplacien reste trés importante méme & des vitesses de coupe élevées et que
I'hypothése d’adiabaticité est discutable (Annexe C.3).

2.4 Vers I’établissement d’un bilan énergétique local

La puissance associée a la formation du copeau peut étre décrite de deux maniéres.
En effet, le théoréme de I’énergie cinétique permet d’exprimer ’égalité des puissances des
efforts intérieurs W/ , et extérieurs W/, en fonction de la variation d’énergie cinétique K
a tout instant, par :

/ _W/

ext — m

K (2.13)

Le terme de gauche W/ , décrit la puissance mécanique exercée par l'outil sur la matiére.
Il peut étre exprimé comme une puissance des efforts extérieurs sur la frontiére 0€2 du

domaine comme suit [Chrysochoos 1985] :

! = / Fippt0S (2.14)
oN

La puissance des efforts intérieurs s’évalue dans le cas de grandes déformations par
I’équation 2.15. Elle provient du principe des travaux virtuels qui permet d’écrire 1’énergie
interne a travers le produit contracté des deux tenseurs eulériens de taux de déformation
et de Cauchy [Sidoroff 1980).

w!, =— / T : DoV (2.15)
Q

Le domaine () se résume a la partie de la zone de coupe observée par la caméra

thermique. La puissance des efforts intérieurs peut étre décomposée en une partie élastique

w! et une partie anélastique w’,. De plus, il est admis que la quantité anélastique w/, est

€
la somme d’une partie stockée w! dans la matiére sous forme des phénoménes physiques
(changement de microstructure, écrouissage, contraintes résiduelles, défaut ...), et une
autre qui est dissipée en chaleur w/. Le bilan énergétique de la déformation mécanique

peut étre résumé de la maniére suivante :

o
ext — —Wint

r_ /
wa_ws+wc

. /
w = w, + w,

; , , (2.16)
Weh = Wetm + We

W, = B,
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Ou S est le coefficient de Taylor & Quinney. En ’absence des variables d’état internes
autres que les déformations plastique et élastique, le parameétre w’,,, se limite au couplage
thermoélastique. Ce dernier ainsi que ’énergie élastique seront considéré comme négli-
geable compte tenu des grandes déformations plastiques mises en jeu dans le procédé. En
conclusion, la puissance des efforts intérieurs w/,, est égale, dans notre cas, a la puissance

dissipée sous forme de chaleur w/,,. Il vient donc :

why, = B, = B(T : D) (2.17)

Contribution du frottement a la production de la chaleur a I’interface de coupe

Afin d’établir un bilan énergétique, il convient de quantifier les termes dissipatifs issus
par les phénoménes tribologiques dans le processus. En effet, le contact entre 1'outil et
la piéce se traduit par un frottement intense a l'interface de coupe. Ainsi, la puissance
mécanique (par unité de surface) induite par frottement peut étre exprimée par 1’équation
2.18

Wy ITf.Vg (2.18)

En chaque point du contact a I'interface de coupe, 7y et V;, représentent respectivement
la contrainte de cisaillement et la vitesse de glissement. Ce modéle postule qu'une partie
de cette énergie est convertie en chaleur. La densité de flux thermique s’exprime alors, en
fonction de la fraction de I’énergie de frottement convertie en chaleur n; = 0.9 [Ayed 2013,
Courbon 2013], et de coefficient de partage de flux By par ’équation 2.19.

q=nys-Ba.7r.Vy (2.19)

D’une maniére générale, cette densité du flux sera partagée entre 1'outil et la piece. Le
coefficient de partage est modélisé comme le barycentre d’effusivité des matériaux mis en

jeu & = vkip;A; [Vernotte 1961, Courbon 2012, Atlati 2013|.

_ &
&1+ &

Bien que nos travaux soient focalisés principalement sur I’évaluation de la température
en zone de cisaillement primaire (Z;), on s’apergoit que les images thermiques obtenues
fournissent des informations précieuses quant aux zones de cisaillement secondaires (Z;;)
et tertiaires (Z;r7) ainsi que dans la piéce finale (dénotée zone IV). De ce fait, il est
possible d’évaluer la condition aux limites dans ces zones via la loi de Fourier. Ainsi, on
peut décrire 1’égalité entre les deux formulations en fonction de la conductance thermique
du contact h et de la température de deux corps en contact Tj,q et Ty (équation 2.21) :

ﬁsl

(2.20)

. do
Gmat—stool = _k% = le'nf-Tf-‘/:el - h(Tmat - Toutil) (221)

2.4.1 Apport énergétique des zones de coupe lors de la formation
des festons

Une évaluation spatiotemporelle des puissances générées dans chaque zone de cisaille-
ment permet de quantifier leurs apports énergétiques au cours de la formation du feston.
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Zone de cisaillement primaire (Z;) Tout d’abord, on constate que la chaleur dissipée
dans le processus de la coupe provient principalement de cette zone. Quelles que soient
les conditions de coupe, la puissance dissipée en zone (Z;;) et (Z;r;) sont nettement
inférieures a celle-ci.

Il semble que la plasticité a elle seule ne puisse expliquer cette génération de chaleur.
En effet, en rappelant que la puissance calorifique, présentée dans les figures 2.23, 2.24,
2.25 et 2.26, correspond aux termes de gauche de ’équation de la chaleur 2.12, le bilan
énergétique présenté plus haut 2.17 est rappelé ci-dessous :

W), = B(T : D) (2.22)

Il permet d’évaluer la contrainte au sens von Mises via la connaissance de w/, et D.
Comme le montre le tableau 2.5, en postulant 8 = 0.8 tel que proposé dans [Mason 1994],
on constate alors que cette contrainte est trés importante (de 'ordre de plusieurs G Pa).
Cependant, la déformation sévére ainsi que les fissurations observées dans les clichés MEB
laisse penser que des phénoménes autres que la plasticité pourraient étre a l'origine de la
dissipation thermique. Ainsi, on peut s’interroger sur I’hypothése adoptée dans I’équation
2.22, a savoir que la plasticité soit le seul terme dissipatif.

Il conviendrait alors d’ajouter au terme de droite de I’équation 2.22, d’autres termes
permettant d’expliciter cette possible sur-génération de chaleur. En effet, une dissipation
lite & 'endommagement [Longére 2015|, une transition de phase, une recristallisation,
ou encore le frottement d’un feston sur 'autre pourrait tout a fait étre envisagé. Des
travaux complémentaires dans ce domaine constituent une perspective intéressante en ce
qui concerne le présent travail.

v (°) | f (mm) | Ve (m.min™!') | 0(GPa)
Test 1 15 3 3.29
Test 2 0.95 15 2.5
Test 3 0 ' 3 3.3
Test 4 15 2.1

Tableau 2.5 — Evaluation du niveau des contraintes trouvées dans la zone de cisaillement
primaire suivant les conditions de coupe

Zone de cisaillement secondaire et tertiaire (Z;; et Z;;;) L’évaluation du gradient
de température sur la frontiére du domaine matériel a travers I’équation 2.21 permet
d’évaluer le flux thermique traversant l'interface outil-matiére (Figure 2.27).

On constate que le rayon d’acuité est rapidement saturé et évacue de la chaleur vers
la piéce.

La figure 2.27 montre que le flux sortant de la matiére via la zone de cisaillement
secondaire (Z;;) est peu influencé par les conditions de coupe mais pourrait étre un
facteur trés influent sur I'usure en cratére.

La zone de cisaillement tertiaire est, quant a elle, trés influencée thermiquement par
rapport a (Zr7) (surtout a 15 m.min~1t). Dés lors, on peut constater que les phénoménes
tribologiques dans les deux zones sont de nature différente puisqu’ils ne sont pas influencés
par la vitesse et I’angle de coupe de la méme maniére.
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La légére variation trouvée dans la zone de cisaillement secondaire méme pour des va-
leurs de vitesse de coupe cinq fois plus importantes, montre que 1’élévation de la vitesse de
glissement est compensée par une diminution significative de la contrainte de cisaillement
et/ou du coefficient du partage de flux.

La méconnaissance de la température de 1'outil T,,:;, lors des essais que nous avons
réalisés, reste un point limitant pour évaluer les contraintes a l'interface outil-matiére.
Par contre, 'obtention de cette valeur permettrait, avec la procédure présentée dans
ce chapitre, de donner accés a des informations importantes sur l'interface tribologique
(contrainte de glissement, fraction d’énergie dissipée ou coefficient de partage de flux).

Enfin , le niveau de température mesuré sur la surface générée (300°C pour 15 m.min ')
témoigne de 'impact des conditions de coupe sur I'intégrité de surface et plus précisément
sur la profondeur affectée thermiquement.

a D

100 um 100 um
P in- P
15 m.min!

FIGURE 2.27 — Moyennes sur les flux entrants/sortants de la matiére durant la formation
d’un feston suivant les conditions de coupe adoptées

Puissances globales

D’un point de vue macroscopique, il est possible d’établir une comparaison entre la
puissance extérieure globale (produit du vecteur vitesse de coupe par leffort F,. ) et la
puissance intérieure. Cette derniére peut étre calculée via la somme sur les volumes des
contributions de chaque zone (Zr, Z;r, Zr et Zyy). On peut, dés lors, définir un domaine
d’analyse ) qui se résume a la partie de la zone de coupe obtenue par 'image thermique
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et délimité par l'interface outil-matiére comme illustré par la Figure 2.28.e.

a)

ml)

Energie mécanique (kJ.
Q S

=

Energie mécanique ( kJ.m)

(2.23)

/ __ ap /
ext — B chhds
_ IV

Q=U_,

L’intégration dans I’épaisseur est réalisée avec I’hypothése d’homogénéité de la source
de chaleur dans la profondeur de passe a,. En effet, la nature surfacique du bilan énerge-
tique présenté précédemment conduit inévitablement a cette hypothése. Finalement, en
rapportant cette quantité a la vitesse de coupe, on peut exprimer 1’énergie consommée
par 1 métre de coupe (J.m™!).
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FIGURE 2.28 — Bilan d’énergie consommée par zone pour chaque condition de coupe
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La figure 2.28 permet d’appréhender I’évolution des énergies consommeées dans chaque
zone pendant la formation d’un seul feston. Il apparait clairement que le processus de
formation du copeau ne s’effectue pas & une énergie mécanique constante. Bien qu’elle
augmente légérement avec la chute de la vitesse de coupe, on s’apercoit qu’elle dépend
fortement de I’étape de formation des festons. Pendant la phase de compression (avant 40%
d’évolution), elle s’avére quasiment constante. Dans un deuxiéme temps, le déclenchement
des mécanismes de cisaillement assure plus de souplesse dans le glissement du feston ce
qui conduit & une consommation moins importante que lors de la premiére phase. Pendant
I’étape finale, une augmentation de la puissance consommeée est de nouveau observée. Elle
est liée a I'effet conjugué de la formation d’un nouveau feston et de I’éjection du précédent.

Par ailleurs, 'énergie consommeée dans la zone de cisaillement primaire semble trés
affectée par 'angle de coupe et, a moindre échelle, par I'augmentation de la vitesse de
coupe. En effet, comme cela a été expliqué, 'effet de vitesse se manifeste principalement
sur la localisation de la déformation. De ce fait, une bande plus fine de vitesse de défor-
mation conduit & une consommation d’énergie plus faible. De plus, le fait de passer a un
angle de coupe nul donne naissance a des contraintes de compression additionnelles qui
affectent d’une maniére importante I’énergie consommeée.

En revanche, il s’avére que la dissipation des zones (Z;;, Zri; et Zyy) est trop impor-
tante pour qu’elle soit négligée. Ceci est en accord avec les constatations tirées par mesure
de champ ou la zone déformée englobe en partie de la piéce finale ainsi que le cceur de
feston.

Il est intéressant de souligner que sur les quatre tests, une corrélation satisfaisante est
trouvée entre les mesures de puissances externes et internes malgré les hypothéses mises
en jeu, la définition de chaque zone et le fait qu’'une partie non négligeable de la zone de
coupe soit hors champs.

2.5 Synthése

Suite aux difficultés inhérentes liées au couplage des mesures thermiques et cinéma-
tiques présentées dans le Chapitre 1, nous avons commencé ce chapitre par la présentation
d’un dispositif original VISIR permettant de répondre & cette problématique. Il permet
d’assurer des mesures thermiques et cinématiques couplées, in-situ, et aux petites échelles.
La premiére partie de ce chapitre s’est donc attachée principalement au choix de la caméra
infrarouge ainsi qu’a la calibration de nouveau dispositif.

Dans une seconde partie, les différents points liés a la synchronisation des deux camé-
ras ainsi que les approches employées en post-traitement ont été abordés en présentant
les conditions de coupe retenues. Une attention particuliére a été accordée aux écueils
potentiels liés & la mesure des grandeurs cinématiques en grandes déformations. La mé-
thode employée par Pottier et al. [Pottier 2014a|, basée sur le cumul des déformations,
a été retenue. Elle permet de passer de la formulation incrémentale en corrélation vers
une approche globale en passant par une estimation du taux de déplacement. L’effet de
la taille du motif sur la qualité de corrélation a été étudiée afin de garantir une bonne
mesure en déplacement.

La troisiéme partie s’est focalisée principalement sur les analyses a posteriori des essais
instrumentés en coupe orthogonale de I'alliage de titane Ti-6A1-4V. Les analyses prélimi-
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naires ont tout d’abord permis de faire ressortir les différences géométriques de copeau
en fonction des conditions opératoires. Un écoulement latéral de la matiére est toute-
fois observé dans le processus, remettant en question I’hypothése de déformation plane
largement employée dans la modélisation de ce procédé. Si I'angle de cisaillement et la
longueur de copeau se sont avérés trés variables, la distinction intervient principalement
sur la fréquence de festonnage ainsi que sur le trajet de déformation. L’ensemble de ces
grandeurs constituera I’élément de comparaison avec les simulations numériques exposées
dans le cinquiéme chapitre.

Une attention particuliére s’est portée sur la micrographie du copeau. L’examen mé-
tallurgique a mis en évidence les hétérogénéités existantes dans les différentes zones de
copeau. Si le coeur de feston présente une microstructure proche de l'initiale, la zone de
cisaillement secondaire est sévérement déformée avec la présence d’une couche homogeéne
d’une épaisseur trés faible (~ 4 pum) a l'interface outil-matiére. Elle pose autant de ques-
tions sur les changements microstructuraux opérant dans cette zone qu’elle n’apporte de
réponses.

La derniére partie de ce chapitre s’est focalisée sur les mesures thermiques et cinéma-
tiques in-situ effectuées en coupe. L’évolution de la déformation, la vitesse de déformation,
la température, la fissuration ainsi que la puissance dissipée ont été exposées durant les
différentes phases de la formation du feston. L’analyse détaillée de ces grandeurs physiques
pour chaque condition de coupe, & travers un bilan énergétique, a permis de mettre en
avant plusieurs constatations :

e Les mécanismes de déformation en zone de cisaillement primaire sont trés influencés
par 'effet de vitesse de coupe et de la température. On reléve par ailleurs un couplage
thermomécanique fort entre ces deux derniers paramétres qui conditionne, en grande
partie, les mécanismes d’enlévement de la matiére.

e Les dimensions de la zone de cisaillement primaire sont principalement conditionnée
par la vitesse et I'angle de coupe. Sa largeur diminue avec l'augmentation de la
vitesse de coupe. La zone de cisaillement primaire est rectiligne avec un angle positif
et s’incurve en passant a un angle de coupe nul. Ces deux constatations reflétent
I'effet important des conditions de coupe sur la localisation de la déformation, mais
aussi sur 'aspect géométrique du feston.

e La puissance maximale est dissipée dans la zone de cisaillement primaire et le frot-
tement en Zj; et Zy;; s’avére trés influencé par les conditions opératoires de la
coupe.

e A 15 m.min~!, Uordre de grandeur du terme laplacien est trés important et non

négligeable devant le terme inertiel et un calcul simple permet de montrer que cela
reste vrai pour des vitesses supérieures a 60 m.min~!. En conséquence, I’hypothése
d’adiabaticité communément employée en modélisation peut étre remise en question.

e La contrainte trouvée via le bilan énergétique montre que la dissipation par déforma-
tion plastique pourrait ne pas suffire a expliquer le niveau de température observé.
D’autres phénoménes comme la dissipation par endommagement ainsi que les pro-
cessus métallurgiques voire tribologiques pourraient aussi contribuer a I’élévation de
de température en ;.

Finalement, lorsque I'on aborde la question de la température en usinage, il est impor-
tant de préciser a quelle zone on fait référence. Les chargements thermomécaniques sont
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en effet drastiquement différents selon que I'on se focalise sur la zone de cisaillement pri-
maire, secondaire, tertiaire ou encore 1’outil de coupe. On peut dés lors s’interroger sur la
signification du terme "Température de coupe" couramment utilisé dans la communauté
de l'usinage.

Ces constations cadrent la suite de I’étude en nous invitant & nous pencher, principa-
lement, sur deux aspects du procédé :

- Le couplage thermomécanique constaté témoigne de la complexité des phénomeénes
qui se produisent dans les différentes zones de cisaillement. Comment dés lors retranscrire
ces aspects par des modeéles simples 7 Quelles sont ses conséquences sur les mécanismes
d’enlévement de la matiére ?

- La fissure observée dans les films de coupe se propage clairement le long de la zone
de cisaillement primaire jusqu’au bord libre de la matiére et son trajet semble étre trés
complexe. Quelle est son influence sur le comportement thermomécanique ? Est-on, a ce
jour, capable de reproduire son effet au travers des critéres d’endommagement classiques ?
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Etude et modélisation du comportement de
'alliage de titane Ti-6Al-4V

Ce chapitre vise a caractériser, ex-situ, le comportement thermomeé-

canique constaté dans la coupe par des essais simples afin de s’affranchir
des autres éléments perturbateurs du procédé comme les interactions tri-
bologiques, l’endommagement du matériau, les vibrations, la géométrie
de l'outil...
La premiere partie passe en revue les modeles et les méthodes de ca-
ractérisation communément utilisés. Basée sur l’analyse quantitative des
grandeurs physiques régissant les mécanismes d’enléevement de la matiére
menée dans le chapitre précédent, la deuxiéme partie expose la méthodo-
logie adoptée dans le choix des essais sélectionnés ainsi que leur méthode
de dépouillement. Les résultats expérimentaux seront détaillés et meénent
enfin a [identification d’un nouwveau modéle thermomécanique couplé qui
fait ’objet d’une comparaison avec le modéle de Johnson-Cook.
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3.1 LES MODELES DE COMPORTEMENT

3.1 Les modéles de comportement

Le développement informatique a permis ’émergence des simulations numériques en
coupe orthogonale. Ce progres a amené cette technique au rang d’outil essentiel pour le
milieu industriel.

Cependant, la pertinence des résultats de simulation passe inévitablement par les
performances des données d’entrée en terme des lois implémentées et de leur aptitude a
retranscrire les phénomeénes qui se produisent lors du processus d’usinage. Modéliser une
opération d’usinage passe essentiellement par une caractérisation thermomécanique afin
d’étudier la rhéologie du matériau et d’identifier, voire proposer, une loi de comportement
et/ou d’endommagement.

Dans le cadre de I'usinage, un modéle de comportement doit étre capable de décrire
précisément la dépendance de la contrainte d’écoulement a la déformation, a la vitesse
de déformation, a la température ainsi qu’aux autres phénomeénes qui peuvent se déclen-
cher pendant le processus (adoucissement thermique, évolution microstructurale...). Cela
conduit & un jeu complet de variables internes et par la suite un modéle nécessairement
complexe & implémenter et a identifier.

L’observation phénoménologique de la réponse d’un matériau soumis a des sollicita-
tions spécifiques montre 'existence de trois classes principales de comportement méca-
nique : 1’élasticité, la viscosité et la plasticité. Chaque classe offre une contribution aux
modéles de comportement alors qu’une combinaison de ces trois assure une description
plus complexe.

Le modéle phénoménologique du Bingham (1929) fut le premier & assurer cette combi-
naison avec un modéle élastoviscoplastique décrit par trois types de briques élémentaires
dont chacune décrit une fonction particuliére (Figure 3.1). L’auteur met en évidence l'in-
térét de résoudre analytiquement le probléme sous des sollicitations diverses. En complé-
ment, la dépendance en température s’effectue en additionnant et/ou multipliant par un

K MkM Ressort
“n“ Vv \ - ) IIE.las‘cicité
Hm T — T o
Fo Fo ]
I igﬁlsrtlicité
\ Edlastique \ Evisco-plastique

FIGURE 3.1 — Présentation schématique du modéle de Bingham : F' : La charge, F, : Force
seuil, € : La déformation, k : La raideur, n : Coefficient de viscosité

nouveau module pour décrire I’élévation de cette derniére ainsi que son influence sur le
comportement macroscopique. On obtient donc un modeéle thermomécanique ot une for-
mule mathématique simple décrit I’écrouissage, 'effet de la vitesse de déformation et celui
de la température dont son identification est découplée (i.e. les blocs sont identifiables sé-
parément). Ces derniéres décennies, de nombreuses formulations qui appartiennent a cette
classe ont été proposées puis modifiées en vue d’améliorer la restitution du comportement
rhéologique du matériau.
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CHAPITRE 3. ETUDE ET MODELISATION DU COMPORTEMENT

3.1.1 Modéles phénoménologiques : Johnson-Cook et ses adapta-
tions

Le modéle de comportement de Johnson-Cook [Johnson 1983| reste incontournable
dans le milieu industriel [Ayed 2013, Courbon 2014].

Ce modéle a été identifié suite & un travail expérimental mené sur 12 matériaux en
conditions d’essais quasi-statiques (¢ ~ 1 et ¢ < 400s~!) a l'ambiant, et dynamiques
(e~02-0.3ete<600s! et T < 600°C). Une variation quasi-linéaire de la contrainte
suivant la température et le logarithme de la vitesse de déformation est observée. En
conséquence, les auteurs emploient le terme d’écrouissage de Ludwick (1909) [A+ B.(e,)"],

transformé homothétiquement par le terme [1 + C’ln(%)], permettant de décrire effet
T-T
Tf*']go
température. Dans ce dernier terme, Johnson & Cook introduisent une température de
transition 7j en dessous de laquelle 'effet de la température sur le comportement du

matériau est négligeable. La formulation obtenue est donc :

de viscosité, et finalement par le terme [1 — ( )™] pour décrire la sensibilité a la

( Pour T <Tpy:

o, =[A+ B(z,)"] {1 +Cln (-)}
et Tp=>T>Tp:

oy =[A+B ()" 1+ (2)] [1- (F%)"]

(3.1)

\

Ou ¢ décrit la vitesse de déformation de référence. Cette loi posséde 5 paramétres a
identifier. Les coefficients A, B, n, C et m de ce modéle représentent respectivement la
contrainte d’écoulement & déformation plastique nulle, le module d’écrouissage, I’exposant
d’écrouissage, la sensibilité a la vitesse de déformation et I'exposant d’adoucissement
thermique.

Ce modeéle revient de fagon récurrente dans beaucoup de travaux numériques impli-
quant des sollicitations thermomécaniques avec une grande vitesse de déformation (im-
pact, procédé a grande vitesse de déformation...). Sa structure découplée lui confére une
simplicité d’identification et d’implémentation puisque ce type de variables d’état est
toujours disponible dans les codes EF commerciaux.

Le modeéle tel qu’il est postulé repose sur des vitesses de sollicitation qui ne dépassent
pas 600s! et des déformations inférieures a 0.3 en dynamique [Johnson 1983).

La structure de cette loi parait intéressante pour certains chercheurs afin de modifier
un terme bien déterminé pour mieux représenter certains phénomeénes. Plusieurs modifi-

cations ont ainsi été proposées .

Modification du terme de viscosité

Ce terme, qui représente la dépendance a la vitesse de déformation, fut le premier a étre
remis en question par Follansbee et al. [Follansbee 1984|. Ils constatent que la variation
de la vitesse de déformation n’est pas tout a fait logarithmique lors d’une compression
dynamique d’un lopin en cuivre. En effet, il apparait que cette conclusion peut étre étendue

1. Les paramétres des modeéles présentés dans ce chapitre étant nombreux et parfois similaires, ils ne
seront pas mentionnés dans la nomenclature afin de ne pas la surcharger inutilement.
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3.1 LES MODELES DE COMPORTEMENT

dans les cas des métaux ductiles. Cette constatation, a été traduite par Holmquist et
al. [Holmquist 1991] & travers une substitution du terme logarithmique par une loi de
puissance pour augmenter 'effet de viscosité a hautes vitesses de déformation.

e[ GR)

Rule et al. [Rule 1998| renforcent ce terme par un ratio pour décrire I’élévation rapide de
la contrainte au voisinage de 103s™! dans le cas de I'aluminium, du cuivre et du fer forgé.

o
(3.3)

Kang et Huh [Kang 2000| ajoutent un terme quadratique pour montrer cette élévation en
contrainte.

insmin o (2] eon (2 |- (3)°

L’influence des modifications est illustrée par la figure 3.2

a)

(3.2)

1 1

(3.4)

3 1
s Johnson & Cook 1983 le
g = == == Holmquist et al 1991 Ill
= — - —  Rule et al 1998 7| ° 0.8
g 25 = = = Kang & Huh 2000 ’ =,
3 ’ g
g, ¢ | £ 06
7 0.
= , 4 ‘ <
2 2 Z
) 4 | =
4 X L
E | g 0.4
O ’ -
- <]
72} ’ -7 ]
cg 15 A ’ _ - - - ’ g - - - Sartkulvan?ch et al. (2004 a:\
’5‘ - ’ - 2 0.2 Sartkulvanich et al. (2004) a=0,3 [ N\,
Q - - - - / 2 Johnson & Cook (1983) m=1 O S .
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Vitesse de déformation (s™) x4 Température (°c)
FIGURE 3.2 — Linfluence des modifications apportées sur la forme originale de Johnson
et Cook : a) influence sur la viscosité b) influence sur l'adoucissement thermique

Modification de I’écrouissage

Puisque le modele de Johnson-Cook se base sur un terme d’écrouissage déja éprouvé
(celui de Ludwik), peu de travaux se sont intéressés a le modifier. Néanmoins, suite aux
phénomeénes observés sur le tantale, Khan et al. [Khan 1999] ont proposé de modifier le
terme d’écrouissage de cette loi en renforcant le couplage entre ce dernier et la sensibilité a
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la vitesse de déformation. Ce couplage vise a reproduire I'effet d’adoucissement au niveau
de I’écrouissage avec I'augmentation de la vitesse de déformation.

o (-1 G5)] oo

Modification de ’adoucissement thermique

Uy:

Ce dernier terme a été abondamment remis en question. Béker |[Béiker 2006| assure
un couplage fort entre 'adoucissement thermique et ’écrouissage pour faire apparaitre la
dominance de ce dernier sur 1’écrouissage lors de la modélisation de I'usinage des alliages
de titane.

o= oo T N (@) e (L)) 00

To

Sartkulvanich et al. [Sartkulvanich 2004a] se sont focalisés sur la restitution d’un phéno-
méne trés particulier qui se résume sous forme d’une perte de ductilité dans une plage de
température entre 400 — 900°C'. L’auteur ajoute un terme empirique pour reproduire un
tel effet. L’influence de ces modifications est illustrée par la figure 3.2.

o, = [B(g,)"] {1 + Cln (i—zﬂ K;;__T;;) +a.exp (—5.107° (T — 200)?) (3.7)

Extensions

Si certains auteurs modifient un ou plusieurs termes de la loi de Johnson-Cook [John-
son 1983], d’autres chercheurs conservent les trois termes originaux, mais en rajoutant un
quatriéme terme multiplicatif afin de tenir compte d’un phénomeéne spécifique.

La premiére extension de cette loi est menée par Meyers et al. [Meyers 1994]. Les

auteurs modélisent la chute de contrainte observée lors d’une compression (¢ ~ 1073s71)
d’une piéce en cuivre, a partir d'une température critique 7..
Des observations métallurgiques ont conduit a affirmer qu’un processus de raffinement
de grain (recristallisation dynamique) prenait part a cette chute. Le quatriéme facteur
se résume sous forme d’un rapport entre la contrainte aprés recristallisation og.. et la
contrainte a laquelle la recristallisation commence ogqps.

oy =[A+B (&) [1+cm (2)] [1- (%)m} H(T)
H(T > T,) = Zhe (3.8)
HIT<T)=

Calamaz et al. [Calamaz 2008b| postulent, pour 'alliage Ti-6Al-4V, une extension du
modeéle de Johnson-Cook modifiant par la suite le comportement aux déformations et
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températures élevées avec un terme qui décrit I’adoucissement thermique.

(o= [a+BE) ()] [1+om ()] [1- (52) "] so.s)
£(D,S) = [D + (1 — D)tanh (ﬁ)} 59)
D=1- (Tl)d |

5= (%)

Les termes a, b, c et d sont des constantes du matériau.

Dans cette extension (équation 3.9), les parameétres a et ¢ assurent la variation de la
pente liée & la décroissance de la contrainte d’écoulement en fonction de la déformation.
Le paramétre b agit directement sur la valeur de déformation pour laquelle la contrainte
maximale est atteinte. Le parameétre d controle ’amplitude de I'adoucissement thermique
avec la déformation. De par sa pertinence, cette loi a été reprise par Sima et al. [Sima 2010)|
et aussi par Karpat [Karpat 2011| dans le cadre de la modélisation de la coupe des alliages
de titane.

(a) (b)
350 1000
O Experimentale Andrade et al oo Calamaz et al 2008
900 . Horetal 2011
= 300 O\ - — = J&C modifié¢ par Andrade et al | ] = S O Johnson & Cook 1983
'~
o N E 800
> 20 S
. ~— --—
~ ~, ==~
5 o PR RSN
E 200 (<N = _ -
o= ‘~ a -
< o, & 6oop
£ 150 i = ‘
= o S s00f T~
@] ! &) ~ oo
“ 0 ! ] T~
0 400 T~
) -
~0-.0 - -
50 . . . . . n 300 . . . . . . . .
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Température (°C) Déformation Plastique €p

FIGURE 3.3 — L'effet des extensions apportées sur la forme originale de Johnson-Cook :
a) Modéle d’Andrade b) Modifications apportées par Hor sur 42CrMo4 et Calamaz sur
Ti-6Al-4V

Une extension proposée par D.Coupard [Calamaz 2008a| consiste & modifier cette
derniére en la renfor¢gant par un terme qui prend en compte le phénomeéne d’adoucissement
par déformation Strain Softening observé aux déformations et températures élevées. Le
modele devient alors :

o, = [A+ B ()] [1 +Cln (-)} [1 - (%)m} £(D,=,)

F(D,2,) = [D + (1 — D)tanh (ﬁ)] (3.10)
D=1- (1515321,) tanh (%)q

Dans l'équation 3.10, le paramétre g9 gére la modulation de la déformation lorsque la
contrainte est maximale. Le terme D assure un couplage entre la déformation et la tem-
pérature via les paramétres : P controle la pente de décroissance aprés le pic en contrainte,
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T pilote la température d’apparition du phénomeéne de Strain softening, et q gére la plage
de température dans laquelle apparait le phénomeéne.

Cette derniére loi a été reprise par Hor [Hor 2011|, afin de rajouter un couplage en
vitesse de déformation a haute température.

(0, = [A+ B (s,)"] [1 +C(T)in (_)] [1 —m (%)m] f(D,e,)
f(D,e,) = [D + (1 — D)tanh (%)]

ep+eo)

3.11

D=1 () tanh (53 (3:11)
exp(C2-L-
| C(T) =Gy —”(TTTm

Comme nous avons pu le voir, 'affinage du modéle initial de Johnson-Cook au niveau
du couplage entre la vitesse de déformation et la température dans des gammes élevées
de ces deux variables a fait I'objet de plusieurs travaux de recherche. De plus, plusieurs
auteurs proposent une loi de comportement dérivée du modeéle de Johnson-Cook pour
retranscrire la concurrence entre ’adoucissement thermique et le phénomeéne d’écrouis-
sage du a la déformation |Calamaz 2008a, Hor 2011|. Ce phénomeéne d’adoucissement est
primordial pour I'initiation, puis 'amplification de la localisation de la déformation de ma-
niére a former des bandes de cisaillement adiabatiques. La forme retenue par les auteurs
assure a chaque fois un couplage entre la température, la déformation et/ou la vitesse
de déformation. Ces modifications permettent d’atténuer d’une maniére artificielle I'effet
de I'écrouissage tout en produisant un fort adoucissement de la contrainte due a 1'éléva-
tion de la température. Ces formulations mathématiques simples sont trés adaptées aux
simulations numériques de plusieurs procédés [Calamaz 2008a, Hor 2011]. En revanche,
ces lois ne possédent pas un vrai sens physique, ce qui rend leur identification trés aléa-
toire d’autant plus qu’elles présentent souvent des couplages forts pour une identification
elle-méme, découplée. De ce fait, plusieurs chercheurs s’attellent sur le développement des
couplages entre des lois physiques et phénoménologiques.

En effet, un certain nombre de modéles dits physiques proposent des formulations de
la méme maniére que les modéles phénoménologiques tout en s’appuyant sur la théorie
du mouvement des dislocations. Ils sont, certes, plus physiques mais également plus com-
plexes. Les travaux de Lurdos [Lurdos 2008] et Hor [Hor 2011| passent en revue un certain
nombre d’entre eux. Dans ce manuscrit les modeéles dits physiques ne seront pas detaillés,
nous nous focalisons sur les modéles phénoménologiques.

Remarque

Comme le soulignent plusieurs auteurs [Lurdos 2008, Hor 2011, Courbon 2012|, ’ana-
lyse de la pertinence d’un modéle passe tout d’abord par son évaluation a travers des
critéres spécifiques. Si son aptitude a retranscrire fidélement le comportement physique
du matériau est essentielle, il faut garder a I’esprit que des critéres devront considérer des
points plus pratiques comme le nombre de paramétres, la méthode d’identification et sa
facilité de mise en ceuvre, les moyens nécessaires ou la complexité d’implémentation. Un
modéle performant dépendra forcément de ces critéres évoqués.
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3.2 ESSAIS DE CARACTERISATION

3.2 Essals de caractérisation

Plusieurs essais mécaniques ont été développés ces derniéres décennies pour caracté-
riser les matériaux sous sollicitations extrémes dont 1’objectif principal consiste a fournir
les réponses des matériaux soumis a des grandeurs thermomécaniques, afin de poursuivre
I'identification des parameétres constitutifs des lois et des critéres régissant ces phénomeénes.

Une synthése des essais expérimentaux les plus courants fait 1’objet du prochain pa-
ragraphe.

Traction

AN A B, L. i

Eprouvettes | # A i

de traction |- . - -

- 1T

i i— Fr} i
Compression CompI;esswn
) Cisaillement

Eprouvette
cylindrique Eprouvette
classique Chapeau

; %
Machine Gleeble

FIGURE 3.4 — Machine Gleeble 3800 avec des éprouvettes qui ont été testées [Hor 2011,
Courbon 2012]

3.2.1 Essais dynamiques 107! & 10%s7!

On trouve dans cette classe les essais basés sur des masses en mouvement ainsi que
les nouvelles machines servohydrauliques (Gleeble®). Ce type de machine est capable
d’exercer des efforts jusqu’a 200 kN pour des vitesses de déplacements atteignant 2 m.s™.
Ce simulateur permet aussi de réaliser des cycles thermomécaniques rapides et complexes
avec une vitesse de chauffe trés importante (~ 10000°C'/s) [Hor 2011]. Bien que la montée
rapide en température soit localement bien appliquée, il apparait que la technique de
chauffage par induction reste le point faible des essais en température. Des gradients
thermiques importants sont souvent trouvés dans I’échantillon, ce qui remet en question
la procédure expérimentale [Bouchnak 2010, Ayed 2013|.

Comme le montre la figure 3.4, cette machine offre une bonne flexibilité dans le choix
de sollicitation ainsi que le type d’éprouvette a employer. Courbon [Courbon 2012] utilise
des éprouvettes cylindriques simples dans le cas de I'acier 42CrMo4. Sur le méme maté-
riau, Hor [Hor 2011| emploie trois types d’éprouvettes (cylindriques, chapeau et plates de
traction) pour caractériser puis identifier les parameétres constitutifs des lois de compor-
tement et d’endommagement retenues. L’auteur indique que des vitesses de déformation
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de lordre de (=~ 10*s™1) peuvent étre atteintes avec des éprouvettes chapeau vu la do-
minance du mode du cisaillement. Une attention particuliére est portée sur le frottement
enclume/éprouvette. Ainsi, Courbon [Courbon 2012] emploie des feuilles en tantale & I'in-
terface alors que Hor utilise des feuilles en graphite avec une pate de Nickel pour réduire
cet effet.

d) e)

Echantillon

Barre d'entrée Barre de sortie

"

Projectile  J auges de déformation

FIGURE 3.5 — Principe de fonctionnement des Barres d’Hopkinson et quelques échantillons
testés dessus : a) éprouvette chapeau |Longere 2015] b) éprouvette SCS [Rittel 2008] ¢)
éprouvette SCD [Karp 2013| d) éprouvette de cisaillement plate |Gary 1994] e) éprouvette
rectangulaire doublement cisaillé Nistor [Nistor 2005| f) éprouvette cylindrique classique
[Mason 1994]

3.2.2 Essais en dynamique rapide et & hyper-vitesse 10? a 10757 !

Ces techniques se basent sur des procédés qui impliquent la propagation d’ondes ou
I'utilisation d’un lanceur a gaz. Dans ces deux cas, I’éprouvette est parfois sollicitée suite
a un choc de projectile ou constitue elle-méme le projectile.

La premiére technique a été inventée par J.Hopkinson (1872) puis reprise par B.Hopkin-
son (1914), R.M Davies (1948) et par H.Kolsky (1949). Elle repose sur la transmission
d’une onde de pression par I'intermédiaire d’un projectile & une barre entrante qui sollicite
I’échantillon, réfléchissant une partie de 'onde a 'interface et transmettant le reste de la
charge a une barre sortante (Figure 3.5). A partir de mesures de déplacement des deux
barres, il est possible de remonter aux champs de déformations dans 1’échantillon.

Meyers et al. [Meyers 2001, Meyers 2003| ; Nistor [Nistor 2005] ; Habak [Habak 2006] ;
Bouchnak [Bouchnak 2010]; Hor [Hor 2011 emploient des éprouvettes chapeau avec cette
technique. Cette éprouvette doit son existence & Hertmann (1981). Elle posséde un avan-
tage intéressant puisqu’elle ne nécessite pas de montage particulier. Elle peut étre placée
comme une éprouvette classique de compression et développera une zone circulaire de
cisaillement localisée.

Rittel et al. [Rittel 2008] emploient des éprouvettes SCS (Shear-Compression-Specimen).
Les analyses de ces essais montrent que I'état de déformation et de contrainte est rela-
tivement complexe et ne s’apparente pas réellement a du cisaillement simple. L’auteur
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postule des relations analytiques simples permettant néanmoins d’extraire directement
la contrainte d’écoulement jusqu’a une déformation équivalente de 0.8-1. Il est a noter
que pour toutes les éprouvettes de cisaillement employées, la mise en compression, méme
élastique, des parties inactives est inévitable [Courbon 2012].

Des montages appropriés sont réalisés par plusieurs auteurs comme Klepaczko [Kle-
paczko 1994| et Gary [Gary 1994] pour mettre en place des essais en double cisaillement
avec des éprouvettes plates. Rusinek [Rusinek 2001] et Nistor [Nistor 2005] reprennent
le méme principe d’essai et ’appliquent sur des éprouvettes rectangulaires doublement
entaillées, définissant ainsi plus nettement les bandes de cisaillement.

-==- Fissuration — Onde de tension

——Onde horizontale —— Onde de compression

Projectile  pchantillon
(Plaque entaillé)

t, t,+67ps t,+200us

FIGURE 3.6 — Essai Kalthoff : Principe de fonctionnement et suivi de processus par ima-
gerie rapide |Longere 2015]

Ce n’est qu’a la fin des années 70 que les essais de Kalthoff [Kalthoff 1977] ont été mis
en place. Ces derniers consistent a appliquer un projectile sur une éprouvette entaillée et
étudier I'influence de la vitesse de montée en charge dans les expériences. Kaltoff et al.
[Kalthoff 2004] soulignent la présence d’une transition entre fissuration par ouverture et
fissuration par cisaillement avec une forte dépendance aux vitesses d’impact et propriétés
des matériaux. En effet, pour des vitesses d’impact relativement basses la rupture est
faite par ouverture tandis que des bandes de cisaillement s’observent pour des vitesses
plus élevées.

Longere et Dragon [Longére 2015] travaillent sur la formation des bandes de cisaille-
ment et la rupture des structures tout en se basant sur les mémes essais (Figure 3.6).
Les auteurs soulignent ’existence d’une transition entre les modes de rupture ductile par
cisaillement et la rupture fragile. Ils attribuent ce phénomeéne aux ondes transmises par
I'impact vers les zones paralléles a la direction de fissure. Néanmoins, cette transition n’est
pas observée dans le cas de lalliage Ti-6Al-4V ce qui implique la dépendance de I'impact
aux propriétés des matériaux.

Inspirés de ces derniéres techniques, plusieurs essais d’impact ont été proposés par
Nistor [Nistor 2005] pour retranscrire des phénomeénes complexes.
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La deuxiéme classe repose sur la projection directe de ’éprouvette sur un massif sup-
posé suffisamment rigide. Des déformations trés importantes avec des vitesses trés rapides
(~ 10"s!) sont atteintes. Les premiers essais ont été montés par G.I. Taylor (1948) avec
des lopins cylindriques sous une sollicitation en compression trés rapide. Les difficultés
d’un tel essai, résident sur I’hétérogénéité des déformations, ce qui rend le dépouillement
trés délicat. Dans ce cas, Nistor [Nistor 2005] évoque la nécessité d’un couplage numeérique
avec le volet expérimental afin d’identifier les paramétres des lois de comportement par

méthode inverse.
’ @\ﬂ
NN

Cloe ]
(L RE el

Essai Taylor Essai de rupture

 Essai Essai Essai en cisaillement dynamiqe
cisaillement traction d'extrusion .
dynamique dynamique dynamique Lanceur a Gaz

FIGURE 3.7 — Le lanceur a Gaz et ces adaptations : a) Projectile b) Cible inspirée de
[Nistor 2005]

La précision de tir ainsi que les bonnes tolérances géométriques de I’éprouvette restent
les principaux facteurs pour réussir I’essai. Cette remarque peut étre étendue sur tous les
essais évoqués.

Comme le montre la figure 3.7, des sollicitations complexes peuvent étre employées sur ce
genre d’essai tel que traction-cisaillement, compression-cisaillement, extrusion...

3.2.3 Evaluation des sollicitations et choix des essais

La revue bibliographique que nous avons détaillée précédemment montre qu’il existe
plusieurs essais et dispositifs de caractérisation destinés a I’étude de comportement des
matériaux. En intégrant ces essais dans leur échelle de capacité, on peut ainsi mettre en
place un bilan qualitatif des moyens et des essais expérimentaux évoqués précédemment.
De plus, et suite aux évaluations effectuées dans le chapitre 2, il est facile de discerner le
domaine approximatif de la zone de cisaillement primaire en termes de température et de
vitesse de déformation.

Malgré le décalage en vitesse de déformation, on s’apergoit que l'effet de la température
est bien balayé par les essais décrits auparavant. Toutefois, méme si ce procédé est jugé
comme un processus de sollicitation extréme, peu de travaux présentent une concordance
avec les chargements rencontrés (Figure 3.8).

Il est a noter que les essais destinés a la restitution des phénomeénes de coupe s’avérent
moins séveres que le procédé lui-méme. Si la température et la vitesse de déformation
sont des parameétres fondamentaux, il est important de garder a ’esprit que ’enlévement
de la matiére reste le sujet des grandes déformations.

Bien que les essais de compression restent souvent un bon choix pour retranscrire
le comportement en usinage, ils se limitent généralement & des déformations modestes
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I Cisaillement sur Gleeble
. I Compression sur Gleeble

[ ] Cisaillement sur SPHB

GIQOO- [ Compression sur SPHB

e Essai dynamique de taylor
% [ Essai de traction sur SPHB
S XY Torsion dynamique

2. 7 Domaine approximatif

E) de la coupe des métaux

— T T T
0 10 100 10°10*10° 10° 107
Vitesse de déformation s~

FIGURE 3.8 — Plages de température et de vitesse de déformation accessibles avec les essais
dynamiques de caractérisation les plus courants

par rapport a ce procédé (0.3-0.4), sans oublier leur forte sensibilité aux phénomeénes de
frottement aux interfaces qui peuvent fausser les données extraites.

Ti555-3
25°C-10"s™"

Alﬁage de titane
O-hcp
25°C-7600 5™

Ti-17
600°C - 0.1s

Ti-6AL-4V
25°C-10"s""

Ti-6AL-1V 100Cré6
20°C-2.8s~ 20°C-107*s7!

FIGURE 3.9 — Amorces de fissure et endommagements rencontrés sur des éprouvettes
chapeau a) Meyers et al. [Meyers 2003] b) & c¢) Braham-bouchnak [Bouchnak 2010] d)
Ayed [Ayed 2013] e) Longere et Dragon [Longere 2012| f) Habak [Habak 2006]

Les essais de Taylor restent une bonne alternative mais 1’aspect thermique et les
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moyens nécessaires a leur mise en ceuvre constituent un véritable frein pour leur emploi.

Les essais de cisaillement dynamique apparaissent comme les plus pertinents, notam-
ment par I’absence de l'effet poisson qui persiste dans la plupart des essais classiques
(Compression, traction...). Ils couvrent, de plus, une plage trés intéressante tant en vi-
tesse de déformation qu’en température. Malgré le niveau de déformation qui est plutot
en retrait par rapport au procédé, cet essai se démarque par sa bonne répétabilité et sa
facilité de mise en ceuvre [Hor 2011].

De tous les échantillons référencés dans la section précédente, I’éprouvette dite cha-
peau, (Hat-Shaped-Specimen) présente, lors de sa mise en ceuvre, des phénomeénes de
localisation de la déformation suivis par un endommagement rapide parfois jusqu’a la
rupture. De par sa géométrie, elle présente dans une zone trés localisée un cisaillement
intense en la sollicitant uniquement en compression pour une vitesse de déformation qui
peut atteindre dix fois celle d’exécution [Bouchnak 2010|. En effet, cette localisation, qui
est liée a une instabilité plastique, débute au niveau des rayons de raccordement et se pro-
page vers le centre de la zone utile. Ce processus s’approche véritablement des phénomeénes
observés dans la zone de cisaillement primaire en usinage.

Ces derniers points témoignent de I'intérét porté a cette simple éprouvette. Elle offre un
bon compromis tant pour ’élaboration d’une loi de comportement que pour I'identification
et '’endommagement en usinage des alliages de titane.

Caractérisation In-situ

Malgré 'apport des dispositifs expérimentaux a grande vitesse et/ou & haute tempéra-
ture ainsi que les géométries complexes des éprouvettes dédiées a la restitution des sollici-
tations équivalentes & celles rencontrées en usinage, certains auteurs préférent avoir recours
a des essais inspirés du procédé lui-méme. En effet, 'amélioration des techniques d’ins-
trumentation permet désormais d’obtenir un certain nombres de mesures de grandeurs
physiques ou mécaniques durant le procédé lui-méme (table dynamométrique, mesure de
champ, cellule de charge haute fréquence...). Dans le cas de 'usinage, les configurations
retenues sont généralement orthogonales, & travers des essais en tournage [Umbrello 2007],
brusquement interrompus, ou avec des dispositifs de coupe par impact [Sutter 2005b].

a)

Workpiece

FIGURE 3.10 — a) Essai de coupe en tournage [Umbrello 2007 b) Dispositif de coupe par
impact |Sutter 2005b|

Les résultats expérimentaux en termes d’effort, de température, de contraintes rési-
duelles et de morphologie de copeau peuvent servir comme données d’entrée a une procé-
dure d’optimisation ou pour une méthode de recalage par méthode inverse pour ajuster
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les coeflicients du modéle retenu.

Remarque

Les exemples passés en revue dans les sections précédentes témoignent de 1'évolu-
tion des dispositifs expérimentaux et de leurs aptitudes & retranscrire les sollicitations
observées en usinage. En revanche, leur complexité se traduira par des difficultés de dé-
pouillement et d’analyse des résultats obtenus étant donné l'influence des facteurs pris en
compte. L’analyse de ces essais demeure, a ce jour, encore une vraie problématique, dés
lors que la zone d’intérét n’est pas accessible. En conséquence, un recours a des simula-
tions numériques reste indispensable afin d’extraire les résultats. Toutefois, ces résultats
restent tributaires des données d’entrée et des hypothéses mises en place dans le modéle.
Bien que cette approche par méthode inverse soit la seule alternative connue, différentes
variantes permettent désormais de les stabiliser mais, en contre partie, elles nécessitent
des expérimentations aussi complexes [Avril 2008, Pottier 2010].

3.2.4 Meéthodologie adoptée

L’étude s’est portée sur le comportement de 'alliage de titane Ti-6Al-4V sous des
sollicitations dynamiques équivalentes a celles rencontrées en usinage. Les difficultés in-
hérentes a la retranscription du comportement du matériau en usinage ont été dévoilées
dans les parties précédentes, et suite a ces constatations, le comportement du matériau
sera examiné ex-situ, en cisaillement dynamique et a travers des éprouvettes chapeau.
Elles ont été jugées capables de reproduire un comportement trés proche de celui observé
dans la zone de cisaillement primaire.

L’approche numérique par méthode inverse reste une alternative puissante en ce qui
concerne le dépouillement des résultats et identification. L’approche analytique employée
par plusieurs études sera discutée [Hor 2011, Ayed 2017]. La section suivante décrit donc
la méthodologie suivie, de la description des moyens expérimentaux a la mise en ccuvre
de la méthode de dépouillement retenue.

Mise en ceuvre des essais en cisaillement dynamique

Les paragraphes suivants passent en revue les différentes parties de mise au point de
la procédure expérimentale ainsi que la justification du choix de la méthode de dépouille-
ment.

Les essais ont été réalisés par I'équipe du LAMPA ? sur un simulateur thermoméca-
nique Gleeble. Un des avantages majeurs de cette machine est de pouvoir appliquer des
sollicitations sous des conditions trés sévéres (grandes déformations & haute température
et vitesse de déformation élevée). Comme nous 'avons évoqué dans la partie 3.2.1, cette
machine est capable d’exercer un effort important (en quasi-statique ~ 200K N) pour des
vitesses de déplacement du vérin atteignant les 2 m.s~ [Hor 2011, Courbon 2012].

La mesure de la déformation est assurée par la traverse (pour les grandes vitesses de
sollicitation > 10 mm.s™1) ou par un extensométre longitudinal LVDT (pour les basses
vitesses de sollicitation) pour des fréquences d’acquisition allant, en fonction des essais,
jusqu’a 5.105H z.

2. Arts et Métiers ParisTech, LAMPA, 2 bd du Ronceray, 49035 Angers Cedex, France
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FIGURE 3.11 — Caractéristiques géométriques de [’éprouvette chapeau utilisée

Le controle et la mise en température par effet joule sont assurés par le biais de
thermocouples (type K) soudés en surface de la zone utile de I’éprouvette.

Eprouvette chapeau et conditions opératoires

Une attention particuliere a été accordée a la géométrie de I’éprouvette lors de sa
fabrication afin d’assurer le bon déroulement des essais ainsi que leur répétabilité. Des
tolérances de 0.1 mm en coaxialité et de 0.03 mm sur le parallélisme des faces extérieures
sont imposées afin de garantir I'axialité des efforts. Des rayons de raccordement de 0.1 mm
ont été créés sur les contours extérieur et intérieur de la zone utile pour s’affranchir de la
rupture brutale en surface et conserver ’homogénéité de la déformation (Figure 3.11).

@ ®) @ @ Cisaillement dynamique
A =
Gleeble machine 900 - R T SR A e :
%) Exécution g) 800~ ------- i ________________ "- ________
% . Maintien % 600 [ S _* ....... . [
© o/ | ® :
= ) 3 =
2 0 O
.20 | | KA

g g/ | %, g 800 --r------- L R R
N A 4 F I

S 0] @@ @ @@

t=tl t1+20 0 0.1 1 10 10°  10°
Temps (s) Vitesse de sollicitation (mms™)

FIGURE 3.12 — a) Cycle thermomécanique adopté b) Conditions expérimentales des essais
en cisaillement
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Les essais sont effectués sous vide primaire dans le but d’éviter tout type d’oxydation
ou des pertes par convection (soit 1072 torr pour les essais a ’ambiant et 107 torr pour
les essais en température).

Pour minimiser le frottement aux interfaces, des papiers en graphite ont été intercalés
dans la jonction mors/éprouvette. Ce type de matériau est bien connu pour sa bonne
conductibilité électrique et son efficacité & maintenir une homogénéisation en température
lors de l'essai. Des essais de validation avec 3 thermocouples soudés dans les différentes
zones de I’éprouvette montrent un écart non négligeable, de 60°C' aprés 20 secondes de
maintien.

Le cycle thermique pour les essais en température repose sur une montée en tempé-
rature de 5°C'/s jusqu’a la consigne, puis un maintien d’homogénéisation de 20 secondes,
et enfin une exécution suivant la vitesse de sollicitation définie (Figure 3.12).

Pour assurer la bonne répétabilité des essais, une validation sur plusieurs vitesses de
sollicitation et de chauffe a été effectuée avant de lancer la campagne d’essais sur l'alliage

Ti-6Al-4V.

Résultats expérimentaux

Apreés avoir pris en compte la rigidité de la machine, les résultats expérimentaux sont
présentés dans 'espace Force-Déplacement (F,u) pour des vitesses de sollicitation allant
de 107ts7! & 10®> mm.s™! et des températures allant de 20 & 900°C' (Figure 3.13). Ils
montrent une élévation de l'effort en fonction de la vitesse de sollicitation ainsi qu’une
diminution considérable de ce dernier liée a la température.

4
5 X 10 T T T T T
20°C - 10°mm.s™!
4.5+ ! !
20°C - 100mm.s"!
4r i i 20°C - 10mm.s”!
35 20°C - Imm.s!
1 ~20°C - 0,Imm.s™!

W
T

300°C - Imm.s™!

Effort (N)
[3S)
i

[ 8]
T

| 600°C - Imm.s™!

Tem7tme
1

1.5k . |
800°C - 100mm.s™!
1L T L i
0.5 | | [900°C - Imm.s! | < \\\Z i
0 | | | | | | |
0 1 2 3 4 5 6 7 8
Déplacement (m) X 1(')4

FIGURE 3.13 — Résultats des essais du cisaillement sur le simulateur Gleeble®

En examinant les courbes plus précisément, on peut constater que 'augmentation en
vitesse de sollicitation entre 107's~! et 10mm.s~! est peu marquée. Au-deld de cette
vitesse seuil, la sensibilité a la vitesse de sollicitation devient trés importante.
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Si 'amplitude des efforts augmente en fonction de la vitesse de sollicitation, les ten-
dances en température demeurent inversement proportionnelles. Une analyse plus fine
permet de distinguer 3 régimes :

e Régime "I" : plage de températures faibles (% < 0.35). Il s’agit d'une augmen-
tation quasi-linéaire de l'effort en fonction du déplacement ce qui implique une

domination totale des mécanismes d’écrouissage liée, a 1’échelle microscopique, a
une multiplication des dislocations sous 'effet de la déformation;

e Régime "II" : plage de températures moyennes <O.35 < % < 0.6>. Au-dela d’une
déformation critique, une compétition entre les phénomeénes d’écrouissage et d’adou-
cissement thermique se met en place. La courbe présente une augmentation en effort
liée au déclenchement du processus d’écrouissage puis une stabilisation engendrée
par I'adoucissement jusqu’a la rupture (1’évolution de la rupture n’est pas reportée
volontairement dans ces courbes) ;

e Régime "III" : plage de températures relativement importantes <Tlf > 0.6). La

dominance de ’adoucissement thermique sur le comportement macroscopique est
totalement perceptible dans ces courbes. Un niveau d’allongement trés important
est atteint sous une faible variation d’effort.

Cette analyse préliminaire de 1’essai retenu révele des informations importantes quant
a la rhéologie du matériau et a sa modélisation sous l'effet de la température et de la
vitesse de déformation. Nous pourrons noter que la vitesse de sollicitation seuil s’avére
étre autour de 10 mm.s~! et l'effort augmente considérablement sous cet effet pour des
déplacements de moins au moins importants. On révéle alors un effet non linéaire de la
vitesse de déformation sur la limite élastique et la déformation a la rupture du matériau.

Trois régimes ont été distingués suivant les plages de températures. D’'une maniére
générale, on observe une chute de l'effort en fonction de la température. Sous l'effet des
températures moyennes (0.35 < Tlf < 0.6), des phénomeénes additionnels, éventuellement
I’adoucissement thermique, s’activent et entrent en concurrence avec I’écrouissage. Pour
des températures plus élevées, 'effet de ces derniers phénomeénes devient trés marquant.

Ces derniéres constatations décrivent la complexité des phénomeénes qui se produisent
au niveau de la zone utile de I’éprouvette. Le gradient de déformation étant trés impor-
tant, sa sensibilité a la vitesse de déformation ainsi qu’a la température engendre une
modification sur les dimensions de la zone utile et par la suite sur I’état de contrainte,
ce qui rend la tache encore plus délicate. Connaissant 1'effort en fonction du déplace-
ment, il s’avére délicat de remonter proprement a I’espace contrainte-déformation avec ce
type d’éprouvette [Changeux 2001]. Dés lors, il convient de se demander quelle méthode
de dépouillement et quelle loi de comportement sont a adopter pour 'extraction de ces
informations. Ce point fait I'objet du paragraphe suivant.

Hypothéses et choix de la méthode de dépouillement

Bien que l'essai de cisaillement avec des éprouvettes chapeau soit trés exploité, on
s’apercoit, en contrepartie, que son dépouillement reste toujours délicat. En effet, la per-
tinence des résultats extraits peut étre affectée par plusieurs sources telles que :

— La non homogénéité de la température dans les différentes parties de I’éprouvette ;
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— Le frottement aux interfaces ;
— L’auto-échauffement provenant de la déformation plastique.

De plus, la constance du volume cisaillé reste tributaire des conditions géométriques choi-
sies. Méme si des moyens de fabrication performants sont mis en ceuvre pour respecter
ces exigences, il est de toute évidence impossible de s’en affranchir complétement.

Avant Déformation Aprés Déformation
l. De/o
i
A

L : Largeur de la secion utile
W: Epaisseur de la section utile
Al: Le déplacement mesuré par 'extensométre
a : Angle de déformation
Di: Diamétre intérieur

W« Di/2 De: Diamtére extérieur

FIGURE 3.14 — Zone du cisaillement théorique

La méthode du dépouillement analytique menée par Meyers et al. [Meyers 1994] Habak
[Habak 2006, Hor [Hor 2011] et [Ayed 2013| repose principalement sur les hypothéses
suivantes :

— La section déformée (utile), se résume & une surface de matiére, de forme rectangu-
laire entre la partie supérieure du pion et inférieure de la couronne, tout en négligeant
les rayons de raccordement (Figure 3.14).

— Le frottement aux interfaces est négligé.
— Les parties, hors de la zone utile, sont supposées rigides ;

En rajoutant 'hypothése d’un état de contrainte uni-axial et d’une vitesse de dé-
formation homogene, il devient alors aisé de remonter a la déformation inélastique en
cisaillement ~;, & travers la déformation théorique e, €t en fonction du module de
cisaillement apparent p,, la contrainte de cisaillement théorique 7ype, et les parameétres
géométriques de I’échantillon.

Ttheo

Yin = Vtheo — la
Vtheo = tana = £t (3.12)
s = F L, (B522)]

Grace aux parameétres décrits dans 3.12, il devient alors possible d’extraire la contrainte
0¢q €t la déformation équivalente € a travers les relations suivantes :

Oeq = \/thheo
e = Jtheo

V3

(3.13)
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Par ailleurs, la déformation plastique des métaux engendre une élévation de tempéra-
ture liée a la partie du travail plastique transformée en chaleur |Taylor 1933]. Il est & noter
que peu de travaux la prennent en compte dans le cadre du dépouillement analytique. La
plupart des études considérent ce processus comme isotherme.

Ainsi, en supposant I’adiabaticité du systéme, il est possible d’identifier I'incrément de
température AT lié a la déformation plastique Ag, a travers le bilan énergétique qui fait
intervenir les parameétres du matériau p et C), ainsi que la part de déformation plastique
convertie en chaleur (Coefficient Taylor-Quinney (). Il s’exprime par 1’équation 3.14 :

lo PANS
AT =" 3.14
“ (3.14)

Les travaux qui le prennent en compte montrent son importance ainsi que la différence
notable entre les deux hypotheses. Il s’avere donc nécessaire d’introduire cette correction
lors de l'identification [Klepaczko 2009, Courbon 2012].

La méthode analytique se démarque comme étant simple & mettre en ceuvre et facile
a maitriser étant donné les hypothéses mises en jeu. Il est en revanche indispensable de
garder a l'esprit le niveau d’erreur engendré par ces derniéres qui affecte directement
la pertinence des résultats obtenus et par la suite, le modéle de comportement et/ou
d’endommagement & mettre en place.

Compte tenu des chargements thermomécaniques complexes autour de la couronne de
la zone utile ainsi que les limites de la méthode analytique, plusieurs chercheurs se sont
orientés vers des méthodes inverses afin de s’affranchir des artefacts des points évoqués et
de remonter plus facilement a la loi de comportement désirée.

Avec le méme type d’éprouvettes, Changeux [Changeux 2001| présente, en premier
lieu les limites et les difficultés du dépouillement analytique liées a la géométrie. Ensuite
il propose d’accéder aux variables mécaniques a travers des simulations numériques par
éléments finis. En reprenant le méme principe, plusieurs travaux ont été mis en place en
vue d’identifier le comportement de leur matériau.

Sur des éprouvettes de compression en alliage de titane Til7, Ayed [Ayed 2013| met
en ceuvre une procédure par méthode inverse basée sur un modéle éléments finis afin
d’identifier une loi de type Johnson-Cook. Le frottement aux interfaces étant négligé, un
algorithme d’optimisation de type "Lavenberg-Marquart" est alors utilisé pour optimi-
ser le jeu de parameétres afin de minimiser ’écart relatif entre la réponse numérique et
expérimentale.

Les travaux menés par Hor [Hor 2011] sur quatre matériaux différents reposent sur une
identification inverse d’un critére d’endommagement de type Gurson-Tvergaard-Needleman
[Tvergaard 1984]. Des modéles axisymétriques en éléments finis d’éprouvette de traction,
avec différents types d’entailles ont été créés. Ainsi, un couplage a une procédure d’identifi-
cation inverse basée sur l'algorithme "Lavenberg-Marquart" a été réalisée, pour optimiser
les parameétres d’endommagement.

Habak [Habak 2006] sur un 100Cr6, exploite cette stratégie de dépouillement pour
déterminer une loi du type Johnson-Cook. Un modéle éléments finis d’éprouvette chapeau
est mis en place tout en s’affranchissant du frottement aux interfaces. Ainsi, un recalage
manuel des résultats issus du modéle numérique a ceux de 'expérience a été mené.

Quant a lui, Bouchnak [Bouchnak 2010]| reprend cette méthode tout en 'appliquant
sur des éprouvettes chapeau en Ti-6A1-4V et Ti555-3 en vue de déterminer une loi de type
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Johnson-Cook. Toutefois, aucun coefficient de frottement n’a été introduit aux interfaces.

Les références citées précédemment nous donnent une vision globale sur 'importance
et l'intérét de cette méthode pour I'identification des lois de comportement. Elles nous
renseignent par ailleurs sur ’écart généralement mesuré entre les résultats issus de cal-
culs et ceux de 'expérience en utilisant diverses méthodes et algorithmes d’optimisation.
Néanmoins, il s’avére délicat d’extraire directement les résultats depuis des modéles élé-
ments finis compte tenu des disparités liées aux hypothéses mises en place. Cependant,
comme nous l'avons évoqué au début de ce paragraphe, 1’essai de cisaillement reste un
essai simple a exécuter mais difficile & dépouiller étant donné que la pertinence des don-
nées extraites peut étre affectée par plusieurs phénomeénes, en particulier, le frottement
aux interfaces et la chaleur issue de la déformation plastique.

Suite aux limites de la méthode de dépouillement analytique exposées précédemment,
le choix s’est porté sur une identification inverse par recalage de modéle EF en effort
FEU-F. En revanche, et afin d’assurer la pertinence des données extraites avec cette
stratégie, il est indispensable d’évaluer I'impact des paramétres initiaux et du frottement
aux interfaces sur l'identification d’'un modéle de comportement.

Description du modéle et principe

Un modéle axisymétrique d’éprouvette en chapeau a été développé sur Abaqus/ Ezplicit.
Il est maillé en éléments quadrilatéres axisymétriques a intégration réduite et couplés en
température et en déplacement (CAX4RT).

Les enclumes sont supposées rigides et isothermes. Elles sont représentées par deux
barres horizontales sur les deux faces extérieures de 1’échantillon. Un déplacement est
imposé au point de référence pilotant la surface afin de solliciter I’éprouvette a une vitesse
constante. Aucun échange thermique avec le milieu extérieur ou avec les enclumes n’est
autorisé.

Enclume rigide

AT Rp fabat
‘0‘“‘='II”'O“ <> A(%labathue . ,
‘.‘;@;\\‘v’%{{éa= Uy — Déplacement imposé

Rp  Point de référence

e \
BN\ S
SO
“‘3\‘&‘ "

symétrie Uy=0

Ux=0 URz=o0
URz=0

[

FIGURE 3.15 — Géométrie et conditions aux limites du modéle retenu

Des vitesses de sollicitation de 1,10, 102, 10® mm.s~! et des températures 20, 300, 600,
900°C' ont été imposées tout en respectant les conditions expérimentales mentionnées
dans la figure 3.12. Pour les faibles vitesses de sollicitation, des simulations adiabatiques
et entierement couplées température-déplacement ont montré que les échanges de chaleur

105



CHAPITRE 3. ETUDE ET MODELISATION DU COMPORTEMENT

avec le milieu extérieur n’a pas d’influence majeure sur les efforts calculés. Ainsi, les autres
conditions ont donc été simulées en régime adiabatique.

On considére que lalliage de titane Ti-6Al-4V suit le comportement de Johnson-Cook
identifié par Lee [Lee 1998a]. La partie du travail plastique transformée en chaleur est
fixée & 80% [Mason 1994, Macdougal 2000].

Le contact aux interfaces est modélisé par la loi du Coulomb. Des simulations per-
mettent ainsi de tester I'influence du frottement sur les sorties du modeéle : p = 0,0.2,0.5.

- —— p=0 Modele: Chapeau Axisymétrique
— {\ a p=02 Matériau : Ti-6Al-4V
Loi de comportement : J&C
o u=05 B=0,8
x10° . . . . . . x 10°
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Déplacement (mm) Déplacement (mm)

FIGURE 3.16 — Sensibilité au frottement des éprouvettes chapeau

La figure 3.16 décrit 1’évolution de l'effort en fonction du déplacement pour tous les
cas cités précédemment.

Il s’avere que 'impact du frottement est clairement négligeable pour toutes les condi-
tions de simulation étudiées, étant donné qu’il agit loin de la zone utile et que la présence
d’une zone de concentration de contrainte assure la stabilisation de 1’essai.

Ces constatations sont valables quelles que soient la température et la vitesse de sol-
licitation. Dés lors, on peut négliger ce phénoméne dans nos simulations sans altérer la
qualité de nos résultats.

3.3 Mise en ceuvre de la méthode envisagée

Le probléme inverse défini dans ce travail s’inscrit dans notre stratégie de mise au
point des modéles de comportement et d’endommagement permettant de retranscrire les
phénomeénes observés. Cette approche consiste donc & optimiser les paramétres du modéle
envisagé, afin que la solution du probléme prédise, au mieux, 1’évolution des phénomeénes
observés. Il est donc primordial de s’adresser a des lois performantes, permettant de
reproduire ces évolutions.
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3.3.1 Choix du modéle de comportement

Bien que l'approche d’analyse soit déja fixée, le choix du modéle de comportement &
suivre n’a pas été traité jusqu’ici.

Aux vues des tendances expérimentales observées sur le Ti-6A1-4V, une simple loi de
Ludwick, décrite par ’équation 3.15, a été attribuée pour chaque courbe. En revanche, hors
effet d’auto-échauffement et d’adiabaticité, cette loi impose une croissance de la contrainte
en fonction de la déformation. Ceci ne semble pas problématique puisque la plage de
déformation visée par ce type d’essai ne dépasse pas 0.7 [Changeux 2001, Hor 2011].

o=A+DB.el (3.15)

L’identification, comme exposée dans la figure 3.17, conduit donc a optimiser trois
parameétres pour chaque courbe : A décrit la limite élastique, le terme B représente le
module d’écrouissage tandis que n modélise I'exposant d’écrouissage.

A partir des remarques émises précédemment et vu la structure du modéle, on com-
prend aisément qu’il est possible de restituer le comportement sur la plage de déformation
concernée.

La question qui se pose désormais est : cette évolution est-elle toujours valable pour
des déformations supérieures et a des températures relativement élevées ?

Cependant, les expériences menées ne nous offrent que deux informations ponctuelles
qui se résument sous 'effort de la traverse ainsi que son déplacement ce qui ne refléte pas
forcement la tendance de la contrainte en fonction de la déformation.
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. i . . -
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Ao, Bo.ng U
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FIGURE 3.17 — Schéma itératif d’identification du modeéle de comportement
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3.3.2 Influence des valeurs initiales

Dans cette stratégie d’identification, il s’avére que le probléme tel qu’il est formulé
ne répond pas a la résolution du probléme de convexité de la fonction objectif. En effet,
aucune condition dans le domaine de définition de la fonctionnelle n’est disponible pour
valider l'inexistence de minimas locaux.

Pour cela et afin de s’assurer de la robustesse de la méthode de dépouillement ainsi
que de la pertinence de ces résultats, un ensemble de points de départs trés dispersés et
encadrant les valeurs présumées des parameétres ont été choisis pour garantir que tous les
trajets d’optimisation conduisent au méme optimum.

Cette tache a été réalisée pour I’ensemble des essais chapeaux. Un seul cas sera dé-
taille dans ce manuscrit (1 mm.s~*,20°C"). Une partie des points de départ du couple
de paramétres B et n ont été issus de la littérature pour un alliage de titane Ti-6Al-
4V [Lee 1998a, Bouchnak 2010], alors que les autres sont choisis arbitrairement tout en
vérifiant que les points d’arrivée définissent le méme modéle matériau.

700 O
~
&

650 ©
= et ¢
M 600 5 7

Rayon de [m] i

% 550 corvergence\\ o E (‘v’
7}
2
5 500 (©]
o
3}
o 450
o O Point de départ
L 400 q -
= O Point d’arrivée
=]
§ 350 O

300

0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45

Exposant d’ecrouissage n

FIGURE 3.18 — Représentation de la zone de convergence et de la stratégie d’optimisation
avec plusieurs points de départ pour un essai chapeau (1 mm.s—t, 20°C)

L’analyse de la figure 3.18 permet de montrer que quel que soit le point de départ choisi
dans l'espace (Bn), les solutions convergent vers un domaine restreint. En revanche, une
grande variabilité des parameétres B et n est observée. Ceci explique que ces deux derniers
ne sont pas indépendants et 'augmentation de I'un peut étre compensée par la diminution
de I'autre. En conséquence, on peut affirmer I'existence de plusieurs couples de paramétres
B et n aptes a satisfaire le minimum de la fonction objectif.

Pottier [Pottier 2010] a particuliérement étudié cet aspect en identification et montre
que la convexité de la fonction objectif est faible au voisinage de 'optimum ce qui donne
naissance a plusieurs doublets de parameétres B et n satisfaisant le critére de convergence.
Dés lors, on peut affirmer que la méthode converge vers un minimum que l'on peut
considérer comme global. Le cott d’optimisation en terme de nombre d’itérations est
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la seule grandeur dépendante du point de départ.

Cette démarche souléve un aspect négatif retenu en lien avec ’architecture méme
du modéle mais surtout avec la stratégie d’identification compte tenu du lien entre les
parameétres B et n.

3.3.3 Analyse des paramétres identifiés

La figure 3.19 montre 1’évolution de l'effort de réaction en fonction du déplacement
a la fin du processus d’optimisation. L’identification réalisée sur le Ti-6A1-4V conduit a
une description des évolutions des courbes tres fidéle quelles que soient les conditions
expérimentales. En effet, on observe une bonne prédiction du modéle identifié et une
erreur relative en effort qui ne dépasse pas 10%.
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FIGURE 3.19 — Résultat d’identification

Afin de simplifier leur lecture et leur interprétation, les résultats seront par la suite
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Température (°C) | & (mms™) || A (MPa) | B (MPa) | n

20 0.1 838 626.92 | 0.394
20 1 880 o81.89 | 0.352
20 10 920 27894 | 0.337
20 100 1108 550.42 | 0.234
20 1000 1375 511.74 | 0.194
300 1 780 375.89 0.32
600 1 430 324.83 0.3

800 100 330 114.54 0.24
900 1 100 89.9 0.21

Tableau 3.1 — Parameétres identifiés par méthode inverse. (i : la vitesse de sollicitation
-1
mm.s~"')

présentés en faisant référence a la vitesse de sollicitation et la température initiale de
I’essai. Le rapport entre la vitesse de déformation et la vitesse de sollicitation a été identifié
numériquement et est de l'ordre de 2.83 mm ™! pour toutes les conditions opératoires.
L’augmentation en température sera détaillée dans le prochain paragraphe. Au terme de
cette identification, il convient de juger de la pertinence des jeux de paramétres obtenus.
Il est intéressant aussi de souligner que la valeur de la fonction objectif a été évaluée au
maximum sur 120 points de ’espace de I’étude pour des jeux de parameétres trés éloignés.

Le tableau 3.1 synthétise les valeurs des parameétres A, B et n identifiés pour chaque
condition d’essai.

3.4 Identification de la loi de Johnson-Cook

De la revue bibliographique traitant des modéles de comportement, on retient dans
un premier temps le modeéle phénoménologique incontournable de Johnson-Cook [John-
son 1983] avec sa forme originale, apparaissant comme une solution intéressante d'un point
de vue industriel. De plus, il présente la méme formulation d’écrouissage retenue dans ce
travail. Il est intéressant de noter aussi qu’il présente, un bon compromis entre le nombre
de parameétres et la simplicité d’identification.

L’identification de cette loi est largement documentée, notamment pour 'alliage de
titane Ti-6Al-4V. Le tableau 3.2 reprend les jeux de parameétres du modéle de Johnson-
Cook sélectionnés dans 13 études portant sur 'alliage de titane Ti-6Al-4V et sous des
sollicitations différentes. Cependant, les paramétres de cette loi peuvent étre identifiés
par deux méthodes et aussi a partir de plusieurs démarches, bien documentées dans les
travaux de Hor [Hor 2011].

Dans le cadre de cette étude, deux démarches d’identification ont été suivies afin
d’étudier 'influence de la stratégie d’identification sur 'erreur globale de ce modéle.

La premiére méthode tire parti de la forme multiplicative du modéle. Elle consiste a
identifier les paramétres du modéle, terme par terme. Dans un premier temps, le terme
d’écrouissage décrit par les parameétres (A, B et n), puis, le terme de dépendance a la
température décrit par l'exposant (m) et enfin le terme de sensibilité a la vitesse de
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| A (MPa) B (MPa) n C m
[Johnson 1989 862 331 0.34  0.012 0.8
[Lee 1998b] 724.7 683.1 0.47  0.035 1
[Macdougall 1999] 984 520.3  0.5102  0.015 0.82
[Lesuer 2000] 1098 1092 093  0.014 1.1
[Nemat-Nasser 2001] 1119 838.6  0.4734 0.01921 0.6437
[Shivpuri 2002] 870 990 0.25 0.011 1
[Meyer 2001] 862 331 0.34  0.012 0.8
[Ozel 2004] 859 640 0.22  0.000022 1.1
[Khan 2004 1080 1007 0.5975 0.001304 0.7701
[Seo 2005 997.9 653.1 0.45  0.0198 0.7
[Li 2006] 968 380 0.421  0.0197  0.577
[Umbrello 2008] 782.7 498.4 0.28  0.028 1
[Bouchnak 2010] 983 348 0.32  0.024  0.69

Tableau 3.2 — Synthése des identifications de la loi de Johnson-Cook sur le Ti-6Al-4V

déformation décrit par le parameétre (C').

La deuxieme méthode se base sur une estimation globale des parameétres de la loi. Elle
consiste a procéder a l'identification via un algorithme capable d’identifier en une seule
fois les cinq paramétres. Finalement, une comparaison entre les résultats de ces deux
derniéres démarches et la base de données expérimentales sera mise en place. Pour chaque
méthode, les essais ont été considérés adiabatiques. La température retenue de I’essai pour
une déformation plastique donnée est dans ce cas calculée par 1’équation 3.16 :

T = Tessai + AT
{ (3.16)

Ae
AT = et
5 p-Cp

La figure 3.20 montre 1’élévation de la température par rapport a la déformation a la
rupture pour chaque condition d’essai. Cette élévation est non négligeable et dépasse
les 100°C' pour une température d’essai de 300°C' et une déformation de 34.4%. Par
conséquent, les parameétres sont identifiés en introduisant le terme permettant de tenir
compte de l'effet d’élévation de la température. Il est en revanche indispensable d’étre
conscient de l'erreur engendrée par le chemin de déformation qui est supposé linéaire
dans cette identification.

On notera aussi que I’essai couplé en température et en vitesse de déformation (800°C,
100 mm.s~ ') servira également & la vérification et a la validation de la stratégie d’identi-
fication.

3.4.1 Premiére démarche : Méthode Multiplicative

Concernant la premiére étape, les parameétres (A, B et n) ont été déja identifiés si-
multanément par méthode inverse et pour la courbe de référence (0.1 mm.s™*,20°C). Les
valeurs sont mentionnées dans le tableau 3.1.
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FIGURE 3.20 - Elévation de la température pour chaque condition d’essai

Sensibilité a la variation de la température

La deuxiéme étape consiste a identifier le coefficient m qui décrit la sensibilité a la tem-
pérature dans l'espace (g, €,, T'). Les parameétres d’écrouissage sont alors introduits dans

@ (b)
14 x10 13 13 13 13 14 F F
---- Résultats expérimentaux 200°C @ points identifiés
12 l-| ——JC (m=fet(T)) 1.2 = m = fct(T) I
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FIGURE 3.21 — a) Comparaison entre les courbes expérimentales et le modéle identifié
pour différentes valeurs de m; b) Evolution du paramétre m en fonction de la température

le modéle, tout en prenant en compte le taux d’échauffement par déformation plastique
(équation 3.17). Une fonction objectif basée sur les moindres carrés assure l'optimisation

de ce coeflicient. (T4 AT) T, .
_ n _ + — 40
SR A (=L E

Une premiére optimisation nous a conduit & identifier le paramétre m pour un optimum

(3.17)
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m = 0.7852. Cependant, comme le montre la figure 3.21.a, la retranscription du compor-
tement thermomécanique s’avére trés modeste. En effet, une identification de paramétre
m pour chaque essai, nous a permis de révéler sa forte variation a la température (Figure
3.21.b) avec une trés bonne corrélation des courbes expérimentales. Cette constatation
remet en question ’hypothése d’une valeur constante pour m. En effet, le paramétre m
ne fait qu’une simple transformation homothétique de la courbe de référence afin de dé-
crire le comportement en température. Une valeur fixe de ce paramétre ne permettrait,
en aucun cas de bien reproduire le comportement mécanique a chaud. L’écart entre la
courbe expérimentale et la courbe numérique a 900°C' dépasse les 200%. Il apparait alors
indispensable d’introduire une évolution du paramétre m en fonction de la température.

D’autre part, les courbes expérimentales présentent des formes différentes, ce qui né-
cessite une variation des parameétres B et n du terme d’écrouissage en fonction de la
température et la vitesse de déformation. Dés lors, on peut constater la limite de ce
modéele a reproduire les phénomeénes observés.

Sensibilité a la vitesse de déformation

La derniére étape consiste & déterminer le paramétre de dépendance a la vitesse de
déformation en régime adiabatique.

o=[A+B(,)" {1 +Cln (@)] {1 - ((T ;fA_T)T; To)m} (3.18)

€0

Le coefficient C a été estimé a travers des itérations dans l'espace (g, €,,20°C) tout
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FIGURE 3.22 — a) Comparaison entre les courbes expérimentales et le modéle identifié
pour différentes valeurs de C'; b) Evolution du parameétre C en fonction de la vitesse de

déformation

en se basant sur I’équation 3.18. La figure 3.22.a présente les résultats obtenus. Pour de
faibles vitesses de sollicitation (< 10mms™1), la réponse numérique prédit correctement
I’évolution de la contrainte en fonction de la déformation plastique. En revanche, au-dela
de cette plage de vitesses de sollicitation, la transformation homothétique de la courbe
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n’est plus valide étant donné que la sensibilité a la vitesse déformation influe d’une maniére
importante sur la forme des courbes.

Malgré la variation du paramétre C (Figure 3.22.b), il s’avére que ce modéle présente
une limite structurelle liée au terme d’écrouissage et a la fixation de ces paramétres. Bien
qu’il soit capable de reproduire la réponse expérimentale pour des vitesses de sollicitation
et des températures faibles, on s’apercoit qu’il est totalement décalé & haute température
et a haute vitesse de déformation.

3.4.2 Deuxiéme démarche : Méthode globale

La deuxiéme démarche reste la plus rapide et la plus simple mais repose sur une
estimation globale des paramétres de la loi de Johnson-Cook. L’itération s’effectue sur
I’ensemble des paramétres du modeéle et 'intégralité de la base de données expérimentales
(i.e. les 9 essais en méme temps). L’algorithme retenu dans ce cas est celui de Levenberg-
Marquardt. 11 s’avére intéressant lorsque le nombre de paramétres devient conséquent
[Hor 2011, Courbon 2012, Ayed 2013].

Nous précisons que les identifications de modéles conduites dans la premiére démarche
ont été utilisées comme des conditions initiales de la méthode globale.
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FIGURE 3.23 — Comparaison dans le plan contrainte-déformation du modéle de Johnson-
Cook identifié / expérience (a) en température (b) en vitesse de déformation pour une
identification par la méthode globale

La figure 3.23 montre, avec cette démarche, les résultats obtenus. La comparaison
de la contrainte calculée par cette identification montre une approximation correcte aux
faibles sollicitations (g, = 0.3, < 800°C, 4 < 10 mm.s~'). Cependant, la forte sensibilité
prononcée en température et en vitesse de déformation a partir 800°C'—10 mm.s~! est mal
restituée et la forme de la courbe contrainte déformation n’est pas fidélement reproduite
pour ces forts chargements thermomécaniques.

Le tableau 3.3 montre une grande variation au niveau des paramétres selon la méthode
d’identification. Ceci peut étre lié a I’architecture du modéle (paramétres non-décorrélés)
et a son incapacité a reproduire les phénomeénes sur une grande plage de températures et
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A (MPa) B (MPa) n C m  g(s7) Tp(°C)
Méthode multiplicative 838 626.92 0.394 0.0274 0.7852 01 20
Méthode globale 798.87 396.85 0.23 0.056  0.42 '

Tableau 3.3 — Synthése des identifications de la loi de Johnson-Cook sur le Ti-6Al-4V
avec les deur méthodes

de vitesses de déformation.

L’analyse de la valeur finale des fonctions objectifs montre néanmoins que la méthode
globale engendre moins d’erreurs que la méthode multiplicative.

3.4.3 Discussion

Les constatations dressées précédemment mettent en lumiére les points faibles du
modéle de Johnson-Cook [Johnson 1983]. Bien qu’il semble acceptable pour des petites
variations, il s’avére qu’il n’est pas assez pertinent pour décrire le comportement & haute
température et grandes vitesses de déformation. Une possibilité s’offre dans ce cas : c’est
de conserver la forme originale de la loi et d’identifier plusieurs jeux de paramétres suivant
les plages de vitesses de déformation et de températures visées.

La seconde remarque vise plutot la constance des parameétres du terme d’écrouissage,
ce qui empéche ce modéle de suivre correctement la forme des courbes expérimentales.
Pour ceci, la variation en fonction de la température et de la vitesse de déformation de
ces paramétres semble une solution simple et envisageable. Mais la description d’une telle
évolution dans l'espace température-vitesse de déformation est-elle réalisable? Et par
quelle fonction ?

Il est clairement perceptible que ce modeéle est incapable de modéliser les effets vis-
queux sur une plage étendue de vitesses de déformation. Cela est di principalement a
la fixation du parameétre qui traduit cet effet et aussi la non-prise en considération de la
relation entre les paramétres C et m. Par conséquent, I'augmentation de contrainte avec
la vitesse de déformation demeure toujours la méme quelle que soit la température.

De la méme maniére, ce modéle suppose que l'influence de la température aura le
méme impact sur la contrainte indépendamment de la vitesse de déformation alors que la
base de données expérimentale montre le contraire.

Plusieurs auteurs ont soutenu ces constatations lors de I'identification d’une telle loi.
Par des simulations numeériques de 1'usinage, Calamaz et al |Calamaz 2008a| prouvent
I'inaptitude de cette loi a reproduire fidélement ’adoucissement thermique.

A travers des comparaisons avec ces résultats, Hor [Hor 2011] montre que le terme
d’écrouissage dans ce modéle pilote la forme générale des courbes alors que les autres
termes assurent la translation des courbes sans modifier leurs formes ce qui met en question
son utilité dans le cadre des procédés fortement couplés.

Les travaux de Ayed [Ayed 2013] sur un alliage de titane Til7 montrent que I’exposant
en température "m" ainsi que le coefficient de la vitesse de déformation "C" sont trés
dépendants.

En conclusion, la loi de Johnson-Cook ne saurait constituer qu'une premiére approxi-
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mation des couplages importants mis en occuvre dans un procédé aussi complexe que
I'usinage.

3.5 Présentation du nouveau modéle de comportement

Comme nous l'avons évoqué aussi dans la section 3.1.1, ce constat quant aux points
faibles de la formulation de Johnson-Cook est largement partagé par d’autres auteurs.
Ainsi, de nombreuses formulations ont été élaborées en s’inspirant de cette loi phénomé-
nologique en vue d’améliorer la restitution du comportement du matériau.

Cependant, les approches proposées consistent principalement a enrichir le modéle de
Johnson-Cook par des nouveaux termes (multiplicatifs et /ou additifs) afin de retranscrire
au mieux les bases de données expérimentales et principalement la sensibilité aux vitesses
de déformation et/ou a la température.

En effet, les résultats expérimentaux exposés dans la figure 3.13 ont révélé, implicite-
ment, la sensibilité des parameétres physiques, éventuellement la limite d’élasticité et les
paramétres d’écrouissage, a la température et a la vitesse de déformation. En accord avec
cette philosophie et suite aux formes particuliéres des courbes a dépouiller, il paraissait
nécessaire de mettre en place une formulation qui tient compte des phénomeénes abordés.

L’idée du travail présenté ici consiste a s’abstenir du choix d’un ou plusieurs termes
correctifs au modéle Johnson-Cook. Il s’agit d’établir un modéle sous une forme trés
simple, mais d’offrir & celui-ci un maximum de degré de liberté via un couplage explicite des
paramétres en vitesse de déformation et en température. Ainsi, une nouvelle formulation
simple, basée uniquement sur le terme d’écrouissage de cette loi, a été élaborée. Elle
repose sur la suppression des deux termes qui assurent la transformation homothétique,
tout en attribuant aux parameétres A, B et n un couplage fort puisque ceux-ci ne sont
plus de simples constantes mais sont fonction de la température "T" et de la vitesse de
déformation "e".

o=A@ET)+ B(ET).e"eD (3.19)

Dés lors, I'identification se résume a trois paramétres (5 parameétres dans le cas de la loi
J & C) ou le parameétre A (¢,7") décrit la limite d’¢élasticité, le terme B (¢,T") correspond
au module d’écrouissage tandis que n (¢,T) représente 'exposant d’écrouissage. Cette
formulation nous offre plus de liberté en ce qui concerne le nombre des paramétres et les
essais expérimentaux, ce qui conduit & fiabiliser le processus d’identification.

Les identifications conduites précédemment sur les éprouvettes chapeau en Ti-6Al-
4V, peuvent étre utilisées pour l'identification du nouveau modéle (équation 3.19). On
s’intéresse ainsi a I’évolution des paramétres A, B et n en fonction de la température et
de la vitesse de déformation, comme l'indique la figure 3.24.

D’un point de vue général, on note une évolution monotone et quasi-linéaire des points
identifiés en fonction de ces deux phénomeénes. En effet, on constate qu’une augmentation
de la température tend a abaisser les valeurs des parameétres, tandis qu'une élévation de
la vitesse de déformation assure 1’élévation de la limite élastique A, la stabilisation du
module d’écrouissage B et la diminution de ’exposant n.

Les constatations émises précédemment, laissent penser que la description des para-
meétres par des plans dans 'espace vitesse de déformation-température, reste tout a fait
raisonnable.
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FIGURE 3.24 — Fwolution des parameétres A, B et n en fonction de la température et de
la vitesse de déformation

3.5.1 Analyse des résultats d’identification

Le premier intérét de cette stratégie est de pouvoir décrire d'une maniére simple et
précise I’évolution du comportement quel que soit la sollicitation thermomécanique. D’une
maniére plus explicite, il s’agit de décrire la contrainte en fonction de la déformation avec
les paramétres identifiés en dehors des plages d’identification (par extrapolation). Deés
lors, il convient de décrire leurs évolutions en fonction de la vitesse de déformation et de
la température via des fonctions spécifiques.

Ainsi, comme nous l'avons remarqué précédemment, une approximation par plan
semble bien adaptée. De plus, elle présente un bon compromis entre le nombre de pa-
rametre et la facilité d’identification. Basée sur une équation (équation 3.20) a trois para-
métres (a, b et ¢), une procédure d’identification par moindres carrés a permis d’évaluer
les coordonnées des plans interpolant A, B et n :

A, B,n=—aT —blin(c,) —c (3.20)

Le tableau 3.4 rassemble les valeurs numériques des paramétres du nouveau modéle iden-
tifié pour le Ti-6Al-4V. L’approximation de 1’évolution des paramétres par des plans
conduit & une description assez fidéle avec une erreur maximale inférieure & 6% pour les
trois parametres.

La démarche d’identification s’avére originale. Dans un premier temps, elle consiste
a caractériser les paramétres A, B et n pour chaque courbe expérimentale. Ensuite, elle
décrit leurs évolutions en fonction de la température et la vitesse de déformation suivant
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|| A (Pa) | B (Pa) | n
a || 9.36e+005 | 5.57e+ 05 | 9.46e — 05

—1.45e +08 | 4.66e + 07 | 4.23e — 02
—8.65¢ + 08 | —6.39¢ + 08 —0.365

Tableau 3.4 — Paramétres des plans pour A, B et n

une loi bien déterminée. Cependant, cette approche conduit & cumuler les erreurs inhé-
rentes aux deux étapes. On peut dés lors s’interroger sur la pertinence de cette démarche
pour décrire le comportement thermo-mécanique du matériau.

Il reste désormais a s’assurer que la somme de ces erreurs ne génére pas une re-
transcription moins fidéle du comportement du matériau par rapport a d’autres lois et
principalement celle de Johnson-Cook (celui identifié par la méthode globale).

De plus, le comportement a été étudié sur une plage réduite de vitesse de déformation
par rapport au procédé. Par conséquent, la validité de cette loi ainsi que son extrapolation
a des régimes supérieurs doivent étre analysées minutieusement. Ces points font 1'objet
des sections suivantes.

A A(Pa)x 10° x108 B B(Pa)x 10
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FIGURE 3.25 — Plans d’évolution des paramétres A, B et n en fonction de la température
et la vitesse de déformation
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3.5.2 Comparaison modéles identifiés/expérience

Afin de prendre en compte la base de données expérimentales et pour s’affranchir de
toute source d’erreur, une comparaison en terme d’effort a été employée. La figure 3.26

e

== Expérimental
—— Nouveau model identifié
—— Modele de Johnson Cook

(a) En température

Essai: Cisaillement dynamique
Echantillion: éprouvette chapeau
Matériau : Ti-6Al-4v

Machine: Gleeble®

(b) En vitesse de déformation

40 50
3 1 } 20°C 45¢ — 1 } 10°mm.s™!
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” 7 o } 10'mm.s™!
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Déplacement (in ym) Déplacement (um)
FIGURE 3.26 — Comparaison en effort des modéles identifiés / expérience (a) en tempé-
rature (b) en vitesse de déformation

permet de comparer I'effort calculé par le modéle de Johnson-Cook et celui obtenu par le
nouveau modéle identifié précédemment & ceux obtenus expérimentalement.

A T'ambiant et sur toute la plage de vitesse de déformation, une reproduction assez
fidele de l'effort est observée par le nouveau modéle par rapport au modéle de Johnson-
Cook, ou l'erreur ne dépasse pas 4 %. Malgré 'approximation par des plans, la forme de
la courbe du nouveau modéle tend a reproduire, trés fidelement, celle de I’expérience alors
que ce n’est pas le cas pour la loi de Johnson-Cook.

Identiquement, quelle que soit la température, on constate que l'effort prédit par le
nouveau modeéle s’avére trés proche de I'expérimental et que I'écart tend a se réduire en
augmentant la température, alors que le modéle de Johnson-Cook montre une incapacité
a reproduire cet effet, surtout & haute température ot l'erreur en effort dépasse les 25%.

Au terme de cette comparaison, nous pouvons affirmer une bonne fidélité de la re-
production de comportement du matériau avec la nouvelle loi malgré ’approximation
par plan. Dés lors, il est intéressant de vérifier son anticipation, par extrapolation, a des
sollicitations comme celles rencontrées en usinage.

3.5.3 Transposition aux sollicitations rencontrées en usinage

La plage de température couverte par les essais de cisaillement dynamique se montre
représentative de la coupe. En revanche, il est important de noter que la déformation
ainsi que la vitesse de déformation sont plutot en retrait par rapport au procédé. D’ou
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FIGURE 3.27 — Comportement par extrapolation du nouveau modéle
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I'objectif de cette partie, qui est de montrer 'aptitude de ce modéle a reproduire, par
extrapolation, les conditions recensées en usinage.

On s’intéresse ainsi a I’évolution de la contrainte et plus particuliérement sur une plage
qui couvre 'usinage comme identifié dans le chapitre 2. La plage de température de la zone
de cisaillement primaire est associée aux vitesses de déformation moyennes répertoriées
(Figure 3.27).

On constate qu’'une augmentation de la vitesse de déformation pour une température
donnée, assure le changement de la forme de la courbe avec une augmentation de la limite
élastique. Ce qui montre que ce modéle retranscrit également une bonne influence tant a
la température qu’a la vitesse de déformation sur la plage désirée (Figure 3.27).

La figure 3.28 permet de comparer la contrainte calculée par le nouveau modéle a
celles obtenues a partir d’identifications issues de la littérature. Ces derniéres sont basées
sur des dispositifs & trés haute vitesse (SPHB) permettant de dépasser le 8000 s~! avec
des sollicitations différentes. Comme nous ’avons déja mentionné, un rapport de 2.83
est trouvé entre la vitesse de sollicitation de la machine Gleeble et celui de la vitesse de
déformation vraie dans la zone de l'intérét d’éprouvette chapeau. Ce facteur doit étre pris
en compte dans I’évaluation de notre nouveau modéle.

Sous une sollicitation de torsion, des essais dynamiques a des vitesses de déformation
allant jusqu’a 2300s™! et sous plusieurs températures sur un Ti-6Al-4V ont été menées
par Lee et al. [Lee 2005]|. L’évolution des courbes contraintes-déformation du nouveau
modeéle et celui de 'expérimental présenté par Lee [Lee 2005] témoigne de I'aptitude du
modéle a bien restituer le comportement.

L’idée ici, n’est pas de faire des comparaisons mais d’évaluer 1’évolution du compor-
tement & hautes vitesses de déformation afin de valider son évolution par extrapolation
en usinage. En compression dynamique avec le (SPHB), une deuxiéme comparaison a été
établie par rapport aux travaux de Wulf et al. [Wulf 1979] & 8000 s~!. Celle-ci prouve nos
derniéres constatations.

La transposition du nouveau modéle & des vitesses de déformation élevées peut donc
étre réalisée, pour cet alliage, & partir des vitesses de déformation plus faibles.

3.6 Synthése

L’état de l'art s’est tout d’abord attaché a lister le modéle phénoménologique de
Johnson-Cook ainsi que ses diverses adaptations.

Ensuite, les types d’essais et dispositifs expérimentaux ont été abordés en présentant
les particularités de chacun. Ceux-ci se distinguent par leur plage de vitesse de sollicitation
visée ainsi que la gamme de déformation accessible.

[’étude du comportement de l'alliage de titane avait pour objectif de reproduire ces
chargements thermomécaniques afin de pouvoir les restituer dans le modéle de comporte-
ment adéquat. Basée sur les résultats du deuxiéme chapitre, une étude a permis d’évaluer
les sollicitations thermomécaniques en usinage tout en se focalisant sur la zone du cisaille-
ment primaire.

Compte tenu des moyens expérimentaux disponibles, la campagne expérimentale a été
menée sur le simulateur Gleeble de 'ENSAM d’Angers. Le choix s’est fixé sur des éprou-
vettes chapeau qui présentent, a travers une sollicitation de compression, une déformation

121



CHAPITRE 3. ETUDE ET MODELISATION DU COMPORTEMENT

x10° x 10
7 : 7 -
— ooz o
6 s S— & -+-00 6 - i A ARl
I'/— Q,Q ,—";@”‘A"
1 | l/
s oﬁ - SH—3
< ! P
& 4 E o] . Lee 1998 | & 4 I R Nouveaumodel | |
Yo (300°C- 1800's™) ey (300°C -2300s™")
g 3 .} ," _____ Nouveau model . g 3 .: ! o Lee 1998 ]
SN (300°C- 1800s™) S°lle (300°C -2300s™)
O i O i
i i
207 257
f $
i 1
0 0
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 03 0.35
Déformation Déformation
8 8
7% 10 1 10
- --6--0-0-0-0-0-70 ____| o -B-F-01" ©-0
P o0 D S 12 U,,,,e'
27— - ,
A ? B
e e Nouveau model |+ 10— oep===r
~ | o -1 < 4=
afj I; 0’ (300°C-2800s™) g :., ‘ _____ 5
- Lee 1998 || g Nouveau model (8000 s™)
84 —o--Lee N 271 | --©-- Wulf 1979 (8000 1)
Slie (300°C-2800s™) B=i H
gl EE
sy s 1
S |i 3
O i SHH
2o o
i i
1 1
i i
1 2
|
6 0.05 0.1 0.15 02 0.25 0.3 0.35 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0.12 0.14 0.16 0.18 0.2
Déformation Déformation

FIGURE 3.28 — Ewvaluation du modéle de comportement, par extrapolation, par rapport
d’autres donnés de la littérature : [Lee 2005, Wulf 1979]

plastique induite par du cisaillement similaire & celle observée en usinage.
Malgré le retrait en niveau de déformation (=~ 0.65), les hautes températures visées
ainsi que la bonne plage des vitesses de déformation accessible par cet essai, rendent

possible la caractérisation du comportement.
La derniére partie, s’est focalisée sur le dépouillement et l'identification des lois de

comportement.

Dans un premier temps, le choix s’est orienté vers un dépouillement par une méthode
inverse basée sur les éléments finis pour pouvoir s’affranchir des hypothéses et des approxi-
mations de la méthode analytique. Pour chaque test, une description des trois parameétres
de la loi de Ludwick a été mise en place dans le plan contrainte vraie-déformation.

Dans un deuxiéme temps, le modele phénoménologique de Johnson-Cook a été identifié
a travers deux méthodes. Le comportement & faible vitesse de déformation et en tempé-
rature parait plutdot bien restitué. En revanche, la contrainte a été largement surestimée
a haute température et tres sous-estimée a haute vitesse de déformation ce qui a remis en

question son utilisation dans les procédés comme l'usinage.
Nous avons insisté au travers de ce chapitre, sur la nécessité d’introduire d’une maniére

phénoménologique le couplage thermomécanique existant lors du processus d’enlévement
de la matiére & travers une loi simple et avec une bonne sensibilité a la vitesse de défor-

mation et a la température.
Basée sur la loi de Ludwick, une nouvelle loi a trois paramétres non constants a
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été élaborée pour décrire plus finement le comportement thermomécanique. S’appuyant
sur un couplage entre la température et la vitesse déformation, I’évolution de ces trois
parameétres a été décrite par des plans. Ils ont aboutis & une retranscription plus fidéle du
comportement a hautes températures et vitesses de déformation élevées.

La comparaison par rapport a la base de données expérimentales et aux identifications
menées sur la loi de Johnson-Cook, a montré I'aptitude de cette loi a restituer le bon
comportement avec un écart maximal en contrainte de ordre de 12% sous certaines
conditions. L’identification de cette loi a partir des essais & déformation et vitesse de
déformation réduites, peut donc étre transposée & des échelles supérieures, avec une erreur
raisonnable de la contrainte.

Cette démarche au niveau de comportement ayant fourni des résultats originaux et
satisfaisants. Il s’agira ensuite d’approfondir 1’étude sur la modélisation de la coupe en
abordant d’autres facteurs régissant la formation du copeau.

Cependant, les fissures observées pour toutes les conditions de coupe dans les copeaux,
ainsi que les hautes déformations dans la zone de cisaillement secondaire témoignent de
I’évolution de '’endommagement et des interactions tribologiques de la matiére. Initiés
par des chargements thermomécaniques extrémes, il apparait fondamental de maitriser
ces deux points.
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Modélisation de la décohésion matérielle en
usinage

L’objet de ce chapitre est de proposer un modéle d’endomma-
gement pouvant retranscrirve la décohésion matérielle observée lors
de la formation de copeau. Un bref état de 'art est premiérement
décrit afin de recenser les critéres d’endommagement usuels large-
ment employés dans les domaines de mise en forme. La méthodolo-
gie adoptée dans le cadre de cette étude sera ensuite abordée. Enfin,
lidentification et la discussion de huit critéres d’endommagement
seront présentées afin de justifier la formulation retenue.
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CHAPITRE 4. MODELISATION DE L’ENDOMMAGEMENT EN USINAGE

4.1 Etat de lart

A partir des mesures in-situ menées dans le chapitre 2, '’endommagement est claire-
ment perceptible au cours du processus de formation du copeau. Il se manifeste par un
niveau de déformation plastique important dans la zone de cisaillement primaire et en-
suite, par une propagation de fissure suivant un plan du cisaillement bien déterminé. Ces
constatations témoignent des étapes classiques d’une rupture ductile par cisaillement dans
le cadre de l'alliage de titane Ti-6Al-4V biphasé. Par conséquent, 1’étude de la rhéologie,
présentée dans le chapitre précédent, s’avére insuffisante pour la restitution des phéno-
ménes régissant la formation du copeau et pour conduire & des simulations fiables du
procédé.
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° ° ° ° 0000 0000

® ° o’ ([

C : ° ° OOOO 0000
<« — — < <« — «— < <« — — <
> T2 @—)-9 =2 =2 > T2

\/\/ / 5
_ ) //‘ -
=50 500§ B0

FIGURE 4.1 — Processus d’endommagement ductile : (a) inclusions dans la matrice, (b)
germination ; (¢) croissance des cavités, (d) localisation de la déformation, (e) coalescence,
(f) amorcage de la fissure

Prédire la rupture dans le cadre des procédés de mise en forme, reste un verrou trés
délicat a lever. Bien que cette problématique ait été évoquée depuis longtemps par Griffith
[Griffith 1921], ces aspects de déformation et de rupture demeurent toujours une question
d’actualité.

Selon Kachanov [Kachanov 1958|, 'endommagement ductile peut se traduire a travers
quelques étapes qui décrivent les mécanismes de formation de microcavités jusqu'a la
rupture. La figure 4.1 expose les différentes étapes du processus d’endommagement ductile.
On s’intéresse particulierement aux trois principaux mécanismes suivants :

— La germination : elle correspond a la naissance de cavités au cours de la déforma-
tion plastique, le plus souvent au niveau des lignes de glissement a 'intersection des
joints de grain, des inclusions ou encore a l'interface de deux phases de nature diffé-
rente. Sous une sollicitation mécanique, le processus de décohésion des inclusions se
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déclenche et peut atteindre la rupture. Compte tenu de la petite taille des cavités,
le comportement macroscopique n’est quasiment pas affecté.

— La croissance : sous 'effet de la contrainte hydrostatique, les microcavités conti-
nuent a progresser sous différentes formes (sphériques, ellipsoidales...) voire méme
sous forme de fissurations ce qui entraine le développement d’'une bande de locali-
sation de la déformation.

— La coalescence : dans une zone de striction et a partir d’'une déformation critique,
des interactions entre les différentes cavités auront lieu, qui finissent par se coaliser.
Finalement, une fissuration macroscopique s’amorce ce qui aménera, naturellement,
a la rupture.

Classiquement, la modélisation d’une rupture ductile passe par la description de 1’évo-
lution de la déformation plastique dans la matiére en fonction de I’état de la contrainte
[]. Ce dernier peut étre formulé & travers les trois invariants du tenseur de contrainte. Ils
décrivent a la fois la pression hydrostatique p, la contrainte équivalente ¢ et le troisiéme
invariant r en fonction des contraintes principales (o1 > 09 > 03) et du déviatorique [5]
du tenseur [o].

p:Um:—% [U]:—l (01 + 02+ 03)
§=0c = w/;z; \/ (o1 — 03)° + (09 — 03)° + (03 — 01)2] (4.1)
r= (% [S]. [ ])3 = [27det ]3 = [2 (01— om) (09 — o) (03 — am)}g

Dés lors, on peut définir des paramétres adimensionnels afin d’évaluer I'influence de
I’état de la contrainte ainsi que son mode de sollicitation sur la rupture du matériau,
notamment, le taux de triaxialité n et I’angle de Lode 6.

TmaTe (4.2)
cos(30) = (2)

Ces deux parameétres peuvent étre expliqués a travers une représentation schématique
du vecteur contrainte dans ’espace principal comme 'expose la figure 4.2. Le vecteur
contrainte peut étre décomposé en une partie déviatorique O A et une autre hydrostatique

OQ'. Le rapport entre ces deux derniéres définit le taux de triaxialité qui est associé
a un angle ¢ déterminé par rapport au plan déviatorique. Cet angle est appelé angle
élévateur car il dimensionne la taille de la surface de charge. L’angle de Lode est représenté
dans le plan déviatorique. C’est ’angle entre le plan du cisaillement et la projection du
tenseur de contrainte dans le plan déviatorique. Il permet de décrire I'état de la contrainte
hydrostatique dans le plan déviatorique.

En pratique, il est courant de travailler avec I'angle de Lode normalisé afin de décrire
sa variation entre -1 et 1. L’angle de Lode normalisé est défini par I’équation 4.3.

3
=1-— e _ =1- zcw“ccos (<r> ) (4.3)
T T q

Avec ces conventions, la triaxialité et I’angle de Lode peuvent se référencer a certaines
valeurs pour des sollicitations simples comme indiqué dans le tableau 4.1.
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0: Angle de Lode
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FIGURE 4.2 — Présentation schématique du vecteur contrainte dans [’espace principal :
définition de la triaxialité et de ’angle de lode

|| Triaxialité Angle de Lode 6

Traction Biaxiale 2/3 /3
Traction uniaxiale 1/3 0
Cisaillement Pur 0 /6
Compression uniaxiale -1/3 /6
Compression Biaxiale —2/3 0

Tableau 4.1 — Conditions particuliéres avec les valeurs correspondantes de triazialité et
d’angle de Lode

Notons que selon ’hypothése de contraintes planes, ces deux parameétres peuvent se
relier a travers 1’équation 4.4.

™ — 27 9 1

cos(36) = cos [5 (1 9)] =57 (77 5) (4.4)

Ces deux paramétres ont un intérét particulier dans plusieurs domaines traitant de

la mise en forme des métaux ot 'endommagement est influencé par I’état de contrainte.

Bridgman [Bridgman 1952] fut le premier a étudier l'effet de la triaxialité a travers le

rayon de l'entaille R sur des éprouvettes cylindriques de traction ainsi que le diameétre

a. Il propose une formulation analytique pour déterminer géométriquement ce parameétre
(équation 4.5). X

a

77—3+ln<1+2R) (4.5)

Les travaux de McClintock [McClintock 1968], Rice & Tracey [Rice 1969] et plus tard

ceux de Gurson |Gurson 1977| ont constaté que les mécanismes d’endommagement ductiles

sont pilotés par la déformation plastique et évoluent exponentiellement avec la triaxialité.

L’influence de ce paramétre sur la déformation a la rupture des matériaux ductiles a été

soulignée dans de nombreux autres travaux [Johnson 1985, Bao 2004b, Bao 2005, Bai 2008,

Mirone 2010].
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Outre la triaxialité, plusieurs études se sont focalisées sur 'angle de Lode et son in-
fluence sur I’écoulement plastique dans la mécanique de la rupture. Les récents travaux
de Wierzbicki et al. [Wierzbicki 2005a, Bai 2008| mettent en évidence ce parameétre dans
un modéle tridimensionnel qui décrit la déformation équivalente en fonction de n et 6. Sa
calibration sur des éprouvettes en traction et en compression montre sa bonne aptitude
a la prédiction de la rupture des piéces mécaniques en aluminium. Basé sur les modéles
présentés par Wierzbecki [Wierzbicki 2005a|, Mirone et al. [Mirone 2010| évaluent 'in-
fluence de la triaxialité et de 'angle de Lode sur la rupture ductile. Ils montrent qu’une
augmentation au niveau de la taille de ’entaille des éprouvettes n’implique pas forcément
une faible déformation a la rupture. Sur un Volume Elémentaire Représentatif (VER)
soumis aux différentes sollicitations, Gao et Kim |Gao 2006, Kim 2007] ont analysé effet
de forme sur l'initiation et la croissance de ’endommagement via ces deux parameétres.

Basées sur 'angle de Lode et la triaxialité, de nombreuses formulations ont été pro-
posées ou modifiées, ces derniéres années, en vue de décrire 'endommagement des mé-
taux. Les travaux de Hor [Hor 2011], Wierzbecki [Wierzbicki 2005b| et Bourgeon [Bour-
geon 2009] passent en revue un certain nombre d’entre elles.

On peut les distinguer en deux catégories : les modéles couplés ou découplés par rap-
port au comportement. Dans chaque catégorie, ils peuvent étre classés selon leur nature :
micromécanique (Physique) ou macromécanique (Phénoménologique). Par définition, les
modeéles couplés affectent directement le comportement a travers une dégradation de ces
propriétés mécaniques induites par ’accumulation de 'endommagement, alors que ce n’est
pas le cas pour les modeéles découplés. Il en ressort que ces modéles permettent une bonne
description des mécanismes d’endommagement et d’assurer une bonne corrélation des
essais expérimentaux. Toutefois, il est difficile de trouver un critére unique qui puisse
retranscrire la décohésion matérielle d’un matériau en petite et grande déformation, en
fonction de la température et de la vitesse de déformation ou encore sous diverses évo-
lutions microstructurales. De plus, les critéres d’endommagement fidéles hors domaine
d’identification, avec un nombre de parameétres raisonnable, restent encore rares.

L’idée ici n’est pas de dresser une liste de ces modéles, mais plutot d’identifier, en
premier lieu, dans quelle catégorie et sous-catégorie se placer afin de décrire la décohésion
matérielle observée en usinage et dans un deuxiéme temps, de choisir, voire proposer, une
formulation adéquate selon les critéres évoqués précédemment.

Malgré 'apport scientifique des modeéles couplés & la compréhension et a la mise en
évidence des mécanismes physiques d’endommagement, il apparait que leur caractérisa-
tion et leur identification reste encore une tache trés délicate et surtout cotiteuse. Ceci
se manifeste lorsque 'effet de la nature de la sollicitation couplée aux effets de la tem-
pérature et de la vitesse de déformation se combinent et induisent des phénomeénes trés
complexes & modéliser. On se retrouve alors avec des formulations relativement complexes
avec des dizaines de paramétres a calibrer [Nahshon 2008, Nielsen 2010]. De plus, elles
nécessitent un nombre non négligeable d’essais expérimentaux et d’analyses post mortem
[Gurson 1977, Chaboche 1981, Lemaitre 1985|. Finalement, leur application aux procé-
dés de mise en forme s’avére trés délicate et ainsi conduire a des erreurs de prédiction
[Nahshon 2008, Hor 2011]. De ce fait, ils n’ont pas été retenus dans cette étude.

En revanche, les modeéles découplés semblent une alternative intéressante pour la mo-
délisation de la rupture. Leur formulation s’avére simple par rapport a 'autre catégorie
et leur apport physique sur les procédés de mise en forme fut validé par plusieurs auteurs
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[Bouchnak 2010, Hor 2011, Lou 2014].

Idéalement, un critére d’endommagement doit étre capable de décrire précisément la
sensibilité de la déformation plastique au mode de sollicitation, & la vitesse de déforma-
tion, & la température (via la loi de comportement) et encore au chemin de déformation.
L’intégration de tous ces éléments dans un modéle unique est une tache trés délicate. Pour
cela, le choix d’un modéle d’endommagement représentatif de la décohésion matérielle ren-
contrée en usinage nécessite une évaluation structurelle des formulations en fonction de
I’angle de Lode et de la triaxialité par rapport au nombre de parameétres, a leur complexité
d’identification et aux mécanismes d’endommagement rencontrés en usinage.

Dans les sections suivantes, nous aborderons des modéles découplés cherchant a re-
transcrire les phénoménes évoqués a travers des formulations simples et un nombre de
parameétres raisonnables. Nous décrirons, dans un deuxiéme temps, la base de données
expérimentale ainsi que la méthode de calibration des essais complémentaires. Enfin une
calibration de huit modéles sera présentée et nous terminerons par une justification de la
formulation adoptée.

4.2 Modéles retenus

L’approche découplée est basée sur des modéles prenant en compte des variables ex-
ternes qui décrivent la rupture une fois que la valeur critique est atteinte. Par consé-
quent, aucune influence de 'endommagement sur les propriétés mécaniques du matériau
n’aura lieu. Les premiéres modélisations ont été basées sur 'effet de la géométrie des dé-
fauts qui s’expriment souvent en fonction du volume ou du rayon critique (Oyane et al.
[Oyane 1980], McClintock [McClintock 1968| et Rice & Tracey [Rice 1969]). Depuis, plu-
sieurs formulations ont été développées pour améliorer la restitution de 'endommagement
dans le cadre de la mise en forme.

Dans cette étude nous retiendrons huit modéles incontournables !, apparaissant comme
des solutions intéressantes d’un point de vue industriel. Les modéles sont ceux de John-
son & Cook [Johnson 1985|, d’Oyane & Sato [Oyane 1980], Cockcroft & Latham [Cock-
croft 1968, Brozzo et al. [Brozzo 1972|, Ko-Huh [Ko 2007], Lou [Lou 2012|, Mohr-Coulomb
[Bai 2010] et celui de Tresca. Toutefois, leur évaluation structurelle repose sur leur trans-
formation dans la méme base.

En effet, il est souvent préférable d’exprimer les modéles d’endommagement en termes
de déformation a la rupture en fonction des invariants du tenseur de contrainte ou de
contrainte principale. Dans ce travail, le choix de ’espace de calibration et d’évaluation
est fixé sur (5f,77,5).

4.2.1 Transformation des contraintes principales dans ’espace
(e7,m.0)

Afin d’assurer la transformation dans le plan (q,n,é), il est utile d’exprimer les
contraintes principales en terme de o,,,7,0. Les contraintes principales ainsi que les

1. Les paramétres des critéres d’endommagement présentés dans ce chapitre étant nombreux et parfois
similaires, ils ne seront pas mentionnés dans la nomenclature afin d’alléger sa lecture.
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contraintes déviatoriques sont alors représentées dans le plan déviatorique comme indiqué
dans la figure 4.3.

Uy
o &
VARG
/! N °
Ay \60°
S2 . 0 ; \/l

NEYH
T[ 3 1[2/30'1

FIGURE 4.3 — Représentation schématique des contraintes principales (o1, 09,03),des
contraintes déviatoriques (S, S2,S3), de la contrainte équivalente &, de l’angle de Lode 0
dans le plan déviatorique (111,15, 113)

A travers cette représentation géométrique, il est facile de remonter, dans un premier
temps, aux expressions (équation 4.6) qui décrivent la partie déviatorique de la contrainte
en fonction de la contrainte équivalente & et de I'angle de Lode 6.

S = %60039
Sy = 25cos (3w — 0) (4.6)
S3 = %6003 (%ﬂ' — 9)

En se basant sur les équations 4.6, on peut alors exprimer les trois composantes prin-
cipales en fonction de la contrainte équivalente &, de la triaxialité n et de I'angle de Lode
f, tout en satisfaisant automatiquement la condition d’équilibre S; + Sy + S3 =0

01 =0m+ ST =0, + %50036 = (77 + %cos@) g
0y = O,y + So = 0, + %6005 (%ﬂ' — 0) = [77 + %cos (%ﬂ' — 9)] o (4.7)

03 =0m+ S3 =0, + %5‘008 (%7‘(‘ — 0) = [77 + %cos (%ﬂ' — 0)]

Qi

Puisque I'angle de Lode varie entre 0 < 6 < %, on peut vérifier aussi la condition
01 > 09 > 03. Dés lors, on peut exprimer les critéres d’endommagement a évaluer dans
la méme base en fonction des paramétres de la loi de comportement identifiée dans le

chapitre 3 (équation 4.8).

g=AET)+ B(ET) .0 (4.8)
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4.2.2 Le "Cut-Off" ou la saturation des modéles d’endommage-
ment

Ce terme revient d’'une maniére récurrente dans la nouvelle génération des modéeles
d’endommagement. Il s’agit d’'une saturation en déformation a la rupture par rapport
a ces paramétres (triaxialité et/ou un angle de Lode). Cette approche a pour postulat
'existence d’une zone dans la plage de triaxialité et/ou dans la plage de I'angle de Lode
dans laquelle la rupture est difficilement atteignable (elle tend souvent vers l'infini). Cette
notion a été initiée par Bao & Wierzbicki [Wierzbicki 2005a| suite & une campagne d’es-
sais expérimentaux sur plusieurs géométries d’éprouvettes (traction, compression, cisaille-
ment) en aluminium Al2024-T351 et a travers des constatations antérieures sur des essais
en compression sur différents matériaux, faites par d’autres auteurs [Kudo 1967, Tho-
mason 1969, kuhn 1977, Ganser 2000]. Sur la base d’essais en compression, ces auteurs
ont constaté qu’une fissuration s’initie dans la zone équatoriale des éprouvettes et qu’a
chaque fois, le trajet de déformation ne dépasse pas une certaine limite (Figure 4.4). Cette
limite est représentée par une droite dans le plan des déformations g9 — .. et qui peut
se traduire dans le plan déformation a la rupture par une valeur en triaxialité de —1/3.
Le critére de Cockroft-Latham-Oh valide implicitement cette considération étant donné
qu’il met en évidence un rapport entre la contrainte principale et la contrainte équiva-
lente 2. De plus, ces constatations furent aussi validées par Teng [Teng 2006] a travers
des simulations numériques en impact.
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FIGURE 4.4 — Chemin de déformation des différents essais de compression : (a) pour Al
2024-T351 [Wierzbicki 2005a] (b) pour lacier [Kudo 1967] (c) méthode de dépouillement

Bao & Wierzbicki [Wierzbicki 2005a] ont intégré cette notion dans leur modele d’en-
dommagement et depuis elle est étendue sur plusieurs autres critéres pour décrire mi-
nutieusement la rupture dans les matériaux, notamment dans les modeles de Lou et al.
[Lou 2014] et de Ko et al. [Ko 2007] qui seront détaillés dans les prochains paragraphes.

4.3 Recours a des essais complémentaires

Une calibration de ces modeles est nécessaire pour assurer leur bonne interprétation.
Les essais de cisaillement avec les éprouvettes chapeau effectués précédemment sont ex-
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ploités de nouveau pour calibrer les modéles d’endommagement. Leur calibration par
méthode inverse couplée aux éléments finis nous a permis d’extraire I’angle de Lode ainsi
que la triaxialité pour chaque condition opératoire. Bien que cette base de données soit
assez riche dans le plan de température/vitesse de déformation, elle s’avére limitée quant
au niveau de triaxialité et d’angle de Lode. Par conséquent, il s’agit de réaliser d’autres
essais présentant des valeurs différentes en 7 et 8 afin de s’assurer de la bonne calibration
de ces modéles sur une plage étendue de ces deux paramétres. Le choix s’est porté sur un
essai de traction et un autre en compression. L’approche par méthode inverse couplée aux
éléments finis est de nouveau choisie pour le dépouillement des essais complémentaires
dans le but d’affiner les résultats en termes de triaxialité et d’angle de Lode. Dés lors, une
procédure de recalage en effort est mise en place pour s’assurer de la bonne interprétation
des résultats de ces deux derniers essais.

4.3.1 Optimisation et exploitation des résultats

L’éprouvette en compression se résume a un cylindre de diamétre initial dy = 8mm et
de longueur initiale hg = 12mm. Une attention particuliére a été portée sur le parallélisme
des faces des éprouvettes afin d’assurer la qualité et la répétabilité des essais. Concernant
I’éprouvette de traction, elle a été prélevée par découpe jet d’eau sur une plaque de 0.1mm
d’épaisseur. Un trou dans chaque extrémité a été réalisé pour assurer sa bonne fixation
et s’affranchir du glissement des mors lors des essais.

®)

FIGURE 4.5 — Eprouvettes d’essai : a) traction b) compression

La répétabilité des essais a été validée & travers trois essais réalisés dans les mémes
conditions opératoires. Tous les essais ont été effectués a une vitesse de sollicitation de
0.1mm.s~! et a la température ambiante (20°C). La figure 4.5 montre les zones de rupture
de ces deux essais. Il est clairement perceptible que dans les deux essais, la rupture s’est
produite suivant un plan de glissement bien déterminé. Cependant, en observant 1’évo-
lution de la déformation pendant 1’essai de traction, un phénomeéne de striction, dans la
zone utile est remarqué. Il est suivi par une rupture suivant un plan de cisaillement. Cet
effet n’est pas observé dans I’essai de compression.

En effet, un écoulement radial s’intensifie lors du déplacement et la géométrie de
I’éprouvette tend vers une forme de tonneau. Pour un taux de déformation bien déterminé,
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FIGURE 4.6 — Géométries et conditions auzx limites des modéles de calibration

le frottement aux interfaces devient trés important et une fissuration de la zone équatoriale
du bord libre d’éprouvette s’initie et se propage suivant la diagonale du cylindre. Ces deux
modes de rupture témoignent de l'influence de la triaxialité sur le mode de rupture des

éprouvettes.

Dans un deuxiéme temps, le modéle axisymétrique en éléments finis d’éprouvette cha-
peau a été revisité et deux autres modeles en éléments finis sous Abaqus-Explicit ont
été élaborés. Ils sont présentés dans la figure 4.6. A partir des propriétés de symétrie
et de révolution, seul un quart du probléme de compression a été modélisé comme le
montre la figure 4.6.b. Il est maillé en éléments quadrilatéres axisymétriques, couplés en
température-déplacement et avec une intégration réduite (CAX4RT).
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FIGURE 4.7 — Comparaison expérimentale/numérique aprés optimisation : (a) cas de la

traction (b) cas de la compression
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A (MPa) B (MPa) n
Traction 880 992 0.015
Compression 880 837 0.251

Tableau 4.2 — Parametres optimisés de la loi de comportement pour les essais de traction
et de compression

Malgré la faible épaisseur de I’éprouvette de traction, une modélisation tridimension-
nelle a été choisie suite a des comparaisons avec un modéle en déformation plane. Les
éléments sont couplés en température-déplacement avec une intégration réduite. Pour
chaque modéle, un déplacement est imposé au nceud de référence pilotant la surface afin
d’exercer le mouvement a une vitesse de sollicitation de référence. Dans le cas du test
en compression, les enclumes sont représentées par une surface rigide. Aucun échange
thermique avec le montage ou le milieu extérieur n’est autorisé.

La nouvelle loi de plasticité couplée en température et vitesse de déformation est de
nouveau utilisée pour décrire le comportement thermomécanique des éprouvettes.

Seuls les paramétres d’écrouissage (B et n) sont optimisés. Etant donné que la limite
élastique A est supposée indépendante du mode de sollicitation. La figure 4.7 montre I’évo-
lution de l'effort en fonction du déplacement suite au processus d’optimisation. L’identifi-
cation inverse (FEU-F) menée sur les deux éprouvettes a conduit & une bonne description
des courbes expérimentales avec une erreur acceptable. Le tableau 4.2 synthétise les va-
leurs des parameétres optimisés de la loi de plasticité pour chaque essai.

Il s’agit alors d’extraire, pour chaque test, au niveau de la zone de localisation de la
déformation, les résultats des simulations en terme d’angle de Lode et de triaxialité. Le
post-traitement numérique des essais permet d’extraire des paramétres locaux comme la
contrainte équivalente de von Mises, le troisiéme invariant ou la triaxialité. En examinant
les figures 4.8.a.b et ¢, on constate qu’une forte concentration de contrainte est observée au
niveau de la zone de localisation avec des valeurs en contrainte de von Mises, triaxialité
et troisiéme invariant trés homogénes. Aucun glissement de la matiére en dessous de
I’enclume n’est observé. Ceci témoigne que cet essai ne semble pas étre trés influencé par
le frottement. En revanche, ce phénoméne est clairement perceptible dans le cas de I'essai
de compression. Il se traduit par une augmentation de la contrainte avec la déformation
plastique. L’impact couplé du frottement et de l'auto-échauffement sur les champs de
déformation plastique et la contrainte équivalente de von Mises est constaté en modifiant
le coefficient de frottement a l'interface de 0.2 & 0.45. Contrairement a la partie centrale
de I’échantillon, 1’écoulement radial est empéché par le frottement, ce qui engendre la
naissance d’une contrainte importante sur les coins de I'éprouvette qui rejoignent son
centre. Par conséquent, la forme en tonneau devient de plus en plus marquée. Les valeurs
en triaxialité semblent trés hétérogénes et dépendent de la zone visée dans les analyses
(Figures 4.8.d.¢ et f).

Comme évoqué dans la section précédente, la rupture sur les lopins de compression s’est
initiée sur la zone équatoriale de I’éprouvette. Elle se propage suivant se propage suivant
un plan diagonal atteignant, par la suite, les bords libres de I’éprouvette. Les constations
et les analyses précédentes sur I'essai en compression nous laissent faire référence a la zone
d’initiation de la fissure.
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FIGURE 4.8 — Evaluation des paramétres locaur en termes de triazialité, de troisiéme
mwvariant et de contrainte de von Mises pour les essais calibrés

Cependant, une striction classique, située dans la zone utile, est observée dans le cas
de 'essai de traction. La zone susceptible a la rupture semble trés homogéne par rapport
a l'essai de compression (Figures 4.8.g.h et i).

4.3.2 Base de données et mise en ceuvre de la stratégie employée

Suite aux résultats présentés dans la figure 4.8, les valeurs obtenues en termes d’angle
de Lode et angle de Lode normalisé sont calculées & travers les équations 4.2, 4.3 et
4.4. Le tableau 4.3 présente les différents essais choisis pour l'identification des critéres
d’endommagement ainsi que leurs valeurs en déformation a la rupture, triaxialité, angle
de Lode et angle de Lode normalisé.

Outre les essais calibrés, un essai Bulge ainsi qu'un essai de traction sur une éprouvette
entaillée ont été ajoutés de la littérature afin de balayer le maximum de plage de triaxialité
[Djavanroodi 2013, Lindner 2015].

L’identification des critéres retenus passe par la minimisation d’une fonction des moindres
carrés entre la déformation a la rupture expérimentale et celle calculée. Il s’agit d’un pro-
bléme d’optimisation qui ne peut étre résolu que par des procédures itératives. Toutefois,
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Test Eprouvette £f Naw 0.0 0 T U

1 Plate de traction (e = 1lmm) 0.38  0.3772 0.0577 0.9 20 0.1
2 Axi-entaillée* (r = 1.5mm)  0.33  0.69 2.16e73 0.995 20 0.1
3 || Bulge* (P = 500Bar) 0.195 0.65 5123 099 20 —
4 Compression (dy/hg = 0.5) 041 —0.34 09526 —0.8144 20 0.1
5 Chapeau, Cisaillement 0.246 —0.16 0.52 —0.044 20 0.1
6 Chapeau, Cisaillement 0.213 —-0.16 0.52 —0.044 20 1

7 Chapeau, Cisaillement 0.197 —-0.16 0.52 —0.044 20 10
8 Chapeau, Cisaillement 0.18 —=0.16 0.52 —0.044 20 100
9 Chapeau, Cisaillement 0.156 —0.16 0.52 -0.044 20 103
10 || Chapeau, Cisaillement 0.344 —-0.16 0.52 —0.044 300 0.1
11 || Chapeau, Cisaillement 0.385 —0.16 0.52 —0.044 600 0.1
12 Chapeau, Cisaillement 023 —0.16 0.52 —0.044 800 100
13 || Chapeau, Cisaillement 0.557 —0.16 0.52 —0.044 900 0.1

e :épaisseur d’éprouvette, r : rayon de ’entaille, dy : diamétre initial, hg : hauteur initiale, P : la pression,
Nav, Ban = triaxialité et angle de Lode moyennés.
T : température en °C, @ : vitesse de sollicitation en mm.s™ 1.

Les essais 2 et 3 sont données par |Djavanroodi 2013, Lindner 2015]

Tableau 4.3 — Base de données expérimentales : déformation a la rupture pour différents
types de sollicitation

les différences structurelles et la philosophie des modéles retenus (leur dépendance en
température, vitesse de déformation, triaxialité, angle de Lode...) imposent une démarche
d’identification spécifique & chacun d’eux tout en gardant la méme définition de la fonc-
tionnelle et ceci dans un but de comparaison au niveau de la fonction a minimiser.

Nbessai=13 E6:Ep 2
erreur =} < o 1) (4.9)

i=1 €y

Les prochains paragraphes présentent l'identification des modéles retenus, et pour
chacun d’entre eux, I’étape préliminaire consiste a cerner précisément 1’évolution de chaque
formulation de la déformation & la rupture en fonction de la triaxialité et/ou de l'angle
de Lode. Dans un deuxiéme temps, une mise en ceuvre de leur identification sera menée.
Finalement, une évaluation dans le plan triaxialité-déformation & la rupture sera mise en
place afin d’identifier le critére le plus pertinent.

4.4 Présentation et calibration des critéres d’endom-
magement

4.4.1 Critére de Johnson & Cook

Le modéle d’endommagement de Johnson-Cook [Johnson 1985] peut étre placé dans
les deux catégories des criteres d’endommagement. Les auteurs observérent des variations
quasi-linéaires de la déformation plastique en fonction de la température et du logarithme
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de la vitesse de déformation. Ils proposérent ainsi une loi autour d’une formulation inspi-
rée de la loi physique de Race & Tracey [Rice 1969| en rajoutant un premier paramétre
D; qui représente un seuil de déformation plastique équivalent a partir duquel apparait la
germination de cavités. Ceci permet d’atténuer la prise en compte de ’écoulement plas-
tique avant la décohésion. Ce terme est transformé homothétiquement par une expression

qui décrit la sensibilité & la vitesse de déformation [1 + Dy.ln (;—")] et par un autre
Po

décrivant la dépendance en température [1 + Ds (TT iTTOO)] :

' T—T
I —|\pi+D DI\ 1+ Dyin (22| |1+ D (220 4.10

L’origine physique des termes de dépendance a la température et a la vitesse de dé-
formation n’est détaillée ni dans l'article original [Johnson 1985| ni dans la littérature et
donc semble étre plus empirique.

Cependant, sa structure découplée confére a ce modéle une identification simple avec
des méthodes différentes. Dans une démarche classique, on peut identifier les différents
parameétres en trois étapes.

— Les paramétres Dy, Dy et D3 sont identifiés a travers les tests (1 — 5) pour une
température et vitesse de déformation de référence.

— Le paramétre Ds est ensuite identifié & travers les tests de cisaillement en tempéra-
ture et pour une vitesse de déformation de référence (5,10, 11,13).

— Finalement, le paramétre D, est identifié a partir des essais de cisaillement pour
plusieurs vitesses de déformation et pour une température de référence (6 — 9).
Identification du premier terme

En se plagant dans une configuration de référence (7' = 20°C, 4 = 0.1mm.s™1), Pex-
pression du modéle peut se limiter au premier terme décrivant 1’évolution de la déforma-

o
tion a la rupture en fonction du taux de triaxialité n = h
Oeq
o
sgq = [Dl + Dsexp (Dg h )] (4.11)
Oeq

L’identification est menée a ’aide des 5 premiers essais qui couvrent une bonne plage
de triaxialité (—0.34 — 0.69). La comparaison de 'évolution de la déformation a la
rupture aux données expérimentales montre 'incapacité du critére a restituer ’évolution
des phénomeénes. Une tendance monotone et décroissante de la déformation a la rupture en
fonction de la triaxialité s’avére incapable de retranscrire la majorité des modes de rupture
(Figure 4.9.a). Le coté structurel de cette formulation ne permet qu’un ajustement partiel
des résultats expérimentaux.

En effet, la plupart des démarches d’identification de ce critére trouvées dans la litté-
rature se base généralement sur une plage réduite de triaxialité ce qui améne souvent a
une bonne corrélation. En revanche, en balayant toute la plage de triaxialité, le modéle
se retrouve généralement incohérent. Cette constatation est soutenue par Wierzbecki et
al. [Wierzbicki 2005a| et aussi par Lou [Lou 2013] suite a une calibration de ce critére sur
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FIGURE 4.9 — Identification de Dy, Dy et D3 du modéle Johnson-Cook : (a) sur toute la
base de données (tests :1-5) (b) sur les tests 4-5

I'aluminium A12024-T351. Trajkovski et al. [Trajkovski 2015] réalisent une identification
de ce critére en utilisant des éprouvettes de traction entaillées en PROTAC 500. L’auteur
observe une évolution monotone et décroissante de la triaxialité en fonction de la défor-
mation a la rupture. Ceci lui a permis d’avoir une bonne corrélation avec la loi de Johnson
Cook.

La plupart des identifications menées sur ce modéle visent plutot une plage de trixialité
trés réduite [Lesuer 1999, Hor 2011, Valoppi 2017|, ce qui aménera généralement a une
bonne corrélation avec cette loi.

La comparaison de I’évolution de la déformation & la rupture aux données expéri-
mentales montre que, sur une gamme de triaxialité limitée, le modéle apparait cohérent
(Figure 4.9.b). En effet, pour une triaxialité négative, 1’élévation de la déformation a la
rupture est restituée sous un écart trés faible et la forme de la courbe se montre assez bien
reproduite. Ce dernier jeu de paramétres est pris en compte pour la suite de la démarche.

Identification du deuxiéme terme

Pour bien décrire la sensibilité a la température, les tests (5, 10, 11, 13) ont été exploités
car ils couvrent une bonne plage de température sous la méme vitesse de sollicitation.
L’équation du critére de Johnson-Cook devient :

T 1T
qu = |:D1 + DQ@.Tp (DBO_Uh ):| |:1 + D5 (T——j(:o>:| (412)
eq m

Cette derniére relation implique la linéarité entre la déformation a la rupture et la tem-
pérature sous une triaxialité constante. Cependant, cette hypothése, émise par ce modéle,
ne semble pas valide sur une trés large gamme de température et pour tous les matériaux
ductiles. De ce fait, la description de 1’évolution de ce paramétre est envisageable pour
une bonne restitution du phénomeéne. Sur 'acier 100C76, Hor [Hor 2011] procéde a une
identification par morceaux pour décrire I’évolution de ce paramétre. Cela montre quune
description de ce coefficient par une constante D5 n’est valable que pour une plage réduite
en température.
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FIGURE 4.10 — Identification du parameéetre de la sensibilité a la température Ds du modéle
Johnson Cook

La figure 4.10 témoigne de cet effet. Bien que les tests (5,10) soient bien corrélés, il
s’avere qu’au-dela de 600°C, 'erreur devient importante avec le coefficient identifié. Fina-
lement, il convient de juger de la bonne optimisation de ce paramétre pour la description
de la sensibilité a la température.

Identification du troisiéme terme

Aprés avoir identifié les paramétres D1, Dy, D3 et D5, I'expression compléte du modeéle
est exploitée pour déterminer le parameétre de sensibilité a la vitesse de déformation Dy. En
effet, ce paramétre dépend de la plage de température et du type d’essai visé (triaxialité)
étant donné que la vitesse de déformation n’est pas toujours inversement proportionnelle
a la déformation a la rupture dans les matériaux ductiles. Nous avons auparavant indiqué
que l'influence de la vitesse de déformation sur l'effort et la déformation a la rupture
n’est pas trés marquante dans la plage de sollicitation entre (0.1mm.s~! — 10mm.s™1).
Les essais de cisaillement effectués sous la température de référence et pour différentes
vitesses de déformation (6 — 9) sont exploités pour identifier ce paramétre.

La figure 4.11 présente ’évolution de la déformation a la rupture en fonction de la
triaxialité pour différentes vitesses de sollicitation. Les points expérimentaux semblent
bien corrélés avec le paramétre D, optimisé.

En reprenant les figures 4.11 et 4.10, on peut juger de I'influence de la température et
de la vitesse de déformation sur la déformation plastique équivalente a la rupture. Celles-
ci montrent que la déformation & la rupture est moins importante pour des triaxialités
positives alors qu’elle tend vers des valeurs dix fois plus importantes dans le cas de com-
pression. L’influence de la vitesse de déformation s’avére moins importante par rapport a
I'effet de la température qui monte & des valeurs de déformation a la rupture importante
dans le cas de compression bi-axiale.

Le tableau 4.4 synthétise les valeurs des parameétres du modéle d’endommagement de
Johnson Cook [Johnson 1985] identifiés pour le Ti-6Al-4V.

Une représentation dans 'espace (5 £51, 5) permet d’appréhender 1’évolution globale
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FIGURE 4.11 — Identification du paramétre de la sensibilité a la vitesse de déformation Dy
du modele Johnson Cook

Matériau Dl D2 D3 D4 D5 T()(OC) Tm(OC) € (5_1)
Ti-6Al-4V  0.035 0.125 —3.213 —0.042 2.32 20 1667 0.1

Tableau 4.4 — Paramétres de la loi d’endommagement de Johnson Cook identifiés

de la déformation a la rupture suivant 1’angle de Lode et la triaxialité (Figure 4.12).

Ce modele revient de facon récurrente dans plusieurs travaux numériques impliquant de
grandes vitesses de déformation (usinage [Hor 2011, Ayed 2013], mise en forme [Hor 2011],
test de perforation des toles [Kay 2002] ...) grace a sa dépendance a la température et a
la vitesse de déformation.

4.4.2 Critére d’Oyane & Sato

Elaboré principalement pour la prédiction de la rupture pendant la mise en forme des
métaux, ce modeéle (équation 4.13) décrit la déformation volumique d’une cavité en fonc-
tion de la triaxialité des contraintes 7 et des parameétres du matériau Cyy,, Cyy,. Oyane et
al. [Oyane 1980] proposent que la rupture aura lieu lorsqu’un niveau seuil de la déforma-
tion volumique sera atteint par rapport a un volume initial des cavités dans le matériau.

Ef
C@:/’m+@w¢p (4.13)
0

Identification des parameétres C,,, ,C,,,

Les deux parametres Cyy,, C,y, sont identifiés simultanément. Puisque ce modele dé-
pend uniquement de la triaxialité et qu’il ne montre aucune dépendance en tempéra-
ture ou en vitesse de déformation, l'identification s’est appuyée que sur les 5 premiers
tests. Finalement, les deux parameétres du modéle ont été optimisés pour Cy,,, = 0.258 et
Coy, = 0.6538.
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FIGURE 4.12 — FEvolution de la déformation équivalente & la rupture en fonction de la
triaxialité et de l'angle de Lode normalisé pour le critere d’endommagement de Johnson

Cook identifié
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FIGURE 4.13 — Détermination des parametres du modele d’Oyane C,y, , Coy, : description
de son évolution en fonction de la triazialité

La figure 4.13 montre ’évolution de la déformation & la rupture en fonction de la
triaxialité avec les parameétres obtenus. Une évolution monotone et décroissante est logi-
quement observée au niveau de la déformation a la rupture en fonction de la triaxialité
comme celle observée pour le modéle de Johnson-Cook [Johnson 1985|. La seule différence
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avec ce dernier, est que ce modeéle propose une saturation "Cut-Off" pour une valeur de
triaxialité égale & —C,,,. En effet, il est clairement perceptible que cette tendance semble
incapable de modéliser le phénomeéne du cisaillement malgré la saturation pour une valeur
proche de n = —2/3. Cette derniére permet d’augmenter l'effet de la rupture ductile par
cisaillement qui reste cependant moins important que celui en traction biaxiale (Figure
4.14). En revanche, ce modeéle s’avére bien exploité par plusieurs chercheurs pour décrire
I'endommagement lors du forgeage [Zhu 1992, Christiansen 2015] ou la mise en forme des
toles |Lou 2013|. Ils affirment sa bonne prédiction des phénoménes mais surtout 1’aspect
délicat de sa calibration.

Déformation
a la rupture
O - o W

FIGURE 4.14 — Evolution de déformation équivalente & la rupture en fonction de la triazia-
lité et de l’angle de Lode normalisé pour le critére d’endommagement d’Oyane identifié

4.4.3 Critére de Cockcroft-Latham

Ce modéle est inspiré d’une formulation originale de Freudenthal [Freudenthal 1950].
Il introduit la notion de ductilité vraie dans la zone plastifiée. Ce dernier propose un
modeéle & base énergétique, trés simple, ot ’énergie absorbée par unité de surface Cey, est
le paramétre critique a identifier. La rupture se produit alors, lorsque 1’énergie absorbée
dépasse la valeur critique C¢p, préalablement identifiée. Plus tard, Cockcroft & Latham
[Cockeroft 1968| ont repris cette derniére formulation afin de remplacer la contrainte
d’écoulement par la premiére composante principale de la contrainte oy.

ef
CCL:/ 01 déTp (414)
0

En transformant la composante principale o, dans I'espace (5 #5717, 5), le critére d’en-
dommagement de Cockcroft-Latham peut s’exprimer en fonction du module B et de I'ex-
posant d’écrouissage n a travers les équations 4.7 et 4.8, ce qui donne :

f 2 s - "
Ceor = /0 (77 + 3008 <6 (1- 9))) Be, dg, (4.15)
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Son identification peut se faire de deux maniéres. La premiére repose sur le calcul
de l'aire sous la courbe contrainte déformation par rapport aux conditions de référence
(T =20°C, ¢ =0.1mm.s!). La deuxiéme consiste a optimiser ce paramétre Ccy, par rap-
port aux 5 premiers tests de la base de données. Suivant la premiére stratégie, ce para-
métre vaut 269.81 M Pa. Concernant la deuxiéme stratégie, la minimisation de la fonction
objectif donne une valeur de 217.5M Pa.
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FIGURE 4.15 — Présentation du modeéle d’endommagement Cockcroft Latham dans ’espace
(5f, 7, 9) pour une valeur de coefficient Cop, = 217.5M Pa

Avec ce paramétre optimisé Cgor, une représentation dans 'espace (8 £, é) permet
de décrire 1’évolution de ce critére ainsi que sa dépendance a la trixialité et a 'angle de
Lode. On peut remarquer que 'effet de la triaxialité est plus soutenu que celui de I’angle
de Lode. Pour des valeurs de triaxialité et d’angle de Lode extrémes (1,1) et (—1,—1),
on retrouve ’écart absolu maximal en déformation a la rupture dans ce critére. Cela est
di principalement & la dépendance en triaxialité et en angle de Lode. En effet, pour des
valeurs proches de —1 d’angle de Lode, une tendance exponentielle de la déformation a la
rupture en fonction de la triaxialité est observée alors que pour des valeurs positives de
ce parameétre, cet effet devient moins marquant. Par conséquent, l'effet de la triaxialité
sur la déformation & la rupture devient trés faible.

Dans ce modéle, seuls deux composantes en contrainte plane existent (oo = 0 et
o3 = 0), étant donné que la troisiéme (o7 = 0) joue le role de saturation ou la fracture ne
peut pas se produire.

Malgré I'absence de l'effet de la pression hydrostatique et de la température dans ce
modeéle, on s’apercoit qu’il est trés utilisé dans les simulations des procédés thermomé-
caniques de mise en forme [Bao 2004a, Teng 2006] et dans des applications dynamiques
comme l'usinage [Bil 2004, Aurich 2006, Liu 2013].
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4.4.4 Critére de Brozzo

Brozzo et al. |Brozzo 1972| observérent une influence majeure de la pression hydro-
statique sur 'endommagement du matériau suite a une campagne expérimentale menée
sur la mise en forme des toles. Si cette notion n’est pas évoquée dans la loi de Cockeroft
Latham, les auteurs proposent une modification de ce dernier en introduisant l'effet de la
pression hydrostatique oy, sur la déformation équivalente a la rupture €.

Ef 2
Cyyr = / N g, (4.16)
o 3(

01— On)

Une transformation de ce critére dans I'espace (5 £, 1, 0_), permet d’obtenir la formula-
tion suivante :

C K ] 2 4 4.17
.= ___ 4+ = e .
b /0 cos (% (1 — 9)) 3 7 ( )

La calibration de ce modéle a été menée a travers les 5 premiers tests (pour différentes
valeurs de triaxialité et d’angle de Lode). Le seul paramétre a calibrer est optimisé :

Cp, = 0.214.
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FIGURE 4.16 — Présentation du modéle d’endommagement de Brozzo dans ['espace
(&?f, 7, 0) pour une valeur de coefficient Cg, = 0.214

L’évolution de ce critére en fonction de la triaxialité et de ’angle de Lode semble simi-
laire a celui de Cockcroft-Latham. En revanche, 'effet de I’angle de Lode sur la triaxialité
s’avére moins soutenu que pour le critére de Cockeroft-Latham. Au-dela d’une valeur de
triaxialité critique ~ 1/2, le modéle se trouve indépendant de 7 et 6. Par conséquent, le
mode de rupture privilégié par ce critére n’est pas perceptible.

Ce critére d’endommagement a été utilisé pour prédire la rupture ductile dans les
procédés de mise en forme [Zhu 1991, Shabara 1996, Ko 2007, Lou 2013, Song 2017|.

4.4.5 Critére de Ko-Huh

Spécifiquement pour le processus d’expansion des trous, Ko et al. [Ko 2007] proposent
un critére qui rassemble celui de Cockeroft-Latham [Cockeroft 1968] et d’Oyane & Sato
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[Oyane 1980]. Une combinaison de 'effet de la contrainte principale et de la triaxialité
sur la déformation a la rupture est restituée. L’effet de la triaxialité est analytiquement
amplifié par le biais du crochet de Macaulay.

(4.18)

ef X st X =20
Co = / Z((1+30) dep, <X>={ ”
0

0 s1 X<0

Dans 'espace (g N2 é) et a travers I’équation 4.7, la formulation de ce critére devient :

Cro = /Oef (n + gcos (% (1- 9‘))) ((1+3n) de,, (X)) = (4.19)

X si X>20
0 s1 X <0

Une identification du parameétre de ce critére a été menée a travers les 5 premiers tests
afin d’assurer plus de variation de la triaxialité et de 'angle de Lode. Le paramétre a
été optimisé pour une valeur de Ck, = 0.53. L’évolution de ce critére en fonction de la
triaxialité et 'angle de Lode est représentée par la figure 4.17.

Déformation
a la rupture

FIGURE 4.17 — Présentation du modéle d’endommagement Ko-Huh dans [’espace (5f, 7, 9_)
pour une valeur de coefficient C'x, = 0.3259

Une tendance exponentielle de la déformation équivalente a la rupture en fonction de
la triaxialité est observée. Cette tendance est légérement transformée homothétiquement
par ’angle de Lode. Pour des valeurs de triaxialité positives, le critére s’avére indépendant
de ces deux paramétres. Alors que pour une triaxialité comprise entre 0 et —1/3, le critére
montre une légére variation avec 'angle de Lode. Une saturation structurelle (naturelle)
de ce modéle d’endommagement est perceptible pour des faibles valeurs en triaxialité. Elle
est totalement dépendante du parameétre a identifier C,. Elle est généralement comprise
entre —2/3 et —1/3. La rupture par cisaillement ne semble pas trés marquée par ce critére
d’endommagement.

Finalement, ce modéle a montré une bonne prédiction de la rupture dans le pro-
cédé d’expansion des trous et sur trois matériaux différents (SAPH440, CT440 et FB590)
[Ko 2007].
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4.4.6 Critére de Lou

Lou et al. [Lou 2012 proposent un nouveau critére de rupture pour la prédiction
de 'endommagement au cours du formage des toles minces. Il est basé sur des notions
physiques de la rupture ductile ot I’accumulation de I’endommagement est induite par la
nucléation, la croissance des vides ainsi que la coalescence (équation 4.37).

5 Toman | P <1+377>>C“ X si X>0
Cpy = T de,, X) = 4.20
“/0(6) (2 o X230 s x <o (4.20)

Dans ce critére, la nucléation du vide est modélisée en fonction de la déformation
plastique alors que la germination est décrite a travers la triaxialité qui est bien amplifiée
par les crochets de Macaulay. Finalement, la coalescence est contrdlée par le critére de
Tresca Tpq,. La transformation de ce critére dans 'espace (5 £51, @) permet d’obtenir la
formulation suivante :

(2w AN\ 3\ O X si X >0
CLl—/O (ﬁsm<g(3+9)>) (—2 dep, (X) = 085 X <0

(4.21)
Ce critére propose 3 paramétres a calibrer. En effet, le parameétre Cr, controle leffet de
la contrainte de cisaillement durant la phase de coalescence. Pour des valeurs importantes
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FIGURE 4.18 — Représentation de critére de Lou pour : (a) 0 = 0 (déformation plane)
(b) n =0 (Cisaillement pur)

de Cp3, I'influence du terme de cisaillement maximal 7,,,,, devient plus prononcé et conduit
donc a une déformation a la rupture plus faible. Le paramétre Cps controle 'effet de
la triaxialité pendant I’évolution des vides. Pour une valeur nulle de ce paramétre, le
critére se réduit au modele de Tresca. Finalement, le role du paramétre C'r3 repose sur
une transformation homothétique de la totalité du critére dans le plan des déformations
principales. L’identification est menée a travers les 5 premiers tests. La figure 4.18 présente
le résultat d’identification des paramétres dans le cas de = 0 (déformation plane) et n = 0
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Matériau O, Cres  Cps
Ti-6Al-4V  0.389 0.223 4.83

Tableau 4.5 — Paramétres identifiés de critére de Lou pour le Ti-6Al-4V

(Cisaillement pur). Les valeurs des coeflicients identifiés sont présentées dans le tableau
4.5.

Une tendance décroissante de la déformation & la rupture en fonction de la triaxialité
est observée. Elle semble similaire aux critéres de Johnson-Cook et de Ko-Huh. En re-
vanche, ce critére confére plus de dépendance a I'angle de Lode. De plus, une saturation
structurelle de ce modéle est trouvée pour une triaxialité de n = —1/3. Ainsi, la rupture
en compression est rendue impossible (Figure 4.19).

05—~

Déformation
a la rupture &

-0.6
-0.4

0.2 0
0.2 04

Tr1ax1'a1ité n : 0.8

FIGURE 4.19 — Représentation 3D du critéere de Lou

4.4.7 Critére de Mohr-Coulomb

Appliqué initialement dans les études géomécaniques [Zhao 2000, Palchik 2006|, le
modéle de Mohr-Coulomb (M-C) [Coulomb 1776, Mohr 1914] a été étendu, dans un pre-
mier temps, aux matériaux fragiles [Lund 2004| et récemment aux matériaux ductiles. Sa
formulation en contrainte (équation 4.22) lui confére une bonne description de I'évolution
de la rupture sous une faible plasticité comme dans le cas des roches et des bétons.

Grace a sa bonne prédiction de la rupture fragile, il a été également étendu a des
applications dynamiques |[Fossum 2006]. En effet, ce modeéle explicite la dépendance en
triaxialité et a I'angle de Lode, ce qui est n’est pas le cas de plusieurs critéres [Rice 1969,
Oyane 1980, Johnson 1985|.

T+ 0, =C (4.22)
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Ce critére postule que la rupture peut se produire si la combinaison entre la contrainte
normale o, et la composante de cisaillement 7 dépasse une valeur critique C'. La repré-
sentation schématique de la figure 4.20 permet d’affiner la compréhension de ce critére.

N T

S

_N|B

A(o, 1)

D (P Cs (S\n
) [©) ) 0 >
O3 2 3 0, 1 G,

FIGURE 4.20 — Représentation schématique du critéere de Mohr-Coulomb

Dans le plan o, — 7 (Figure 4.20), le critére de Mohr-Coulomb est représenté par la
droite caractérisée par I'angle de frottement ¢. Ce parameétre caractérise le coefficient de
frottement ¢; tel que ¢; = tan (¢). La distance AOj représente le rayon du grand cercle et
qui peut avoir comme valeur (o1 — 03) /2. Cette partie représente le cisaillement maximal
dans le critére. En se focalisant sur le triangle rectangle inscrit dans le demi-cercle ADOs,
on peut caractériser la contrainte normale et tangentielle au point A par les équations

T = I%cosp
_ 03-5-03 01—03 o7 (4'23>
Op = =5 + =58y

suivantes :

Transformation dans ’espace (5f,n, 5)

Considérons maintenant un élément de matiére soumis aux trois contraintes principales
01,09 et o3. Dans un plan de coupe quelconque défini par sa normale (vq, 5, 13), on peut
exprimer la contrainte normale et la contrainte tangentielle comme suit :

T = \/1/121/3 (01 — 09) 4+ V2U2 (09 — 03)° + V212 (05 — 01)°
On = Vio| + V30o + V30 (4.24)
Avec I/1+V2+V3:1

En remplacant les équations 4.24 dans le critére de Mohr-Coulomb on peut se ramener
a un probléme d’optimisation afin de déterminer le plan de coupe admissible.

2,,2 2 2,2 2 2,2 2 2 2 2
Max{\/l/11/2 (01 — 09)" + V3V5 (02 — 03)" + vivi (03 — 01)” + vioy + vioy + vi03}
sous la condition vy + vy +v3 =1

(4.25)
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En se rappelant que o1 > 09 > 03, la solution optimisée du probléme a travers la
technique de multiplicateur de Lagrange est obtenue :

vi=——1

14+(y/1+ 3 +er)
V2 =0 (4.26)
Vi = L

1+(\/ 1—4—c§—c1>2

Des transformations similaires peuvent se trouver dans [Malvern 1969, Bai 2010|. En
remplagant les solutions 4.26 dans ’équation 4.22, on peut exprimer le critére de Mohr-
Coulomb dans le plan des contraintes principales par I’équation 4.27

(\/1+c%+cl>al—(\/1—1-0%—01)03:20 (4.27)

D’aprés I’équation 4.27, il est possible de constater que I'orientation du plan de rupture
est totalement liée au coefficient de frottement ¢; alors que l'initiation a la rupture est
controlée par ¢; et C.

A travers les équations 4.7, on peut finalement exprimer le critére de Mohr-Coulomb
dans I’espace (8 £, 9_). Le critére devient :

1 20%603 <% - 0) + ¢ (77 + %sin <% - 0>>] : (4.28)

Bai & Wierzbecki [Bai 2008] furent les premiers a réaliser cette transformation de
ce critére. Ils proposent un critére de Mohr-Coulomb modifié en fonction d’une loi de
plasticité généralisée. Ce dernier critére fait ’'objet du paragraphe suivant.

c=C

Modifications de Bai & Wierzbecki

Bai & Wierzbecki se sont concentrés sur ’évaluation des critéres de rupture pour les
matériaux ductiles et principalement pour 'aluminium Al2024-T351. Souhaitant étendre
le critére de Mohr-Coulomb pour les matériaux ductiles, ils transforment ce dernier, dans
un premier temps, dans ’espace (z—:f, 7, 9_) sous la forme présentée dans 1’équation 4.28.
Ils expriment, donc, la contrainte d’écoulement en fonction de I'angle de Lode et de la
triaxialité. Une telle formulation s’avére intéressante vu le nombre des paramétres a cali-
brer ainsi que sa double dépendance a la triaixalité et a I’angle de Lode. Dans un deuxiéme
temps, et suite & la non satisfaction des critéres de plasticité classiques, ils définissent un
nouveau critére généralisé afin de retranscrire le maximum de plasticité dans le modéle
d’endommagement.

0 = Acp 1= Cy(n—mo)] [C5 + (C§" = C5) 7]
_ 3 -1 (6x\ _
V=507 [cos (6> 71 (4.20)
1 >
Avec Cf* = ?_ !
Cgr 0<0
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En revanche ce modele de plasticité propose six parameétres a identifier ou le terme Ae’
représente la loi d’écoulement de Hollomon et Cg®, Cy, C,, 1o représentent la dépendance
a la trixialité et a I’angle de Lode. Il peut se réduire a des cas classiques. Pour une valeur
de C§* = 1, la surface de charge devient symétrique tout en gardant la dépendance a
I’angle de Lode. La prise en compte de cette hypothése permet de réduire, d’'une maniére
importante le nombre des tests expérimentaux. Pour d’autres cas particuliers, on peut
remonter au critére de von-Mises C), = 0, Cg* = Cj = 1 ou de Tresca pour C,, = 0, Cg* =
1,05 = ‘/73 Dans le cas général et dans ’espace (6 £11, 9), le critére Mohr-Coulomb modifié
par Bai & Wierzbecki repose sur la formulation suivante :

ey = (20 0yt [C5+ 25 €5 = 09 [eos (%) 1] o]

a3 0 : 70
X1 = 14;) Lcos (%’) + <7] + %sm (%))}

Malgré les performances de ce critére, on pourra souligner que ce type de formulation
nécessite une compagne expérimentale importante pour le calibrer. Les auteurs réalisent
une calibration sur 15 essais pour différentes valeurs d’angle de Lode et de triaxialité. Son
point d’intérét réside dans la possibilité de lui faire coupler avec n’importe qu’elle loi de
plasticité.

(4.30)

Adaptation de critére de Mohr-Coulomb a notre critére de plasticité

En remplacant le critére de plasticité proposé par Bai & Wierzbecki par notre formu-
lation & = A(¢,T) + B (¢,T) &1 la déformation & la rupture dans ce modéle peut
étre exprimée en fonction de 'angle de Lode et de la triaxialité. Le paramétre C' repré-
sente dans notre cas la contrainte maximale & la rupture en cisaillement. Il sera noté

prochainement 7.
_ _ -1
L+ cos o +c + 1sz'n o _AED
V3 6 B 6 B, T)
(4.31)

On obtient alors un critére qui explicite les paramétres de notre critére de plasticité
exprimés en fonction de la température et de la vitesse de déformation.

-1
n(e,T)
_ Tf
T \BET)

La saturation du critére de Mohr Coulomb

Comme évoqué dans le paragraphe 4.2.2, 'existence d’une saturation pour des faibles
valeurs de triaxialité fit validée par plusieurs auteurs qui modélisent la rupture ductile
des matériaux [Teng 2006, Bao 2005, Wierzbicki 2005a, Bai 2008].

—1
B T A@ET) ] "ED
r= [B(a',T).m B B(é,T)}

X1 = [ H—:ﬁcos (%é> + (77 + %sm <%>>}
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En reformulant ce critére en fonction de la triaxialité et de ’angle de Lode, il est évident
de constater que si le terme x; de la dépendance en triaxialité et a ’angle de Lode passe a
une valeur nulle ou négative, la déformation a la rupture tend vers l'infini (équation 4.32).
Cette derniére condition impose donc une saturation du modéle qui dépend de ces deux
derniers parameétres. Une représentation de cette saturation dans le plan des contraintes
principales dans le cas o ¢; = 0.7, est donnée par la figure 4.21.

1+ ¢ 6 1 6
X1 = "gcl cos (%) + ¢ (77 + gsin (%))] <0 (4.33)
0.9 r r
L 63 =0
06V \\
——
T~
03 /x
= =0 //
E _—
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E —
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09/ S T r——
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FIGURE 4.21 — Localisation de la région de saturation (cut-off ) pour le critére de Mohr-
Coulomb (Cy =0.7)

Calibration du critére de Mohr-Coulomb

Comme évoquée dans les parties précédentes, ce critére ne posséde que deux para-
métres a identifier étant donné que le critére de plasticité est déja calibré.

Sur un test de compression et un autre en cisaillement, Bai & Wierzbecki [Bai 2008]
ménent une calibration analytique de ce modeéle pour 'aluminium A12024-T351. Lou &
Huh [Lou 2013] effectuent une optimisation des parameétres de ce modeéle sur 15 tests pour
différentes géométries d’éprouvettes.

Dans ce présent travail, une calibration par optimisation de ce critére tout en se basant
sur les cing premiers tests de notre base de données sera menée. Les valeurs de ces tests
en termes de déformation a la rupture, de triaxialité et d’angle de Lode ont été présentées
dans le tableau 4.3.

La figure 4.22 permet d’illustrer le résultat de 'identification ainsi que son évolution
par rapport aux données de calibration en contrainte plane. Une tendance décrite par trois
lobes est observée. Chaque lobe est défini pour une contrainte principale nulle. La partie
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Critere Mohr-Coulomb : A = 838 MPa; B = 626,92 MPa; n = 1/6;
Parametres optimisés : ¢, =0.012; 1, = 609 MPa
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05 co,=0 ‘F c,=0 o;=0
¢ > | < | P>
045 |
0]
= o’
a 04 1
a /\ °
<035 /\ |,
8 /
g 0.3
£
O
A

N\ U\_/ \’ /
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Triaxialité
FIGURE 4.22 — Représentation du critere de Mohr-Coulomb en contrainte plane

de la courbe située pour o = 0 correle correctement les points expérimentaux pour une
valeur de paramétre du frottement C; = 0.012 et une valeur de contrainte de cisaillement
a la rupture de 7y = 609 MPa. Une telle évolution du critére montre que, sur toute la
plage de triaxialité, la rupture en cisaillement est prédominante. En concordance avec
les tendances trouvées sur 'aluminium Al2024-T351 par Bai & Wierzbecki [Bai 2008| et
Lou & Huh [Lou 2013|, on peut affirmer que cette description retranscrit bien 1'évolution
des points expérimentaux sur toute la plage de triaxialité. Bai & Wierzbecki [Bai 2008|
proposent une saturation pour une triaxialité de n = —1/3 suite a des constatations
antérieures sur des essais en compression.

Une représentation de ce critére dans ’espace (5 £51, @) permet de décrire son évolution
en fonction de la triaxialité et de l'angle de Lode (Figure 4.23). Une forme de demi-
cylindre, centrée sur une valeur d’angle de Lode nulle est observée. Elle est légérement
inclinée par I'effet du coefficient de frottement C, décrivant ainsi une dépendance linéaire
entre la triaxialité et la déformation a la rupture.

Cependant, la valeur de coefficient de frottement C; trouvée s’aveére trés faible voire né-
gligeable. Sa contribution dans la dépendance de la déformation a la rupture a la triaxialité
reste trés limitée. Sur toute la plage de triaxialité une variation mineure de la déformation
a la rupture est observée. En conséquence, négliger ce terme est possible étant donné que
I’on garde le méme ordre d’erreur par rapport a un C; = 0.

Au terme de ’évaluation de ce critére, il convient de valider sa bonne corrélation aux
données expérimentales de calibration et aussi sa bonne flexibilité dans la modélisation de
la rupture ductile sous I'hypotheése des contraintes planes. Cependant, il offre la possibilité
d’accéder, sous un cas particulier ou le paramétre de frottement C est nul, au critére de
rupture de Tresca. Ce critére fait I'objet du paragraphe suivant.
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FIGURE 4.23 — Représentation du critere de Mohr-Coulomb dans [’espace (5f,77, é)

4.4.8 Critére de Tresca (Mohr-Coulomb (C; = 0))

Comme évoqué précédemment, ce critére dérive du critére de rupture de Mohr-Coulomb
dans le cas particulier ou le paramétre de frottement est nul. Dans ce cas, le critére se
réduit & une fonction qui ne dépend que de 'angle de Lode, des paramétres de plasti-
cité du matériau (A (¢,7),B (¢,T),n(¢,T)) ainsi que de sa contrainte a la rupture par
cisaillement 7 (équation 4.34).

—1
n(e,T)

V37; AT
B (,T) cos (”—é) B(e,T)

Er = (434)

6

Ce dernier est le seul paramétre a calibrer dans ce critére. Bai & Wierzbecki [Bai 2008]
recommandent un essai de cisaillement.

Calibration du critére de Tresca

L’identification de ce critére s’avére trés simple puisqu’elle nécessite de ne calibrer
qu'un seul parameétre 7. De ce fait, il permet de s’affranchir du caractére non-univoque
trouvé dans d’autres formulation et principalement celle de Johnson-Cook [Johnson 1985].

De par son concept, ce critére est destiné a décrire le cisaillement maximal dans le ma-
tériau. Par conséquent, les tests réalisés sur des éprouvettes en chapeau semblent tout a
fait adaptés a son identification. Il est cependant important de garder a I'esprit que la ca-
libration et ’évaluation de ces critéres sont destinées a la retranscription de la décohésion
matérielle dans le procédé d’usinage et reste un probléme de couplage thermo-mécanique
entre la vitesse de déformation et la température. Ainsi, tous les tests réalisés sur des
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éprouvettes en chapeau pour différentes températures et vitesses de déformation sont uti-
lisés pour une identification thermomécanique du parameétre 7. Le tableau 4.6 expose les
résultats de 7y issus des modeles éléments finis précédemment calibrés pour les différentes
conditions d’identification.

Test || Eprouvette £f Naw 7r(MPa) 0 T (°C) u(mm.s™t)

5 Chapeau, Cisaillement 0.246 —0.16 691.94 —0.044 20 0.1
6 Chapeau, Cisaillement 0.213 —0.16 702.78 —0.044 20 1

7 Chapeau, Cisaillement 0.197 —0.16 724.21 —0.044 20 10
8 Chapeau, Cisaillement 0.18 —0.16 852.16 —0.044 20 100
9 Chapeau, Cisaillement 0.156 —0.16 999.55 —0.044 20 103
10 || Chapeau, Cisaillement 0.344 —0.16 604.44 —0.044 300 0.1
11 Chapeau, Cisaillement 0.385 —0.16 388.58 —0.044 600 0.1
12 || Chapeau, Cisaillement 0.23 —0.16 236.92 —0.044 800 100
13 || Chapeau, Cisaillement 0.557 —0.16 103.64 —0.044 900 0.1

Tableau 4.6 — Base de données expérimentale pour l’identification du critére de Tresca

La figure 4.24 regroupe les évolutions de la déformation & la rupture en fonction de
I’angle de Lode déduites de la calibration menée sur les différents essais des éprouvettes
chapeau. Bien que ce critére garde une forme de parabolique pour les différentes valeurs de
la contrainte maximale a la rupture 74, on s’apercoit que la dépendance de la déformation
a la rupture a ’angle de Lode s’avére tres influencée.

D’autre part, la figure 4.24 révéle implicitement la dépendance de la déformation &
la rupture a la température et a la vitesse de déformation. En dessous d’un certain seuil
(1t < 10mm.s™1), Deffet s’avére négligeable. L allure reste inchangée et une légére variation
de déformation & la rupture est observée.

Pour des valeurs importantes de vitesse de déformation, on constate une stabilisation
progressive pour des faibles valeurs de ;. Ceci donne une plus forte dépendance en angle
de Lode.

L’influence de la température sur la déformation a la rupture se trouve aussi trés impor-
tante. En effet, ’augmentation de la température induit une dépendance trés importante
sur toute la plage visée. On révele par ailleurs un effet quasi-linéaire de la déformation a
la rupture en fonction de la température. Ceci refléte aussi I’aspect ductile du matériau.

On peut affirmer que ce critére confére également une influence particuliére a la vitesse
de déformation qui gomme les effets de la température a mesure qu’elle augmente.

Les constatations et les analyses précédentes témoignent de I'importance du paramétre
7; dans la description de la rupture par cisaillement. Les figures 4.25.a et b exposent
I’évolution de ce paramétre en fonction de la température et de la vitesse de déformation.
Bien que cette évolution soit quasi-linéaire en fonction de la température, on s’apercoit
que ce n’est pas le cas avec le logarithme de vitesse de déformation. En effet, pour des
vitesses de sollicitation faibles 0.1 < & < 10, la variation de la contrainte maximale a la
rupture est trés faible. Au dela de cette valeur, une tendance quasi-linéaire est observée.
Cette constatation ne présente pas de problématique si on souhaite modéliser linéairement
I’évolution de ce paramétre en fonction de la température et de la vitesse de déformation
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FIGURE 4.24 — Représentation du critére de Tresca dans le plan (8f, 5) s influence de la
température et de la vitesse de déformation sur le parametre ¢

vu que la plage désirée dans notre modélisation dans le cadre de la coupe est au dela de
cette zone.

Au terme de 'identification thermomécanique de ce parameétre, il convient de conclure
que sa description sous l'effet de la température et de la vitesse de déformation avec un
plan reste tout a fait raisonnable. Le plan est décrit par la formulation suivante (équation
4.35) :

7 =—a.T —blin(g,) — ¢ (4.35)

Le tableau 4.35 rassemble les valeurs numériques du parameétre 7y identifiées pour le
Ti-6Al-4V.
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FIGURE 4.26 — Description par un plan de la contrainte mazximale a la rupture en ci-
saillement Ty en fonction de la Température et la vitesse de déformation

Malgré 'erreur engendrée par cette approximation, on s’apercoit que ’évolution glo-
bale de la contrainte maximale a la rupture en cisaillement en fonction de la température
et de la vitesse de déformation est bien retranscrite par le plan identifié. L’erreur maximale
de cette optimisation atteint 9% (Figure 4.26).

La représentation de ce critére dans I'espace (5 IN/: 5) est illustrée dans la figure 4.27.
Une forme de demi-cylindre est observée avec un minima pour un angle de Lode nul. De
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Déformation
a la rupture

FIGURE 4.27 — Représentation du critere de Tresca dans [’espace <€f,77,§) pour des
valeurs de A =838M Pa , B = 626,92M Pa , n =1/6, 7y = 570M Pa

plus, comme on I’a évoqué précédemment, ce critére postule une saturation si et seulement
si que la condition décrite par I’équation 4.36 est satisfaite :

[ () <0 a

La satisfaction de cette condition améne directement a une déformation a la rupture qui
tend vers l'infini.

Selon 'hypothése des contraintes planes, on peut tracer I’évolution du critére de Tresca
en fonction de la triaxialité (Figure 4.29). Une tendance symétrique basée sur trois para-
boles successives de la déformation a la rupture en fonction de la triaxialité est observée.
Toutefois, le phénoméne du cisaillement demeure toujours prépondérant méme sous 1'hy-
pothése des contraintes planes et malgré la présence de deux autres minimas dans les
zones situées pour o = g9 = 0.

Finalement, il convient de mentionner la bonne flexibilité de ce critére dans la modéli-

sation de la rupture par cisaillement. La possibilité de faire varier la contrainte a la rupture
par cisaillement en fonction de la température et de la vitesse de déformation reste un
point trés intéressant lorsqu’on cherche a décrire une décohésion matérielle comme celle
observée dans le procédé d’usinage. Ce critére posséde dans notre cas, quatre parameétres
(dont 3 parameétres de la loi de comportement) qui varient en fonction de la température
et de la vitesse de déformation.
La question dans ce cas est désormais, moyennant la négligence du coefficient de frot-
tement dans ce critére : ce développement est-il suffisant pour décrire la formation du
copeau ? Il s’agit en effet d’établir une comparaison et une évaluation des modéles d’en-
dommagement suivants des critéres spécifiques a nos besoins.
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Critere Tresca : A = 838 MPa; B = 626,92 MPa; n = 1/6;
Parametre identifié : T, = 609 MPa
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FIGURE 4.28 — Représentation du critére de Tresca dans le plan (cf,m) selon l'hypothése
des contraintes planes

4.5 Evaluation des critéres calibrés

Evaluer sous-entend établir des critéres de comparaison. Si leur aptitude a restituer
fidélement les mécanismes de rupture ductile par cisaillement est primordiale, il faut garder
a l'esprit que des critéres devront considérer des points plus pratiques comme le nombre
de parameétres, la méthode d’identification, la facilité de mise en ceuvre et les moyens
nécessaires ou encore la complexité d’implémentation. Par conséquent, juger qu'un critére
de rupture est performant dépendra forcément des critéres mis en place et du poids qu’il
leur aura été affecté.

L’évaluation de ces critéres de rupture peut étre réalisée a travers leurs représentations
dans le plan (¢4, 7n) avec les parameétres identifiés (Figure 4.29). En respectant la spécificité
de chaque critére, la calibration a été effectuée a chaque fois, par rapport a ces besoins
et sur quelques essais tirés de la base de données expérimentales. Par conséquent, il est
préjudiciable d’établir un bilan quantitatif, par rapport a la fonction objectif, sur tous les
critéres.

Cependant, les critéres présentés auparavant révélent des propriétés et des points en
communs et /ou différents les uns par rapport aux autres. Ceci refléte les différentes ma-
niéres qui aménent & la description de la rupture ductile. Ces critéres sont regroupés dans
le tableau 4.8.

Bien que la notion de croissance des vides dans la rupture ductile ait été amorcée
depuis longtemps grace aux travaux de McClintock [McClintock 1968| et Rice and Tra-
cey |Rice 1969] sur des vides sphériques dans des solides infinis, on s’apergoit que cette
formalisation est toujours une question d’actualité. Ces auteurs montrent 'influence de la
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pression hydrostatique sur la croissance des défauts dans la matiére. Par conséquent, ce
terme figure toujours dans leurs formulations physiques de la rupture ductile. Les critéres
calibrés et passés en revue montrent son importance et son réle primordial dans la des-
cription de la rupture ductile, sauf dans le critére de Tresca. En effet, hormis le critére de
Mohr-Coulomb, tous les autres critéres calibrés décrivent une tendance monotone décrois-
sante de la déformation équivalente a la rupture en fonction de la triaxialité (Figure 4.29).
Pour de nombreux auteurs, cette tendance est confirmée d’un point de vue microscopique.
D’ailleurs, notre base de données la confirme sur une plage de triaxialité restreinte.

Critere Johnson  Cockroft Brozzo Oyane Ko Lo Mohr Tresca
de rupture _Cook  -Latham %% -Sato  -Huh " Coulomb g
Dép. n Oui Oui Oui Oui Oui  Oui Oui Non
Dép. 6 Non Oui Oui Non Oui  Oui Oui Oui
Dép. T (°C) Oui Non Non Non  Non Non Non Non
Dép. £(s™1) Oui Non Non Non Non Non Non (Oui)
Nbre des 5 1 1 2 1 3 2 1
Parameétres

Saturation

"Cut-Off" Non n |01:0 Non —Yoy2 _1/3 _1/3 < n ’0'1=0 < n |o'1=0
Symétrie Oui Non Non Oui Oui  Oui Non Oui

Tableau 4.8 — Evaluation qualitative des critéres de rupture calibrés

Il est clairement perceptible qu'une tendance exponentielle de la déformation a la
rupture ne favorise pas forcément la rupture en cisaillement. Physiquement, cet effet est
lié & la suppression de l'effet de la triaxialité dans la germination des vides par cisaillement
comme illustrée dans les critéres de Johnson-Cook et Oyane & Sato. Cette tendance
s’avére inadéquate par rapport a nos essais expérimentaux sur le Ti-6Al-4V et plusieurs
auteurs montrent que 1’évolution de la déformation & la rupture en fonction de la trixailité
n’est pas forcément décroissante et monotone sur d’autres matériaux ductiles. Bao et
Wierzbecki [Bao 2004b| ménent une campagne de 15 essais sur différentes éprouvettes en
Aluminium Al2024-T351. Ils constatent que la déformation & la rupture en traction avec
des éprouvettes cylindriques simples (sans rayon dans la zone utile) est plus importante
que celle en cisaillement avec des éprouvettes plates.

Les études récentes ont montré I'importance et I'influence de I'angle de Lode sur les
mécanismes de la rupture ductile. Par une simple transformation dans ’espace (5 £51, 5),
plusieurs critéres classiques se trouvent reformulés en fonction de ce paramétre clé [Cock-
croft 1968, Brozzo 1972].

L’effet de I'angle de Lode dans la rupture ductile peut étre décrit a travers les re-
présentations 3D menées sur les huit critéres calibrés précédemment. La coalescence des
vides pour des triaxialité n < 7 |,,—0 est principalement controlée par le phénomeéne de
cisaillement comme illustré par le critére de Tresca et celui de Lou et al. [Lou 2012]. Ces
auteurs postulent que, méme en traction uni-axiale ou bi-axiale, la rupture est produite
suivant un plan de cisaillement bien déterminé. Ceci explique la prédominance du phé-
nomeéne de cisaillement dans la rupture méme pour une sollicitation complexe. En effet,
le phénomeéne de cisaillement peut étre relié a 'angle de Lode grace a une formulation
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FIGURE 4.29 — Représentation de tous les critéres calibrés pour le Ti-6Al-4V dans le plan
(€f7 77)

simple et qui dépend seulement de ce dernier paramétre.

T, o, — 0 2 T -
L = D = sin (56+9) (4.37)

Dans les critéres qui explicitent ’angle de Lode, et principalement ceux de Lou et al.

[Lou 2012] et de Tresca, une fonction symétrique par rapport & § = 0 est observée et le
cisaillement atteint son maximum pour cette valeur en angle de Lode. Par conséquent,
’écart maximal en contraintes principales est donné pour # = 0. Ce paramétre décrit
physiquement la coalescence entre les défauts adjacents en réduisant a chaque fois la
déformation a la rupture vers des valeurs minimales.

Suite a cette analyse il apparait que 'angle de Lode est le paramétre clé qui controle
I'influence du cisaillement sur la coalescence des vides lors de la déformation. A travers
cette corrélation entre le cisaillement maximal et la coalescence des vides, la déformation
a la rupture par cisaillement ne peut étre que minimale par rapport aux autres conditions
comme la traction, la compression, la traction bi-axiale ...

Les remarques et les discussions antérieures témoignent de I'importance de ’angle de
Lode dans la rupture ductile par cisaillement. Bien que notre base de données nous ait
permis de calibrer la totalité des critéres, il s’avére qu’elle est insuffisante pour confir-
mer la valeur minimale en déformation & la rupture en cisaillement pur. D’autres essais

en cisaillement (§ = 0) et aussi en traction sont nécessaires pour différentes valeurs de
triaxialité afin de valider la constatation soutenue par Wierzbecki et Lou et al. [Wierzbi-
cki 2005a, Lou 2012] sur 'aluminium.
Les criteres calibrés précédemment reviennent de maniére récurrente dans les modélisa-
tions des procédés du fait de leurs simplicités d’expression et d’identification. La tendance
actuelle consiste généralement a essayer d’identifier une loi définie a priori. Le risque dans
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ce cas est de chercher & caler "a tout prix" sur des résultats expérimentaux, une expres-
sion mathématique structurellement incapable de reproduire les évolutions constatées.
Le contexte scientifique de cette étude vise plutot les expressions simples pouvant étre
facilement manipulées moyennant une erreur raisonnable sur la valeur calculée. Il s’agit
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Critére Tresca : A = 838 MPa; B = 626,92 MPa; n = 1/6; T, = 609 MPa
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FIGURE 4.30 — Ewvolution du critére retenu pour le Ti-6Al-4V : (a) Représentation 3D
(b) en contraintes planes. La formulation de ce critére est donnée par l’équation 4.34

en aucun cas de migrer vers des formulations complexes, certes plus performantes mais
difficilement exploitables d’un point de vue pratique. Suite aux remarques et malgré leurs
sens physique, il est totalement logique d’écarter les modéles qui ont une tendance globale
sous forme d'une exponentielle décroissante (Johnson & Cook [Johnson 1985|, d’Oyane
& Sato [Oyane 1980], Cockeroft & Latham [Cockeroft 1968], Brozzo et al. [Brozzo 1972],
Ko-Huh. [Ko 2007], Lou [Lou 2012]). De ce fait, la concurrence s’est limitée entre deux
critéres dont I'un dérive de l'autre (Figure 4.29).

Si la triaxalité est certes un parameétre important dans les critéres de rupture, il ne
faut pas oublier que notre objectif est de modéliser une décohésion matérielle induite par
le phénoméne de cisaillement en usinage. Il est important de garder a ’esprit qu’un critére
de rupture pertinent est un modéle qui répond a son objectif. La faible dépendance en
triaxialité liée a la valeur du coefficient du frottement c; identifié du critére de Mohr-
Coulomb nous laisse migrer vers la formulation réduite de Tresca, dont la calibration se
résume a un seul essai pour un seul parameétre. La notion de "Cut Oftf" élaborée par Bao et
Wierzbecki [Bao 2004b], si reconnue comme valide pour une triaxialité inférieure & —1/3
a été appliquée dans ce critére. Elle permet d’accentuer 'effet du cisaillement lorsque la
compression devient prépondérante (Figures 4.30.a et b).

4.6 Synthése

Nous avons insisté, au travers de ce chapitre, sur la nécessité d’introduire de maniére
physique les phénoménes qui interagissent lors d’'une décohésion matérielle en usinage.

L’état de I'art a tout d’abord mis en évidence le manque réel de connaissances quant
aux mécanismes d’endommagement dans des conditions séveéres telles que celle rencon-
trées en usinage. La plupart des travaux de recherche antérieurs ont été principalement
orientés vers une description physique de la rupture ductile via plusieurs critéres d’en-
dommagement classiques, principalement celui de Johnson-Cook [Hor 2011, Ayed 2013|.
Ceux-ci s’appuient en grande partie sur une calibration a travers un seul type d’essai
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(généralement en traction avec ou sans entaille), qui ne modélise qu'une seule partie de
la plage de triaxialité et qui est donc souvent incapable de reproduire 1’évolution de la
déformation a la rupture sur toute la plage de triaxialité.

Les études menées par Wierzbecki et son équipe, ont permis de faire ressortir le pa-
rameétre important de I'angle de Lode via le troisiéme invariant. Appliqué initialement
dans les procédés de mise en forme par déformation plastique, il se présente comme un
parameétre fondamental gouvernant la rupture ductile par cisaillement. L’introduction de
ce parameétre impose de migrer vers des critéres d’endommagement plus réalistes, fai-
sant intervenir la triaxialité, ’angle de Lode, la température et la vitesse de déformation.
Cette considération remet en question plusieurs modélisations d’endommagement effec-
tuées dans les procédés thermomécaniques.

L’étude s’est axée sur une évaluation structurelle des modéles d’endommagement com-
munément exploités dans les procédés thermomécaniques, a savoir les critéres de John-
son & Cook [Johnson 1985], d’Oyane & Sato [Oyane 1980|, Cockeroft & Latham [Cock-
croft 1968, Brozzo et al. [Brozzo 1972|, Ko-Huh [Ko 2007], Lou [Lou 2012|, Mohr-Coulomb
et celui de Tresca. Cette méthode permet de révéler les propriétés de chaque critére et
son aptitude a retranscrire la diversité des données expérimentales.

Avant la mise en ceuvre de la stratégie employée, des essais complémentaires, prin-
cipalement en traction et en compression, ont été mis en ceuvre afin d’enrichir la base
de données expérimentales et assurer un bon balayage de toute la plage de triaxialité.
Une identification par méthode inverse couplée aux éléments finis a permis de calibrer
les modéles en effort et d’extraire les paramétres d’endommagement en terme d’angle de
Lode et de triaxialité pour chaque test.

Une transformation des critéres dans la base (5 £ 1, 9) a été effectuée pour affiner leur
interprétation. La calibration des modéles a été effectuée par une procédure itérative ba-
sée sur une fonction objectif des moindres carrées. La sensibilité de chaque critére a la
triaxialité et a ’angle de Lode a été restituée et a permis de compléter les constatations
issues de la littérature. Pour la majorité des critéres, la triaxilaité est apparue comme un
paramétre majeur affectant la déformation a la rupture. Sur les six premiers critéres, une
tendance exponentielle et décroissante est observée. Elle est 1égérement transformée ho-
mothétiquement sous l'effet de I’angle de Lode. Cette tendance conditionne notamment le
mode prépondérant dans la rupture du matériau suivant les sollicitations imposées. Néan-
moins, il apparait que cette tendance ne permet en aucun cas de restituer 1’évolution des
données expérimentales. En effet, 'effet de la géométrie ainsi que le mode de sollicitation
restent les facteurs déterminant dans une telle tendance.

Le critére de Mohr-Coulomb ainsi que son cas particulier (Critére de Tresca) s’avérent
les plus intéressants. Non seulement pour leur bonne corrélation aux points expérimen-
taux, mais aussi grace a leur description minutieuse de chaque partie de la plage de
triaxialité. Selon I'hypothése des contraintes planes, une tendance sous forme de trois
lobes successifs permet de discerner chaque partie, en fonction du mode de sollicitation,
sur toute la plage de triaxialité. De plus, ils conférent une valeur minimale de déformation
a la rupture ou la rupture par cisaillement est susceptible de se situer. La calibration
par optimisation du critére de Mohr-Coulomb nous a permis de trouver un coefficient de
frottement trés faible. Une étude de sensibilité a permis de juger de sa faible influence et
de ce fait, le critére de Tresca est apparu.

Une analyse fine de ce dernier nous a permis, par le biais des essais chapeau, d’identifier
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le seul parameétre physique de ce critére 74 en fonction de la température et de la vitesse de
déformation. Une bonne corrélation est trouvée en décrivant 1’évolution de ce parameétre
en fonction de deux derniers phénoménes par un plan.

A Tinstar du développement de la loi de comportement présentée dans le chapitre
précédent, ce critére sera implémenté dans des simulations numériques de coupe afin de
restituer le plus fidélement possible la physique du procédé. Bien que la loi d’endomma-
gement explicite les paramétres du modéle de comportement, 'introduction d'un modéle
comportement-endommagement combiné et aussi couplé en température et en vitesse
de déformation influencera inévitablement les paramétres thermo-mécaniques du procédé
mais surtout la morphologie du copeau. Ce point prend tout son intérét si I’on cherche a
comprendre d'une maniére minutieuse I’écoulement de la matiére ainsi que la décohésion
matérielle lors de la formation du copeau.
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Implémentation des lois proposées et

simulation numeérique 3D de la coupe

Nous allons voir, via ce dernier chapitre, ’apport physique des modéles de
comportement, d’endommagement et de loi de contact proposés ainsi que leurs
influences sur les mécanismes d’enlévement de la matiere. Les développements
spécifiques nécessaires a leurs implémentations seront en premier lieu bricve-
ment détaillés avec les routines utilisateurs VUMAT et Vfric. Les résultats
cinématiques et thermiques obtenus expérimentalement, ainst que les analyses
a posteriori, seront confrontés auxr réponses numériques afin d’évaluer le ca-
ractére prédictif du modele de coupe développé. Une attention particuliére sera
accordée aux mécanismes de formation du feston afin de décrire I’évolution
spatiotemporelle des grandeurs physiques et mécaniques.
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CHAPITRE 5. SIMULATION NUMERIQUE 3D DE LA COUPE

5.1 Intégration des modéles proposés

Les deux chapitres précédents ont permis d’aboutir & des descriptions phénoménolo-
giques des phénomeénes observés expérimentalement. Les études se sont principalement
focalisées sur deux aspects :

e La restitution du couplage thermomécanique gouvernant le comportement du ma-
tériau lors de I'usinage via un modéle thermoviscoplastique simple a identifier.

e La modélisation de la décohésion matérielle lors de la formation du copeau par un
critére d’endommagement couplé au comportement pour une description plus fine
des mécanismes d’enlévement de la matiére.

Ce chapitre aborde, dans un premier temps, 'implémentation des formulations dé-
veloppées dans un modéle de coupe EF & travers les routines utilisateurs VUMAT et
Viric. Ensuite, les quatre conditions de coupe retenues sont simulées afin d’évaluer et
de comparer I'apport physique de notre approche par rapport a la base de données ex-
périmentales. Des éléments de comparaison, autres que les paramétres classiques (effort,
température ...), sont présentés dans un but de validation du modéle. Une attention par-
ticuliére a été accordée, dans la derniére partie de ce chapitre, au scénario d’enchainement
des phénoménes conduisant a la formation d’un feston.

5.1.1 Implémentation du modéle de comportement

L’utilisation des lois de comportement et /ou d’endommagement spécifiques nécessitent
un développement numérique particulier. En effet, leur emploi dans des simulations nu-
mériques de coupe EF, sur ABAQUS /Explicit [Abaqus 2013 en particulier, impose une
étape de programmation par l'intermédiaire d’une routine utilisateur dédice VUMAT.

L’emploi d’une loi de comportement consiste a évaluer I’état de contraintes, en chaque
point d’intégration et a chaque incrément. En s’appuyant sur la méthode des éléments
finis, chaque point d’intégration est analysé d’une maniére séparée et le comportement,
dans ce cas, est défini localement. Ce dernier repose sur trois principaux éléments : une
loi élastique, un critére d’écoulement, et une loi d’écrouissage.

Grandes transformations

Dans un cadre élastoplastique formulé localement, les grandes transformations sont
classiquement préférées aux formulations en petites perturbations. En effet, la gestion des
grandes transformations communément employées dans les codes éléments finis EF tel
que ABAQUS, repose sur I'existence d’'une configuration relachée [Sidoroff 1980]. Ceci
impose en conséquence une décomposition multiplicative des déformations élastique et
plastique [Lee 1969].

F = F.F, (5.1)

Cette derniére relation conduit & son tour & une décomposition additive des vitesses de
déformation élastique et plastique.

G =G, +F.G,F.* (5.2)
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5.1 INTEGRATION DES MODELES PROPOSES

Enfin la formulation variationnelle implémentée dans Abaqus ainsi que '’hypothése de
petite rotation élastique permet de réduire cette forme a :

Dy = Dj; + ij (5.3)

Ces codes s’appuient sur un incrément de temps suffisamment réduit pour justifier une
telle approche en grandes transformations.

D’un point de vue pratique, la routine VUMAT donne accés, au début de chaque pas
de temps At et en chaque point d’intégration, aux composantes du tenseur de contraintes
de Cauchy o;;, aux incréments de déformation totale Ag;;, a la température T ainsi qu’a
toute autre variable d’état.

Une procédure itérative basée sur la prédiction élastique et la correction plastique par
retour radial permet de connaitre ’état de contraintes a la fin de chaque pas de temps
t + At |[Lemaitre 1985].

Mise en ceuvre de la routine et procédure d’actualisation des variables d’état

La figure 5.1 expose un schéma global permettant de synthétiser la procédure d’ac-
tualisation des variables d’état avec la routine VUMAT.

A partir des données d’entrée de la routine, la premiére étape consiste a établir une
prédiction élastique a travers la loi de Hooke et I'incrément de déformation totale Ae.

O'ZTd = Cijri-En (5.4)
Cijri = N0 + tu (0irdji + 0iadj)
ol A\; et y; sont les coefficients de Lamé et d;; le symbole de Kronecker. Cette étape se
conclut par la vérification du critére de plasticité tel que :

affd —0,<0 (5.5)

Dans le domaine plastique, le nouvel état de contraintes a ¢t + At est actualisé par une
correction plastique de celui prédit élastiquement af;d. De par I'approche explicite du
code de calcul choisi, 'intégration des relations de comportement est réalisée en fonction
des incréments de déformation plastique et la correction s’effectue en fonction de ceux-ci
a travers [Lemaitre 1985] :

oA = ol — 2\ A€, (5.6)

Les incréments de déformation plastique pouvant étre aisément reliés a I'incrément de
déformation plastique équivalent, il s’agit en fait de déterminer seulement cette grandeur
Ag,, pour le pas du temps considéré.

A partir du travail plastique associé¢ & l'incrément de calcul U&AtAafj = oli*Ae,

ij
et I'évolution d’écrouissage off2" = ol + heer. A€y, on peut remonter a Pexpression de

I'incrément de déformation plastique Aeg, en fonction de taux d’écrouissage he.r = %
prd
o' —o
Ae, =2 Y
P 3u+h (5.7)

heer = B(E, T)n(é, T)ep©" ™!
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CHAPITRE 5. SIMULATION NUMERIQUE 3D DE LA COUPE

v
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[Suppression de I’élément ]

FIGURE 5.1 — Stratégie employée dans ['implémentation des lois de comportement et d’en-
dommagement proposées dans la routine utilisateur VUMAT

Une validation de la routine a été menée avec quelques tests simples (traction, compres-
sion et cisaillement) et sur un élément unique. L’objectif était d’établir une comparaison
entre les résultats issus de la loi de Ludwick implémentée par défaut dans le code de
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5.1 INTEGRATION DES MODELES PROPOSES

calcul et ceux obtenus par la loi proposée pour différentes températures et vitesses de
déformation.

Bien que I'emploi d'un schéma d’intégration explicite assure une conservation de la
masse et de la quantité de mouvement, il ne garantit pas forcément la conservation de
I’énergie totale. Il apparait nécessaire en pratique de toujours vérifier que I'énergie ciné-
tique demeure trés faible devant 1’énergie potentielle.

5.1.2 Implémentation de la loi d’endommagement

Le phénoméne d’endommagement est représenté par une variable interne notée D
comprise entre 0 (état non déformé) et 1 (état complétement endommagé). Son actuali-
sation en un point matériel & I'instant ¢ + At est obtenue, a partir de ’endommagement
a I'instant actuel ¢ par la formulation suivante :

D(t+ At) = D(t) + / o Ddt (5.8)

L’évolution de D est formulée comme le rapport de I'incrément de déformation plas-
tique équivalente Ag), sur la limite d’endommagement &;.
Ag,

Ef

D:

(5.9)

Cette variable est calculée a chaque incrément et en chaque point d’intégration. La
rupture est donc obtenue par élimination des éléments lorsque cette variable atteint 1'unité.

V37 (e T) AT i
B (¢, T) cos (7%0) B (¢, T) (5.10)

Notons que 'implémentation du critére de Tresca modifié (équation 5.10) nécessite la
formulation de celui-ci dans la base des invariants du tenseur des contrainte (r,p, q). Le
lecteur peut se référer au chapitre 4 pour plus de détails.

La partie inférieure de la figure 5.1 décrit la procédure d’évolution de ’endommage-
ment dans un élément de la matiére. Partant de l'incrément de déformation plastique
précédent, la variable de I’endommagement D est actualisée pour chaque incrément de
temps jusqu’a atteindre I'unité. Deés lors, une procédure de désactivation des éléments est
déclenchée afin de supprimer ’élément endommagé.

Bien que la méthode de suppression des éléments soit largement employée dans les
travaux qui simulent I'’endommagement, il s’avére qu’elle ne respecte pas le principe de
conservation de la masse. Ce code de calcul offre aussi la possibilité de travailler avec
la méthode de déboutonnage (node splitting), perspective qui s’avérerait plus physique.
Cependant, cette approche ne s’applique que suivant une ligne de noeuds prédéfinie sous
ABAQUS. Celle-ci impose un trajet de fissuration déja prédéfini et par conséquent, une
dégradation de I'aspect physique de la simulation du procédé.

L’évolution de 'endommagement adossée a une suppression d’éléments a été vérifiée
sur des cas tests simples (éprouvette en traction, cube en cisaillement, ...) tout en analysant
Ieffet de la température et de la vitesse de déformation sur les éléments de la matiére.
Finalement, une validation de cette implémentation par voie analytique a été réalisée.

169



CHAPITRE 5. SIMULATION NUMERIQUE 3D DE LA COUPE

5.1.3 Modélisation des phénomeénes tribologiques et gestion de
contact

Dans de nombreuses études traitant de la modélisation de la coupe, la loi de frotte-
ment est souvent considérée comme un élément de second ordre par rapport aux lois de
comportement et d’endommagement [Béker 2006, Ayed 2014|. La pratique la plus cou-
rante est d’utiliser un coefficient de frottement constant (loi de frottement Coulomb) pour
s’affranchir de ce probléme. De plus, ce paramétre de frottement est souvent implémenté
par défaut dans les codes de calcul commerciaux.

Les différents travaux destinés a la caractérisation des phénomeénes de contact locaux
dans les procédés ont montré son intérét et son apport dans la résolution des problémes
thermomécaniques avec des contacts complexes. Par conséquent, et compte tenu des char-
gements thermomécaniques sévéres observés a U'interface de coupe (Figure 2.19), 'emploi
d’un coefficient de frottement constant sur toute la zone de contact s’avére trés limitant.

En accord avec cette constatation, une attention particuliére a été accordée aux aspects
tribologiques de la coupe en termes d’évolution du coefficient de frottement & l'interface
et de coefficient de partage de flux thermique.

Modélisation du frottement

Parmi les modeéles de frottement employés en littérature, on trouve celui de Zorev |Zo-
rev 1966|. Il distingue deux comportements tribologiques différents sur la face de coupe.
Une zone dite collante, ou la vitesse de glissement relative entre 'outil et la matiére est
trés faible. Dans ce cas, la contrainte de cisaillement est considérée constante et vaut la
limite d’écoulement de la matiére. Sur la partie dite glissante, un écoulement aisé de la
matiére pour des coefficients de frottement relativement faibles. Toutefois, la définition
de la transition entre les deux régimes reste trés délicate. Cependant, il est a noter que
les mesures optiques in-situ en coupe présentées au chapitre 2 offre une possibilité d’esti-
mer les vitesses de glissement a l'interface avec précision. Ceci constitue une perspective
intéressante de ce travail.

La partie collante est modélisée par la loi de Tresca. Cette loi est largement employée
dans les problémes de fortes pressions qui se manifestent a l'interface de contact ou les
contraintes induites par le procédé tendent vers la limite d’écoulement du matériau (for-
geage, estampage, découpage, ...). On retrouve alors une loi simple (équation 5.11) reliant
la limite d’écoulement en cisaillement f/—% a la contrainte induite par frottement 7 a travers
le coefficient de frottement my.

‘7>
Un S
V3 (IVal

Sur la partie glissante, une loi du Coulomb modifiée a été retenue (équation 5.12).
Elle permet de décrire minutieusement 1’évolution du coefficient de frottement apparent
Lapp (Vi) en fonction de la vitesse de glissement.

|[Vall|
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5.1 INTEGRATION DES MODELES PROPOSES

L’identification de ce dernier a été réalisée en s’appuyant sur les travaux menés par
Rech et al. [Rech 2013] sur une nuance similaire. L’étude des phénomeénes tribologiques a
été réalisée, ex-situ, et sur une large gamme de vitesses de glissement, par le biais d’une
machine & commande numérique transformée en tribomeétre ouvert. Un pion a téte sphé-
rique décrit une trajectoire hélicoidale par I'intermédiaire d’une forte avance et la rotation
du lopin sous des conditions trés similaires a celles observées en zone de cisaillement se-
condaire (forte pression ~ 1.5 G'Pa, vitesse de glissement, température, ...). L’évolution
du coefficient de frottement apparent en fonction de la vitesse de glissement fi4,, (V) est
reportée sur la figure 5.2.

0.28 F F F F

| | | |
Modele de frottement

0.26 -
(©) éri
O\ Expérience

0.2 \
N

0.16
10 20 30 40 50 60 70 80 90 100

Vitesse de glissement (m.min™1)

o
U

(0] (0]

FIGURE 5.2 — Modélisation de l’évolution de coefficient du frottement apparent en fonction
de la vitesse de glissement |Rech 2013]

Un modéele de frottement en fonction de la vitesse de glissement V; a été proposé afin
de décrire la décroissance ainsi que la stabilité de ce dernier pour des vitesses supérieures
a 100 m.min~1!.

Happ = 5_; = Af + Bf'exp(_vs%fcjc)
Ay =0.175, By =062, C;r=4, Dy=28

Cependant, le coefficient de frottement apparent fi,,, correspond simplement au ratio
des efforts obtenus par la table dynamométrique et ne décrit pas directement les phéno-
meénes a 'interface outil-matiére. D’aprés 'approche de Bodwen et Tabor [Bowden 1951],
il se décompose en une partie de déformation plastique jiqr et une partie adhésive piaqp.
Cette derniére est celle que nous cherchons & modéliser et qui doit étre implémentée
dans les codes de calcul. Plusieurs travaux montrent que la partie adhésive représente
90% du coefficient apparent [Barge 2005, Bonnet 2010, Ayed 2013, Courbon 2013|. En
conséquence, cette valeur a été retenue dans notre implémentation.

(5.13)

Implémentation de la loi de frottement

Bien que le modéle de frottement de Tresca soit implémenté par défaut dans le code
de calcul, il s’avére que la description du coefficient de frottement en fonction de la vitesse
de glissement avec la loi proposée nécessite un développement particulier (routine Vfric)
pour sa mise en place.
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CHAPITRE 5. SIMULATION NUMERIQUE 3D DE LA COUPE

Cette routine repose sur la définition des paramétres mécaniques locaux a l'interface
de deux corps en contact comme [’effort tangentiel et la pression de contact. La schéma de
principe de cette routine est donné par la figure 5.3. D’un point de vue pratique, ce code
de calcul fournit pour chaque étape et en chaque point de contact ¢(X) de coordonnées
X(z,y,2), l'accés a l'incrément de temps At, a l'effort normal F,(i), et aux champs de
déplacement u(7). La vitesse de glissement locale V() est calculée par différence finie. A
la fin de chaque incrément et pour chaque point de contact, la valeur de I'effort tangentiel
Fi(i) est donc obtenue par la multiplication de la valeur du coefficient calculée par I'effort
normal F), (7).

* Incrément de déplacement
de chaque nceuds

)+ Temps d’incrément

* Surface de contact locale ...

(- ., A
Données locales pour chaque

L incrément de temps

\ 4
( N\

Calcul des grandeurs locales | - La vitesse de glissement
| pour la loi de frottement

y

Calcul de coefficient <_V5[l)+cf>
de frottement Haan = 0.9|Ar + Bre\ 7/

FIGURE 5.3 — Schéma de principe de la subroutine Vfric employée pour la modélisation
du frottement sur la partie glissante dans [’outil

Gestion de contact

Plusieurs algorithmes de contact sont implémentés par défaut dans ABAQUS [Aba-
qus 2013|. Hormis I’algorithme de contact classique généralisé, le logiciel offre la possibilité
de définir plusieurs surfaces en contact avec des algorithmes différents. Ainsi, la notion des
surfaces maitre et esclave est employée. La différence entre les deux catégories apparait
lors de la pénétration de I'un dans 'autre. En effet, la correction de la pénétration conduit
a actualiser la position de la surface esclave, la surface maitre restant fixe. Il est possible
de choisir le type d’algorithme pilotant cette correction (ici cinématique). Sa stratégie
repose sur l'estimation des enfoncements des noeuds esclaves (ceux de la matiére) dans
la surface maitre (celle de l'outil) a travers sa hauteur de pénétration d(i), ensuite sur
I'insertion des raideurs effectives K (i) entre tous les nceuds esclaves pénétrant dans les
surfaces maitres. Un effort correctif F,,.(i) est appliquée & chaque fois afin d’amener le
neeud en question sur la surface maitre (Figure 5.4).

Afin d’intégrer le modéle de frottement proposé dans un modeéle de coupe, la routine
a tout d’abord été testée sur des cas de contact simples. Ensuite, elle a été comparée
dans des cas particuliers avec le modéle de frottement de Coulomb déja implémenté dans

ABAQUS.
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5.1 INTEGRATION DES MODELES PROPOSES

a) Etape 1 : Avant pénétration  b) Etape 2 : Pénétration ~ C) Etape 3: Correction

i
1
1
. .
N _*7 " Surface esclave
Surface maitre

_? 2 ?_ ddi) f?

FIGURE 5.4 — Principe de la gestion du contact cinématique employé dans ABAQUS

Coefficient de partage de flux

Les mesures cinématiques et thermiques in-situ menées et présentées dans le chapitre
2 ont permis de révéler implicitement une dépendance entre les paramétres de coupe et
les grandeurs locales (pression de contact, vitesse de glissement, flux thermique, ...). En
revanche, compte tenu du manque d’information sur la température de ’'outil, il s’avére
trés délicat de remonter aux paramétres de contact thermique a l'interface. Par consé-
quent, le coefficient de partage de flux [ s’est ici limité a une définition classique. Il est
représenté comme le barycentre des effusivités (; de chaque matériau [Vernotte 1961].

Ba = “ avec G = +/p;i-Cpi-k; i=1,2 (5.14)
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FIGURE 5.5 — Modéle de contact employé pour la description du phénoméne Stick-Slip a
I'interface outil-matiére

Finalement, la répartition des modéles de frottement sur 'outil de coupe est exposée
dans la figure 5.5 alors que le tableau 5.1 résume les points abordés précédemment concer-
nant les conditions de frottement employées ainsi que les paramétres de comportement a
I'interface retenus. Toutefois, il est intéressant de mentionner que la part de la puissance
fournie par frottement et convertie en chaleur 7, a été fixée a 90 % [Ayed 2013, Harzal-
lah 2017].
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Propriété || Valeur
Coefficient de transfert thermique b, (W.m=2.K~') || 4.10*
Coeflicient de partage de flux By . outit 0.667
Energie de frottement convertie en chaleur Ny 0.9
Coefficient de frottement Tresca my, 1
Coefficient de frottement Coulomb p pu(Vsl)

Tableau 5.1 — Paramétres de contact retenus pour les simulations numériques de la coupe

5.2 Présentation du modeéle de coupe

5.2.1 Déformations planes/Contraintes planes

Une grande partie des modéles numériques et analytiques présentés dans la litté-
rature se base sur des modeéles plans pour traiter la problématique de la coupe [Ma-
brouki 2008, Courbon 2012, Kouadri 2013, Ayed 2014, Zhang 2016a|. Suite aux consta-
tations présentées dans le premier chapitre, cette hypothése s’avere discutable vu qu’il
s’agit d’un probléme fortement tridimensionnel ou la matiére sollicitée ne présente pas
une épaisseur uniforme le long de la face de coupe et qu’elle subit un élargissement trés
important (effets de bords).

Cet effet est aussi observé par plusieurs auteurs qui traitent de la coupe. A partir d'un
travail expérimental, Trent et Whigt [Trent 2000] constatent que la matiére est contrainte
par la face de coupe et tend a s’écouler transversalement. Courbon [Courbon 2012 reléve,
sur le C45 et le 42CrMo4, un élargissement trés important du copeau suite aux essais
en coupe orthogonale. Selon 'auteur, les effets de bords dus & un écoulement transversal
de matiére ne semblent plus négligeables et le probléme peut difficilement étre considéré
seulement en déformation plane. Cette problématique est bien présentée par Llanos [Lla-
nos 2009] et Pantalé [Pantalé 1996] lors de 'usinage d’un 42CrMod4. Ils se basent sur un
modele 3D pour retranscrire les phénomeénes qui se produisent lors de la coupe.

Il est important de rappeler une évidence : dans le cadre général de l'usinage, les
phénomeénes sont tridimensionnels. L’étude de la coupe orthogonale ne constitue pas une
simplification bidimensionnelle du probléme puisqu’elle conduit & générer des sollicitations
tant en contrainte plane (bord) qu’en déformation plane (centre). Méme si les modéles bi-
dimensionnels assurent une bonne validation du processus de coupe en termes de variables
globales de sortie, ils ne parviennent pas a reproduire les phénoménes fondamentaux mis
en jeu au cours de ce processus complexe tels que ’écoulement et le frottement latéral de
la matiére sur la face de coupe et a fortiori les trajets de fissurations.

Dans notre cas, un modeéle éléments finis 3D en coupe orthogonale a été mis en place
a partir d’'un maillage Lagrangien sur le code de calcul Abaqus/Explicit [Abaqus 2013]. 11
se caractérise par un couplage entre le déplacement de maillage et celui de la matiére. Ce
formalisme se trouve étre le plus approprié pour simuler physiquement les mécanismes de
formation du feston.
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5.2 PRESENTATION DU MODELE DE COUPE

5.2.2 Géométrie et conditions aux limites

Le modéle tridimensionnel se compose ici d'une piéce rectangulaire et d’'un outil dé-
formable. Compte tenu de la propriété de symétrie, seulement la moitié du modéle a été
considérée (Figure 5.6). Les deux solides sont maillés avec des éléments 3D a huit noeuds
a intégration réduite et couplés en température et en déplacement (C3D8RT). La piéce a
été modélisée comme un parallélépipede d'un seul bloc (10 x 1.5 x 1.7 mm?). 1l a été choisi
de ne pas recourir a une modélisation en 3 zones (piéce/zone sacrificielle/copeau) comme
le proposent pourtant plusieurs auteurs [Mabrouki 2008, Zhang 2011b, Atlati 2013]. En
effet, la modélisation du copeau festonné sous cette hypothése aurait conduit a une gestion
différente de 'endommagement dans la zone tertiaire (séparation piéce/copeau) et la zone
primaire (séparation inter-feston). Le maillage de la piéce a été raffiné considérablement
dans la zone d’intérét afin de retranscrire au mieux les forts gradients de déformation
ainsi que le trajet de propagation de fissure. De ce fait, la taille des éléments dans cette
zone est fixée a environ ~ 10 pm. Une étude de sensibilité sur le maillage pour des tailles
d’élément comprises entre 5 et 20 pum, non présentée ici, a conduit & ce compromis entre
temps de calcul et justesse du modéle.
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FIGURE 5.6 — Géométrie et conditions aux limites du modéle de coupe 3D EF lagrangien
développé |Harzallah 2017|
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Les différentes géométries de 1’outil de coupe ont été analysées a travers des mesures
profilométriques ot le rayon d’acuité a été estimé a 20 £ 3 um.

Concernant les conditions aux limites, ’outil de coupe est fixé alors que la piéce n’est
autorisée qu’a se déplacer linéairement suivant la direction de coupe. La vitesse de coupe
est imposée a la piéce sur la face arriére de la piéce comme le montre la figure 5.6.
Toutefois, les transferts thermiques avec le milieu extérieur sont négligés et ’échange de
chaleur n’est autorisé qu’entre les corps antagonistes.

5.2.3 Propriétés physiques des matériaux impliqués

Les lois de comportement et d’endommagement proposées ont été affectées a la piece
alors que l'outil de coupe a été modélisé par une loi thermoélastique définie en fonction du
coefficient de dilatation thermique oy, du coefficient de poisson 9 et du module de Young
E.

Les propriétés thermophysiques de l'alliage de titane Ti-6Al-4V ainsi que le carbure
de tungsténe non revétu (WC) sont synthétisées dans le tableau 5.2.

Propriété Matériau

Ti-6A1-4V WC
Module d’¢lasticite E (GPa) 118.8 — 0.09.7 705
Densité p (kg.m=3) 4452 — 0.1T 15700
Coefficient de poisson 1 0.33 0.23
Chaleur spécifique Cp, (J.kg=°C) 552.8 +0.358.T | —2.107*. 7% 4+ 0.313.7 + 220
Conductivité thermique k (W.m™'°C) | 6.58 + 0.0057.7 | —8.107°.T% + 0.07.T + 43.1
Coefficient d’expansion ag (°C™1) 1.157° 5.107¢
Température a ambiant T, (°C') 20 20
Température de fusion Ty (°C') 1630 -
Coefficient de Taylor-Quinney 0.8 —

Tableau 5.2 — Propriétés mécaniques de lalliage de titane Ti-6Al-4V et de carbure de
tungsténe (WC) en fonction de la température (20°C'—550°C") [Mason 1994, Courbon 2012,
Basak 2003|

5.3 Simulation numeérique de la coupe

Cette section vise & exposer les résultats du modéle numérique avec une confrontation
expérimentale par rapport aux quelques grandeurs physiques et géométriques identifiées
dans le chapitre 2. Ceci, permet de mettre en évidence ’apport des lois proposées sur la
qualité des résultats obtenus.

Le tableau 5.3 permet de rappeler les conditions de coupe expérimentales retenues et
utilisées pour la simulation.
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v (°) | f (mm) | Ve (m.min™!)
Test 1 3
Test 2 15 0.95 15
Test 3 0 ' 3
Test 4 15

Tableau 5.3 — Conditions opératoires retenues dans la coupe de l’alliage de titane Ti-6Al-

4V

5.3.1 Morphologie du copeau

Les figures 5.7 et 5.8 permettent d’appréhender la morphologie du copeau obtenue
ainsi que la répartition de 'endommagement dans la matiére pour les quatre conditions
opératoires simulées. On observe un copeau segmenté classique et caractéristique de 1'usi-
nage d'un alliage de titane Ti-6Al-4V. Une segmentation quasi-périodique est observée
dans les différents cas de simulations. Les segments sont séparés par une bande fortement
endommagée qui témoigne de 'histoire des chargements thermomeécaniques induits dans
cette zone avant et pendant la propagation des fissures.

@ p— Test 1

V.=3mmin 1y

Endommagement
(Avg: 75%)
+9.999e-01
+9.166e-01
+8.333e-01
+7.500e-01
+6.666e-01
+5.833e-01
+5.000e-01
+4.167e-01
+3.334e-01
+2.500e-01
+1.667e-01
+8.341e-02
+9.157e-05

Temps d’usinage : 0.05 s
V. =15m.min"1y = 15°

FIGURE 5.7 — Morphologies des copeaux obtenues avec le modeéle de coupe 3D lagrangien
dans le cas des tests simulés 1 et 2

L’endommagement se localise principalement dans les zones de cisaillement primaire
et secondaire. Des bandes trés fines sont observées entre les festons dans le cas d’un angle
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de 15° et plus particuliérement a 15 m.min~!. On constate de plus que 'endommagement
est supérieur dans le cas d’'un angle de coupe nul.

Par ailleurs, 'augmentation de 'endommagement au centre du feston pour cet angle
de coupe semble démontrer 'influence du trajet de déformation sur cette variable. En
effet, comme mentionné précédemment, aux angles de coupe faibles, une compression
importante est observée dans cette zone.

Test 3

V.=3m.min"ty =0°

(@) (b)

Temps d’usinage : 0.14 s

....... == mmmmmmmm g
1 1

Endommagement
(Avg: 75%)
+9.999e-01
+9.166e-01
+8.333e-01 !
+7.500e-01 | v .
+6.666e-01 H
+5.833e-01 H

+5.000e-01 e
+4.167e-01 !

+3.334e-01 '

+2.500e-01 i (d)
+1.667e-01
+8.341e-02
+9.157e-05

1 1
_____________________________ PR,

Temps d’usinage : 0.05s
V., =15m.min"1y = 0°

FIGURE 5.8 — Morphologies des copeaux obtenues avec le modele de coupe 3D lagrangien
dans le cas des tests 3 et J

L’effet de I’élimination des éléments est clairement perceptible dans ces bandes. Il se
manifeste sous forme de petits crans dans la bande de cisaillement primaire qui délimite
la frontiére du segment.

La taille des segments est plus importante & faible vitesse de coupe et la longueur des
segments avec un angle nul apparait légérement moins élevée qu’a 15°. La déformation
hors-plan est trés significative sur toutes les conditions opératoires simulées. La surface
latérale du copeau apparait excessivement déformée suite a la forte compression induite
pendant la phase initiale de sa formation.

5.3.2 Grandeurs géométriques

Par grandeurs géométriques, on entend toutes dimensions caractéristiques du copeau
bien que, généralement, on ne fasse référence qu’a deux grandeurs. La premiére concerne
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la longueur caractéristique de copeau L, alors que la deuxiéme est l'angle de cisaille-
ment . D’autre part, ’aspect tridimensionnel de notre modélisation nous offre une autre
grandeur qui est souvent négligée dans les simulations numériques sous I’hypothése de
déformation plane : la déformation hors-plan. Celle-ci fait aussi 'objet d’une confronta-
tion modéle-expérience suite & des mesures altimétriques sur le copeau. Nous commen-
gons, tout d’abord, par une confrontation numérique/expérimentale en terme de rapport
d’élargissement.

Longueur de copeau

Les résultats expérimentaux concernant la longueur de copeau et ’angle de cisaillement
sont de nouveau présentés et comparés a ceux issus du modeéle de coupe.

Compte tenu de l'approche de modélisation adoptée (3D lagrangienne), il est pos-
sible de remonter précisément a ces grandeurs. L’analyse de la figure 5.9 montre que les
valeurs moyennes de cette grandeur sont légérement sous-évaluées dans les simulations
numériques (10 a 15%). L’évolution de la longueur de copeau en fonction des conditions
de coupe semble cohérente avec les tendances expérimentales. En effet cette longueur di-
minue lorsque la vitesse augmente, mais aussi plus légerement lorsque 'angle de coupe
tend vers 0. Les remarques concernant 'influence du trajet de déformation sur la taille
des festons, menées au chapitre 2 paragraphe 2.3.1, sont de nouveau applicables ici.

Cette sous-estimation numérique peut étre engendrée par la suppression des éléments
dans le copeau lors de sa formation. Si l’on se penche sur les figures 5.9.a.c.e et g, on s’aper-
¢oit que 'erreur croit avec I’élévation de la vitesse de coupe. Il semble que la formation
des petits segments couplée a la suppression des éléments dégradent davantage la fiabilité
de la taille des festons numériques. Compte tenu de cette stratégie de séparation de la
matiére qui est liée aux limites de ce code de calcul, il est difficile de statuer précisément
sur la pertinence du modéle par rapport a cette grandeur. En revanche, en raisonnant
par rapport a la moyenne des longueurs des segments, une bonne cohérence est trouvée
entre les résultats expérimentaux et numériques. On constate aussi que la distribution de
la longueur des festons semble suivre une loi normale.

A ce titre on constate une disparité importante entre les écarts-types numériques et
expérimentaux. En effet, les mesures présentées sur la figure 5.9 mettent clairement en
évidence une nature probabiliste du phénomeéne qui n’est pas pris en compte dans le
modele, la seule variable aléatoire de ce dernier étant liée aux bruit numérique de la
suppression d’éléments.

Angle de cisaillement

La deuxiéme caractéristique & comparer est I’angle de cisaillement. Les figures 5.9.b.d.f
et h permettent d’appréhender 1’évolution de cette grandeur suivant les conditions opéra-
toires considérées. Une confrontation avec la moyenne de I'angle de cisaillement issue du
modeéle de coupe est effectuée.

La moyenne de 'angle de cisaillement est totalement cohérente avec la tendance des
résultats expérimentaux. On observe des angles de cisaillement plus faibles pour un angle
de coupe nul. En revanche, et pour un angle de coupe donné, I’élévation de la vitesse tend
a augmenter cette grandeur.
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FIGURE 5.9 — Confrontation numérique/expérimental en termes de longueur du copeau et
d’angle de cisaillement pour les quatre conditions opératoires retenues

Il est & noter que cette grandeur n’est pas indépendante de la longueur de copeau
présentée précédemment. En effet, des considérations géométriques simples permettent
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Feston n-1

Plan du
cisaillement
Feston n

Feston n-1

Feston n

Ve =38 mmin™’ Ve = 15 m.min™’

[P <Py & L1>L2]

FIGURE 5.10 — Effet géométrique de la vitesse de coupe sur la longueur du feston ainst
que l'angle de cisaillement : compensation de la réduction de la longueur caractéristique
du copeau L par l'augmentation de l’angle du cisaillement o lors d’une augmentation de
la vitesse de coupe

de remarquer que pour une avance fixe, I’augmentation de ’angle de cisaillement conduit
inévitablement & la diminution de la longueur du copeau (voir figure 5.10).

Si la tendance globale est conservée, il est a noter que les angles de cisaillement obtenus
numériquement ne sont pas aussi dispersés que ceux de ’expérience. Bien que les festons
numériques d’'un méme modéle ne soient pas tout a fait similaires, on s’apergoit qu’il y
a une influence importante de la formation du feston (n) sur la formation du prochain
(n+1). Cet effet est aussi constaté dans les films de coupe analysés. On peut affirmer
que la retranscription d’un tel effet refléte I'aspect physique et la bonne sensibilité de ce
modeéle & la formation des festons.

Déformation hors-plan

Peu de travaux s’intéressent a la déformation hors-plan, que se soit numériquement
ou expérimentalement [Courbon 2012, Ayed 2013|.

Afin de remonter expérimentalement au niveau de déplacement latéral du copeau,
des analyses altimétriques ont été effectuées pour les quatre conditions de coupe. Déja
utilisées avec succes par plusieurs chercheurs, les mesures altimétriques ont été employées
afin d’analyser la topographie des copeaux [Pottier 2014a, Harzallah 2017].

Comme le montre la figure 5.11, On peut distinguer trois zones dans lesquelles un
déplacement hors-plan se produit.

— Le rayon d’acuité de l'outil. Cette zone correspond a I’arriére de la zone de cisaille-
ment secondaire et le déplacement observé est le fruit de la compression initiale du
feston. On note une forte augmentation de ce gonflement pour un angle de coupe
nul.

— La zone de chevauchement du feston (n-1) sur le feston (n). On constate dans cette
zone que 'éjection du feston précédent (n-1) conduit & un léger écrasement du coin
supérieur du feston (n).
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(mm)  Zone affectée par Zone affectée par la
0.1 le rayon d’acuité passe précédente
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FIGURE 5.11 — Comparaison morphologique entre les copeaux numériques et ceux de [’ex-
périence pour les quatre conditions opératoires retenues
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— la zone supérieure du copeau non déformé. Un bourrelet est observé sur la zone
affectée par la passe précédente. Naturellement cette déformation est absente des
résultats numériques et n’est visible que sur les mesures altimétriques.

Il est important de noter que la zone de cisaillement primaire ne conduit pas a I’apparition
d’un déplacement hors-plan.

D’un point de vue morphologique, un changement important est observé sur les co-
peaux issus des volets numérique et expérimental sous l'effet des conditions de coupe.
On constate une augmentation du déplacement hors-plan en fonction de la diminution de
I’angle de coupe et de la vitesse. De plus, il est intéressant de mentionner qu'une bonne
similitude entre les copeaux issus du modeéle et ceux de I'expérience dans les quatre condi-
tions de coupe est constatée. Ceci reflete la bonne capacité du modéle de coupe a simuler
correctement la formation du copeau sur une plage intéressante de conditions de coupe.

Bien qu’une bonne similitude morphologique soit perceptible entre les festons, il s’avére
que la différence d’altitude est sous-estimée par rapport a ’expérience. Les zones avec un
écart trés élevé (les zones présentées en rouge sur la figure 5.11) ont une taille supérieure
dans les résultats expérimentaux par rapport aux simulations. Ceci est peut étre di a la
taille de maillage adoptée, mais aussi a la méthode de séparation de la matiére. Comme il a
été déja mentionné, la suppression des éléments endommagés affecte d’une maniére impor-
tante les parameétres géométriques de copeau. Plusieurs éléments de copeau se trouvent
désactivés (supprimés) une fois qu'ils atteignent l'unité. Comme alternative, plusieurs
auteurs prévoient une avance supérieure (’avance + une zone de sacrifice) a celle de 'ex-
périence afin de s’affranchir de ce probléme [Mabrouki 2006, Courbon 2012, Ayed 2013].

5.3.3 Grandeurs mécaniques

Les évolutions observées dans le chapitre 2 concernant les grandeurs cinématiques et
thermiques ont été reprises afin d’établir des comparaisons avec celles issues du modéle
numérique.

Effort de coupe

Nous allons, dans un premier temps, nous intéresser a I’effort de coupe F, qui constitue
généralement la premiére grandeur d’intérét lors de la qualification d’un modéle. La figure
5.12 montre les résultats issus du modeéle de coupe et ceux de 'expérience pour chaque
condition opératoire.

Notons tout d’abord que I'effort augmente pour les angles de coupe nuls et qu’il dimi-
nue lorsque la vitesse augmente. Sur ce point, le modeéle semble prédictif.

Plus globalement, on retrouve une corrélation intéressante de 'effort simulé par rap-
port a celui issu de I'expérience dans le cas d'un angle de coupe positif. En revanche, une
restitution un peu moins précise de 'effort est observée dans le cas d’un angle nul (surtout
a 15 m.min~!). Dans ce dernier cas, 'augmentation de I'effort n’est pas aussi prononcée
que celle obtenue expérimentalement. Il semble que les paramétres de contact locaux
solent trés sensibles aux effets géométriques de la coupe (variation de 'angle de coupe)
alors que ce phénoméne n’était pas pris en compte dans notre modeéle de frottement. En
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FIGURE 5.12 — Comparaison entre les efforts numériques et ceux de l’expérience pour les
quatre conditions opératoires retenues

raisonnant sur la moyenne, I’écart entre les signaux numériques et expérimentaux reste
acceptable. Il varie de 5 a 11 % selon les conditions de coupe.

Il est intéressant de mentionner qu’une différence d’écart type importante, qui dépasse
parfois les 200 N, est observée sur les quatre conditions simulées. Ceci peut étre princi-
palement lié a I'effet de la suppression des éléments sur la stabilité numérique du modéle.
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FIGURE 5.13 — Comparaison en terme de moyenne entre les efforts numériques et ceux
de ’expérience pour les quatre conditions opératoires retenues (barre d’erreur ¢ + 1 o)

Le modéle d’endommagement peut aussi étre responsable de cette différence.

Au terme de cette comparaison, il convient tout de méme de mentionner qu’une bonne
cohérence en terme de moyenne d’effort est trouvée pour les quatre conditions de coupe
simulées (Figure 5.13).

Les déformations

La figure 5.14 permet de comparer les déformations logarithmiques (Henky) issues des
volets numériques et expérimentaux. Dans les différents tests, le niveau de déformation
numérique est plus faible que celui de 'expérience.

Si Pécart est satisfaisant dans le cas des tests 3 et 4 (7 = 0°), il est plus prononcé
pour les angles positifs. Cette erreur peut étre attribuée a plusieurs phénomeénes. En effet,
le niveau de déformation numérique est conditionné par 'endommagement des éléments
ainsi que leur suppression. Ce phénoméne conduit & écréter les pics de déformation (en
zone primaire principalement) et donc a sous-estimer cette grandeur.

Toutefois, les résultats issus de deux volets montrent un bon accord en terme de sensi-
bilité aux conditions de coupe. La localisation de la déformation est assez bien retranscrite,
bien que I'on constate une différence importante sur la largeur de la zone primaire pour le
test 4. L’existence d’un cut-off en compression sur le modéle d’endommagement pourrait
étre une piste pour expliquer cet écart.

Vitesse de déformation

Bien que I'évolution spatiale de cette grandeur soit bien restituée sur les quatre condi-
tions de coupe, on s’apercoit que la pertinence des valeurs de simulation concernant les
vitesses de déformations est plutot mitigée. Comme le montre la figure 5.15, le modéle tend
a fournir des valeurs cohérentes et légérement surestimées a 15 m.min~!. Par contre, un
écart important apparait & 3 m.min~!. En effet, nous avons déja constaté que 1'écart-type
sur la longueur des festons a 3 m.min~! est plus important. Ceci conduit naturellement
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FIGURE 5.14 — Comparaison entre les champs de déformations numériques et ceux de
Uexpérience : a) champ de déformations numériques b) champ de déformations expéri-
mentales ¢) comparaison entre les trajets de déformations issus des deux volets (fleches
rouges et bleues)

a une variabilité plus importante sur les grandeurs mécaniques et surtout sur la vitesse
d’éjection du feston. De plus, les filtres appliqués lors des dérivations spatiale et temporelle
des champs de déplacement conduisent naturellement & une sous-estimation des valeurs
des pics de la vitesse de déformation. Ces deux points peuvent étre l'origine de cet écart.

Il convient aussi de remarquer que la localisation de la vitesse de déformation observée
expérimentalement a des stades avancés de la formation du feston (80% de progression)
se trouve estompée par la suppression des éléments, bien que quelques traces demeurent
visibles au niveau du bord libre de la matiére.

La contrainte et la triaxialité

Un niveau de contraintes trés important (> 3 G Pa) est trouvé pour des faibles vitesses
de coupe et a fortiori avec un angle de coupe nul. Ceci est en accord avec les constatations
expérimentales menées dans le chapitre 2. De plus on constate que la zone de contrainte
maximale n’est pas la méme avec un angle positif ou avec un angle nul. En effet, pour un
angle positif, la contrainte se concentre autour de la bande de cisaillement primaire, alors
que pour un angle nul, la zone contrainte se propage nettement en-dessous de I'outil. Ceci
améne une réflexion sur ’état de contrainte résiduel dans la piéce finale.

A partir des niveaux de triaxialité exposés dans la figure 5.16, il est possible de décrire
la nature des sollicitations dans les différentes conditions de coupe. Une compression trés
importante est observée, dans les différents tests, au voisinage de la pointe de I'outil. Elle
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FIGURE 5.15 — Evaluation et comparaison des champs de vitesses de déformation numé-
riques et expérimentaur

se traduit par une zone de triaxialité fortement négative (< —0.7). Cette zone, située a
I’avant de l'outil et légérement en dessous du rayon d’acuité, se propage jusqu’au bord
libre de la matiére dans le cas des tests 3 et 4 alors qu’elle se limite au voisinage du rayon
d’acuité pour les essais avec un angle de 15°. Il semble donc que la contrainte générée
dans la surface usinée soit principalement issue de la compression initiale du feston et par
conséquent fortement reliée & la géométrie de 1'outil (angle de coupe).
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FIGURE 5.16 — Résultats obtenus en contrainte de von Mises et en triaxialité pour les
différents tests

Des zones en cisaillement pur sont observées dans le cas des essais avec des angles
positifs alors qu’elles sont moins perceptibles pour les tests 3 et 4 (7 = 0°). Ceci témoigne
de I'influence de I'angle de coupe sur la formation du feston mais justifie aussi I’écart im-
portant en contrainte trouvé pour ces deux angles de coupe. Ces constatations rejoignent
les observations expérimentales décrites dans le chapitre 2.

5.3.4 Grandeurs thermiques

De par les moyens et ’expertise nécessaires a 1’obtention de données de référence, peu
de travaux s’intéressent aux grandeurs thermiques calculées par les modéles numériques
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de coupe [Umbrello 2008, Calamaz 2008b, Ayed 2013|. Le couplage thermomécanique
constaté et modélisé confére pourtant un réle majeur, tant dans I’écoulement du matériau
que dans la décohésion matérielle gouvernant la formation du copeau. Comme nous avons
déja pu le souligner, évaluer les performances et la robustesse d’'un modéle numérique
de coupe passe par la comparaison d'un ensemble de sorties autres que les grandeurs
classiques comme 1'effort ou la morphologie du copeau.

Nous nous intéressons ici a la distribution de la température dans les zones de coupe
pouvant étre directement comparée aux mesures thermographiques obtenues expérimen-
talement. Une attention particuliére est accordée a la dissipation intrinséque dans les
festons durant leur formation afin d’assurer une comparaison originale et plus minutieuse
quant a la puissance dissipée dans les zones de coupe.

La température

Les champs de température numériques et expérimentaux sont illustrés en figure 5.17.
Les températures numériques obtenues tendent a surestimer légérement la température
mesurée dans les festons. Les valeurs relevées numériquement s’avérent cohérentes et 1’évo-
lution spatiale de cette grandeur semble trés similaire a celle observée expérimentale-
ment. De plus, la température maximale est localisée dans les deux zones de cisaillement
(primaire et secondaire). Ceci rejoint, en partie, nos constatations expérimentales qui
montrent un maximum de température dans la zone de cisaillement primaire. Néanmoins,
les températures dans les zones de cisaillement secondaires semblent numériquement sur-
estimées. En effet, 'introduction d’une loi de frottement de type stick — slip améliore
nettement la tendance morphologique du copeau, mais elle a aussi tendance a surestimer
les grandeurs thermiques et mécaniques a l'interface [Courbon 2012|. L’erreur reste infé-
rieure & 12% dans ces zones et pour ’ensemble des conditions de coupe. Enfin, I’évolution
de la température en fonction de la vitesse et de I’angle de coupe est bien retranscrite.

FIGURE 5.17 — Evolution et comparaison entre les champs de températures numériques et
expérimentauy

Dissipation intrinséque d; (W.m™3)

La dissipation intrinséque liée & la déformation plastique reste la source principale de
I’élévation de la température dans la coupe. Cette grandeur a été analysée puis quantifiée
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expérimentalement & travers la résolution de l’équation de la chaleur. Ainsi, elle fait
I'objet d’une confrontation numérique/expérimentale afin d’analyser son évolution durant
la formation d'un feston et de justifier les ordres de grandeurs obtenus.
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FIGURE 5.18 — Ewvolution de la dissipation intrinséque dans le feston pendant sa genése
dans le cas du test 1 (Ve =3 mmin~' v =15° f = 0.25 mm) : (a) résultats numériques
(b) résultats expérimentauz

La figure 5.18 décrit I’évolution expérimentale et numérique de la dissipation intrin-
séque lors de la formation d’un feston pour les mémes pourcentages de progression. La
tendance temporelle est bien restituée dans la zone de cisaillement primaire. Elle se ma-
nifeste par une source importante de chaleur qui s’initie au niveau de la pointe de 1’outil
et qui se déplace suivant le plan de cisaillement vers le bord libre de la matiére. Ceci est
en accord avec les constatations expérimentales.

Bien que I’évolution spatiotemporelle de cette grandeur soit bien retranscrite en 77,
on s’apercoit qu’elle est surestimée dans les zones secondaires et tertiaires. Le modéle
numeérique montre en effet une dissipation importante de 'ordre ~ 2.5 x 102 W.m =3 dans
la zone secondaire alors que les résultats expérimentaux ont tendance a fournir des valeurs
tres inférieures a celle-ci. De plus, la dissipation numérique en Z;; couvre des parties du
feston plus grandes que celles observées expérimentalement. Cette constatation met en
évidence I'importance du modéle tribologique dans cette zone.

En effet, numériquement, cette dissipation est trés liée a la limite entre le contact collant
et glissant ainsi qu’a la plasticité sous-jacente qui en découle.

Les résultats numériques et expérimentaux obtenus pour les différentes conditions de
coupe sont exposés dans la figure 5.19. Des valeurs cohérentes sont observées dans les
différents cas de figure, malgré les surestimations trouvées dans les zones secondaires et
tertiaires. On peut aussi rappeler que '’emploi d’une loi de frottement qui n’a pas été
spécifiquement identifiée pour cette nuance de matériau peut étre une source d’erreur
importante.

5.3.5 Energies mécaniques locales

A ce stade de la comparaison, il est intéressant de décrire la contribution énergétique
de chaque zone de coupe pendant la formation des festons. Les résultats expérimentaux
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FIGURE 5.19 — Comparaison entre la dissipation intrinseque numérique et celle de [’expé-
rience pour les différents tests

exposés dans le chapitre 2 sont appelés pour établir une comparaison quantitative avec
les évaluations numériques.

Nous rappelons dans un premier temps que la puissance calorifique dissipée sous forme
de chaleur w’, et la puissance anélastique sont décrites comme suit :

/

w, =w'ec+w,, (5.15)
wa=0:8¢,

En négligeant le couplage thermo-élastique il vient que w?,,, = 0 et donc en rappelant

que le coefficient de Taylor-Quinney est defini par f = w'c/w’a on obtient la relation

suivante
wh, =P (o : &) (5.16)
Si les résultats expérimentaux en terme de dissipation intrinséque se sont basés sur
I'hypothése d’homogénéité de la source dans ’épaisseur (la nature surfacique des résul-
tats cinématique et thermique), le modéle EF employé permet de s’affranchir de cette
approximation et permet d’accéder au volume réel V' de chaque zone de cisaillement.
Par conséquent, la puissance interne numérique totale est calculée comme la somme des
contributions de chaque zone de coupe (Z1, Z;, Z111, Z1y) comme l'indique I'équation
5.17. Cette quantité doit égaler a tout instant la puissance extérieure W/, = F,. x V..

A%
Wéxt = Z ‘/; (Uz : 5pz> (517)
=1

En rapportant cette quantité a la vitesse de coupe, on peut exprimer 1’énergie consom-
mée par métre de coupe (Jom™!). La figure 5.20 permet de décrire 'énergie mécanique
convertie dans chaque zone de cisaillement au cours de la formation d’un feston par deux
approches complétement différentes et munies chacune de leur propres hypothéses. En
effet 'approche numérique évalue cette quantité par la puissance mécanique (produit
contrainte vitesse de déformation). Alors que 'approche expérimentale est basée sur la
puissance calorifique (termes de gauche de ’équation de la chaleur).

Numériquement et expérimentalement, il est clairement perceptible que la formation
d’un feston ne s’effectue pas a iso-énergie. Ceci permet de valider, qualitativement dans
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FIGURE 5.20 — Comparaison expérimentale/numérique en énergie consommeée dans chaque
zone de coupe et durant les phases de formation d’un feston
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un premier temps, notre modeéle. De plus, on s’apercoit que son évolution dépend des
conditions de coupe et de la phase de progression dans la formation du feston.
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FIGURE 5.21 — Investigation des zones endommagées dans la piece finale. Test2(Ve =
15 m.min~!, v = 15°) : révélation des différentes phases de formation d’un feston suivant
le trajet de coupe. Présence des pics importants en endommagement liés a chaque phase
de compression

Observons plus en détail la contribution de chaque zone de coupe. La zone de cisaille-
ment primaire demeure toujours la zone la plus importante en terme de consommation
d’énergie mécanique. De plus, elle est trés influencée par les conditions de coupe. Comme
cela a été montré, l'effet de 'augmentation de la vitesse de coupe tend a réduire spa-
tialement la zone de consommation (localisation plus importante). Par contre, I'emploi
d’un angle de coupe nul engendre des contraintes additionnelles par rapport aux angles
de coupe positifs, ce qui méne a une énergie consommeée plus élevée.

Les zones secondaires et tertiaires sont trés différentes en terme de consommation
énergétique. Si la consommation de la zone secondaire est modeste dans la phase ini-
tiale (compression), la zone tertiaire Z;;; présente, quant a elle, le maximum d’énergie
consommeée. Pendant la phase de glissement du feston, une diminution progressive de la
consommation énergétique de la Z;; est observée alors que la zone Z;; montre une aug-
mentation. Cet effet apparait clairement dans les tests 3 et 4 ou le frottement a l'interface
de coupe est plus prononcé.

En observant la surface finale de la piéce usinée ainsi que les zones fortement affectées
par 'endommagement dans la figure 5.21, on peut distinguer aisément les différentes
phases de formation d'un feston.

— Phase I : la phase de compression, qui se caractérise, dans ce cas, par un pic
important en endommagement, correspondant & la forte dissipation observée en
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Zrrr a cet instant.

— Phase II : 'endommagement diminue progressivement une fois que le glissement
du feston est activée. La dissipation en Z;;; diminue progressivement pour atteindre
un minimum généralement entre 60 % et 80 % de progression.

— Phase III : elle correspond a ’éjection du feston (n) mais surtout a la phase I
du feston (n + 1). Cette derniére phase traduit donc la simultanéité de 1'éjection
de feston et le début de formation d’un autre. On observe dans cette phase une
remontée progressive de 'endommagement.

Pour conclure sur ce point, tout semble indiquer que la surface usinée est affectée prin-
cipalement durant la phase de compression du feston, ce qui relie une fois encore les
contraintes résiduelles dans la piéce a la géométrie de 1'outil.

La consommation énergétique de la zone Zjy est trés influencée par les conditions de
coupe. Elle se présente comme la deuxiéme source de consommation énergétique apres la
zone Zp, bien qu’elle ne soit pas en contact direct avec I'outil.

De toutes les conditions de coupe présentées dans la figure 5.20, on peut affirmer que
les tests avec un angle positif sont les plus stables.

Si I'écart expérimental trouvé entre les énergies extérieure et intérieure est principale-
ment lié a la taille de la zone capturée, I’écart numérique peut étre justifié par la distorsion
excessive des éléments ainsi que leur suppression au cours de la formation des festons.

5.4 Meécanismes d’enlévement de la matiére

La démarche adoptée s’est articulée, dans un premier temps, sur 'analyse, 'identifi-
cation et la caractérisation des phénomenes régissant les mécanismes d’enlévement de la
matiére. Dans un deuxiéme temps, elle a permis d’affiner leur prise en compte a travers
des lois spécifiques qui, par la suite, ont été implémentées dans un modeéle de coupe EF 3D
lagrangien. Méme si les apports physiques sont clairement visibles, les performances du
modeéle développé méritent encore quelques améliorations par rapport aux formulations
numeériques choisies. En revanche, les comparaisons menées précédemment ont démontré
la bonne sensibilité du modéle aux conditions de coupe, ainsi que son aspect prédictif par
rapport aux phénomeénes thermomécaniques. De ce fait, les simulations effectuées avec
ce modéle apparaissent plutdot concluantes et semblent capables de fournir des informa-
tions fiables quant aux trajets de fissuration et aux cinétiques d’évolutions des grandeurs
physiques et mécaniques lors de la formation des festons.

Comme on ’a présenté dans le premier chapitre, plusieurs chercheurs se sont focalisés,
a travers des analyses spécifiques (in-situ, post-mortem, simulations numériques, ...), sur
la révélation des mécanismes d’enlévement de la matiére gouvernant cette morphologie
particuliére de copeau. Ces travaux ont été discutés dans le paragraphe 1.4.1 du chapitre 1,
et ils ont été classés suivant trois groupes selon la théorie adoptée. Ainsi, il est intéressant,
dans un premier temps, de se positionner par rapport a ces théories puis d’apporter une
contribution a ces travaux via nos investigations in-situ et le modeéle numérique développé.

A partir de ces trois théories, il est clairement justifié dans notre cas que le phéno-
mene d’apparition des bandes de cisaillement adiabatiques ne peut expliquer a lui seul la
formation de cette morphologie particuliére de copeau. Cette constatation nous renvoie
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FIGURE 5.22 — Scénarios de propagation de fissure envisageables dans la formation d’un
feston (inspirée des travauz de [Germain 20135])

vers les clichés MEB effectués (chapitre 2 paragraphe 2.3) o une fissuration importante
est observée, a chaque fois, dans la zone de cisaillement primaire. De ce fait, I’élimination
de cette hypothése nous oriente vers les théories développées par rapport a la propagation
de fissure.

Bien que les travaux effectués a ce sujet montrent qu’il existe plusieurs scénarios de
propagation de fissure, on s’apercoit qu'un accord est implicitement établi concernant la
zone d’initiation de fissure. En effet, nos observations in-situ montrent clairement et pour
toutes les conditions opératoires retenues, qu'une fissuration s’amorce au niveau de la
pointe de l'outil et qu’elle se propage le long du plan de cisaillement vers le bord libre
supérieur de la piéce. Les observations in-situ menées par Pottier et al. [Pottier 2014a] sur
un Ti-6A1-4V | ainsi que les investigations micrographiques de Komanduri et von Turkovich
|[Komanduri 1981] sur un copeau du méme matériau soutiennent cette constatation.

Aprés l'initiation de la fissure, plusieurs scénarios sont envisageables pour sa propaga-
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tion. Ils sont présentés de maniére schématique et simplifiée dans la figure 5.22.

— Scenario 1 : initialement amorcée sur les cotés du copeau, la fissure se propage
dans la direction de la zone de cisaillement primaire vers le bord libre de la matiére
comme l'indique la figure 5.22.a. Le glissement progressif du copeau sur la zone de
cisaillement primaire, couplé a cette propagation de fissure, génére une discontinuité
au niveau de la surface supérieure de la piéce, source d’une nouvelle fissuration qui
va se propager vers la pointe de l'outil. Cette deuxiéme fissuration est alors 1’élé-
ment principal du processus de glissement du feston. Cependant, ce phénomeéne a
été bien discuté dans la littérature suite a des analyses micrographiques des copeaux
polis. Cette considération d’une fissure qui se développe en contre-sens de forma-
tion de feston a été formalisée, initialement, par Nakayama et al. [Nakayama 1988|
dans les années 70 suite a des observations micrographiques sur des copeaux en
acier durci, puis, elle a été soutenue par plusieurs chercheurs comme Vyas et Shaw
[Vyas 1999] a travers des analyses microscopiques sur un copeau d’un alliage de
titane. Par ailleurs, comme nous ’avons souligné précédemment, les expertises mi-
crographiques des copeaux polis ne refletent pas forcément la véritable histoire de
propagation de la fissure. Le polissage d’un copeau a tendance a oter toute trace de
fissuration, ce qui peut conduire & des fausses pistes.

— Scenario 2 : ce scénario se manifeste d’'une maniére trés différente par rapport au
premier (Figure 5.22.b). Aprés avoir démarré au niveau de la pointe de 1'outil, une
bifurcation de la fissure vers I'intérieur de la zone de cisaillement est observée. Elle
a une tendance a contourner la zone affectée par la pression hydrostatique en se
dirigeant vers le bord libre de la matiére. Fondée par Hua et Shivpuri [Hua 2004],
cette approche est principalement basée sur un calcul numérique par EF prenant
en compte un critére énergétique de la rupture ductile, puis validée suite a des
comparaisons avec des analyses en post-mortem sur des copeaux en Ti-6Al-4V.
Toutefois, le copeau a été poli et les traces de fissuration sont a peine perceptibles
sur les clichés présentés.

— Scenario 3 : si le deuxiéme scénario se base sur un effet conjugué de la pression
hydrostatique et de la fissuration, le troisiéme se caractérise par une forte contrainte
hydrostatique qui joue le réle d’un poussoir afin d’éjecter le feston. La fissure s’initie
en périphérie de cette zone et elle se développe le long de la zone de cisaillement jus-
qu’a atteindre les bords libres de la matiére. Les travaux de Germain |Germain 2013]
et ceux de Pottier et al. [Pottier 2014a] soutiennent cette hypothése suite a des obser-
vations in-situ et des mesures de champs cinématiques dans la zone de cisaillement
primaire sur un copeau d’un alliage de titane Ti-6A1-4V. Néanmoins, les auteurs at-
tirent 'attention sur la nécessité d’une validation numérique de leurs travaux avec
la bonne prise en compte des phénomeénes thermomécaniques gouvernant les méca-
nismes de formation de copeau. Sur le méme matériau, Komanduri et von Turkovich
[Komanduri 1981] ménent des investigations MEB sur les copeaux afin d’affirmer
cette hypothése.

Suite a cette description, il apparait donc indispensable d’apporter une contribution
afin de mieux comprendre les mécanismes de fissuration mis en jeu lors de la formation du
copeau. Grace aux apports des études de comportement, d’endommagement et de phé-
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nomeénes de contact sur les performances numériques du modéle de coupe, une attention
particuliére a été accordée a ce sujet et une analyse fine des mécanismes d’enlévement de
la matiére a été également réalisée. Celle-ci fait 'objet du paragraphe suivant.

5.4.1 Apport du modéle de coupe sur les mécanismes d’enléve-
ment de la matiére

Nous allons dans cette partie nous intéresser aux mécanismes d’enlévement de la ma-
tiere. Comme nous 'avons déja évoqué, il est difficile avec des observations post-mortem
ou in-situ de formation du copeau de connaitre le trajet réel de la fissuration. Bien que
I’on observe sur les films obtenus une fissuration qui se déclenche de la pointe de 'outil
vers le bord libre de la matiére, on s’apercoit que cette constatation reste insuffisante pour
décrire complétement le trajet réel de celle-ci. Ce phénomeéne s’avére tridimensionnel et
les simulations numériques semblent a ce jour le seul moyen d’obtenir des informations a
ce sujet.

La figure 5.23 permet d’appréhender ’évolution de trajet du fissuration, de la tem-
pérature, de la dissipation intrinséque, de la contrainte équivalente de von Mises, de la
triaxialité et de la vitesse de déformation pour deux éléments successifs de matiére durant
les trois phases de la genése d’un feston numérique.

e Compression : pendant cette phase, I'outil entre en contact avec la matiére en
générant une contrainte hydrostatique importante au niveau du rayon d’acuité. Cet
effet se traduit par une triaxialité négative et par une évolution constante de la
contrainte de von Mises. Le trajet de déformation dans ces premiers instants ap-
parait fortement relié a la géométrie de coupe. La température évolue faiblement
durant cette phase. Il est intéressant de mentionner que, durant cette phase, i) une
déformation hors-plan importante est observée et ii) il semble que cette phase soit
celle responsable des états de contraintes dans la surface générée.

Si I'élément de matiére sélectionné El; présente un niveau modeste de température
durant cette phase, parce qu’il est loin de la zone de coupe, on peut mentionner
qu’au niveau du rayon d’acuité, une augmentation considérable de la température
est clairement perceptible sur les simulations. En effet, a cet endroit et a cet instant,
la phase de compression est déja terminée.

e Localisation/Propagation : aprés cette premiére compression, la localisation de
la déformation est complétement établie et les phénomeénes de fissuration s’activent.
L’état de déformation et de triaxialité transforment brutalement le phénoméne de
compression en cisaillement. On observe une bifurcation de la fissure vers le coeur
du feston, tout en se dirigeant vers le bord libre de la matiére. Dés lors, un pic im-
portant en dissipation intrinséque ainsi qu’une montée tres rapide en température
et en vitesse de déformation sont observés. Ils sont accompagnés par une chute de
contrainte indiquant ainsi la dominance de ’adoucissement thermique durant cette
phase. La triaxialité tend vers des valeurs trés proches de zéro, témoignant d’un
passage vers un mode de cisaillement pur.

L’évolution de la fissure observée s’avére trés similaire au deuxiéme scénario. Néan-
moins, la montée tres rapide en température pose plusieurs questions quant a la
naissance d’une bande de cisaillement adiabatique avant ou pendant la propagation
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FIGURE 5.23 — Description de [’évolution de la fissure et des grandeurs mécaniques et

thermiques durant les trois phases de formation d’un feston numérique pour deux éléments
de la matiere ELy et ELy (Test 2: Ve =15 m.min™t; v = 15° f=0.25 mm)
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de fissure. On peut regretter le fait que la séparation de la matiére se fasse par
le biais de la surpression d’éléments qui ne retracent pas la totalité de 'histoire
de I’évolution de la température dans le plan de cisaillement. Cependant, comme
I’ont montré les résultats expérimentaux du chapitre 2, I'aspect adiabatique de cette
possible bande de cisaillement semble trés discutable.

e Ejection : la fissure est trés avancée dans le plan de cisaillement et le feston a
presque son allure définitive. Durant cette phase, la fissure atteint le bord libre de
la matiére et un glissement rapide du feston est observé. La puissance dissipée tend
vers des valeurs nulles, la température se stabilise dans le feston, la contrainte de von
Mises diminue vers la valeur de la contrainte résiduelle (~ 0.6 G Pa dans I'exemple
numérique de la figure 5.23).

v () | £ (mm) | Ve (mmin™) | Thee(°C) | TCC.ps™) | (s
Test 1 15 3 350 43 2900
Test 2 0.25 15 520 109 5900
Test 3 0 ' 3 390 62 2100
Test 4 15 600 152 6000

Tableau 5.4 — Evaluation numérique de l'ordre de grandeur de la vitesse d’évolution de
la température ainsi que la température et la vitesse de déformation maximales selon les
conditions opératoires

Ces trois étapes sont observées dans tous les cas de figure simulés. De plus, la descrip-
tion de I’évolution d'un élément qui appartient au prochain feston montre un chevauche-
ment entre les phases. Il refléte ’aspect itératif du processus.

Les conditions de coupe ne semblent avoir d’influence que sur 'amplitude des phéno-
meénes, mais pas sur leur nature [Harzallah 2017|. Les fortes contraintes de compression
lies a 'emploi d'un angle de coupe nul, ne semblent pas perturber le trajet de fissura-
tion. En revanche, elles affectent beaucoup 1’évolution des variables thermomécaniques
comme le montre le tableau 5.4 construit a partir d’un élément de matiére de la zone de
cisaillement primaire.

Afin de valider nos constatations numériques quant aux mécanismes d’enlévement de
la matiére, des analyses complémentaires dans les copeaux ont été effectuées. Ces derniéres
se sont focalisées sur les zones situées entre les festons afin d’observer les éventuelles traces
des trajets de fissuration.

Les figures 5.24.a et b permettent de décrire les faciés de cisaillement dans le copeau.
Des cupules caractéristiques d’'un endommagement ductile par cisaillement sont visibles
dans ces zones. Des analyses poussées sur les zones inter-festons ont montré que le plan
de cisaillement n’est pas tout a fait continu sur toute la largeur de feston. Hormis la
zone affectée par la pression hydrostatique, plusieurs autres zones apparaissent comme
des liens entre les festons, qui jouent le role de jonction entre les segments. Si les fissures,
qui démarrent des deux bords libres de la pointe de I'outil (de deux cotés) vers le cceur du
feston franchissent ces zones et se rejoignent, il est alors probable que la fragmentation du
copeau soit favorisée. De plus, cette condition semble nécessaire mais pas suffisante pour
générer des copeaux élémentaires.
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FIGURE 5.24 — Analyses post-mortem de copeau Ti-6Al-4V (Test 2) : (a) présence des
zones non fissurées entre les plans de cisaillement (jonctions ?) (b) identification des
jonctions entre les festons expérimentauz (c) identification des jonctions entre les fes-
tons numériques

En reprenant les mécanismes d’enlévement de la matiére précédemment détaillés dans
la figure 5.23, on peut constater que cette liaison (jonction?) entre les festons est une
conséquence de deux phénomeénes : (i) de la transition entre la zone affectée par la pression
hydrostatique et celle affectée par le cisaillement (ii) de la continuité de la surface libre
de la matiére. De ce fait, les festons formés se trouvent reliés aux festons voisins via cette
jonction. Ces constatations sont donc en accord total avec les simulations numériques
effectuées comme le montre la figure 5.24.c.

Au terme de cette investigation relative aux mécanismes d’enlévement de la matiére,
nous pouvons confirmer les performances prédictives de notre modélisation ainsi que sa
bonne sensibilité aux phénoménes physiques régissant la formation des copeaux. Toutefois,
il est intéressant de tester la capacité de ce modéle de coupe avec d’autres conditions
opératoires comme celles employées a 1’échelle industrielle.

5.4.2 Simulation numériques avec d’autres conditions de coupe

Bien que les conditions de coupe retenues dans ce travail aient permis d’étudier les
phénomeénes physiques dans la coupe et de lever plusieurs verrous scientifiques quant aux
mécanismes d’enlévement de la matiére, il est intéressant de tester le modéle établi pour
d’autres conditions opératoires. De ce fait, quatre autres conditions de coupe ont été
retenues a ce sujet et comparées a des références bibliographiques qui sont mentionnées
dans le tableau 5.5.

Comme le montre la figure 5.25, ce modéle se caractérise par une trés bonne sensibilité
aux conditions opératoires. On observe des copeaux festonnés sur toutes les conditions de
coupe. Ceci est en accord avec les copeaux expérimentaux relevés par ces auteurs.

En I’absence de moyens de comparaison autres que la morphologie du copeau et 'effort
de coupe dans les travaux de Calamaz [Calamaz 2008a| et Barelli [Barelli 2016], une
comparaison quantitative a été menée par rapport a la moyenne des efforts. En revanche,
les mesures d’efforts et de champs thermiques présentées dans les travaux de Bouchnak
[Bouchnak 2010] constituent une meilleure base de données pour juger les performances

199




CHAPITRE 5. SIMULATION NUMERIQUE 3D DE LA COUPE

de notre modéle.

La figure 5.26 expose les résultats obtenus en termes de moyenne des efforts pour les
différents tests simulés, ainsi qu'une comparaison en température maximale dans la zone
de cisaillement primaire dans le cas des tests 5 et 6.

v (°) | f (mm) | Ve (m.min™!) Réf.
Test 5 50
Test 6 5 0.3 5 [Bouchnak 2010]
Test 7* | 20 0.15 65 [Barelli 2016]
Test 8 -4 0.2 60 [Calamaz 2008a]

Test 7 : plaquette chanfreinée (angle de chanfrein : 15°, largeur de chanfrein : 0.078mm)

Tableau 5.5 — Nouwvelles conditions opératoires retenues pour la simulation de l’'usinage de
Palliage de titane Ti-6Al-4V

FIGURE 5.25 — Simulations numériques en coupe orthogonale de l'alliage Ti-6Al-4V sui-
vant des conditions de coupe issues de la littérature : a-b) test 5 et test 6 [Bouchnak 2010]
c) test 7 [Barelli 2016] d) test 8 [Calamaz 2008a]

Que ce soit en température ou en effort, une corrélation acceptable est observée avec
les travaux de Bouchnak [Bouchnak 2010|. L’erreur est raisonnable, elle atteint & peine
10% en effort et tend & diminuer avec les résultats en température. En revanche, une erreur
de 15% en effort est observée par rapport aux travaux menés par Barelli [Barelli 2016].
Numériquement, ’emploi d’une aréte de coupe chanfreinée engendre une suppression trés
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importante d’éléments de la matiére par rapport a l'utilisation d’'un rayon de bec. De
ce fait, un écart trés important entre les pics en effort est trouvé. De plus, il semble
que l'aréte chanfreinée affecte considérablement les phénomeénes tribologiques a I'interface
outil-matiére. Cet effet mérite une attention particuliére lors de sa prise en compte dans
les modéles numériques.

Une légére surestimation de leffort moyen par rapport aux travaux de Calamaz |[Ca-
lamaz 2008a] est observée. L’emploi d’un angle de coupe négatif affecte considérablement
la morphologie du copeau.

En conclusion, il apparait que les développements en comportement et en endommage-
ment conférent une bonne sensibilité du modéle aux conditions de coupe. Par conséquent,
une prédiction intéressante quant aux grandeurs mécaniques et thermiques est observée.
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FIGURE 5.26 — Comparaison entre les efforts moyens et les températures dans la zone de
cisaillement primaire pour les différents cas de figure issus de la littérature

La démarche mise en place a permis d’affiner la prise en compte de phénomeénes phy-
siques intervenant dans le procédé. Méme si les apports sont visibles, les performances
du modéle développé nécessitent encore des améliorations suivant les conditions de coupe
simulées. De ce fait, il est intéressant de se pencher sur les modéles de contact locaux afin
de mieux définir les phénomeénes tribogiques qui ont lieu a U'interface outil/matiére et de
décrire d’'une maniére plus fine les phénomeénes de dissipation par endommagement.

5.5 Synthése

L’objectif de ce dernier chapitre était d’intégrer les apports issus des études de compor-
tement, d’endommagement ainsi que de modéle de contact dans un modéle numérique de
coupe. Nous avons pu, dans un modeéle tridimensionnel en éléments finis, implémenter les
lois proposées via deux routines utilisateurs dédiées VUMAT et Viric. La méthode a été
appliquée sur les mémes conditions de coupe effectuées expérimentalement afin d’établir
une confrontation expérimentale/numérique et d’évaluer la robustesse ainsi que 1’aspect
prédictif du modele EF 3D.

Les lois proposées ont permis d’introduire une dimension plus physique dans notre
modele de coupe 3D EF. Grace aux informations en termes de champs cinématique et
thermique obtenues expérimentalement, une comparaison originale par rapport aux gran-
deurs mécaniques, thermiques et géométriques a été mise en place.
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Si les efforts de coupe sont globalement bien restitués, le niveau de déformation se
trouve plutot en retrait par rapport a celui de I'expérience. Cette sous-estimation pro-
vient principalement de la méthode de suppression des éléments employée pour décrire
la décohésion matérielle dans la coupe. Les champs de vitesse de déformation se mani-
festent, quant & eux, légérement surestimés, surtout a 3 m.min~'. En contrepartie, les
champs thermiques relevés numériquement s’approchent fortement des valeurs mesurées
expérimentalement et la cinétique thermique est bien restituée spatio-temporellement.

A la fin de cette étape de confrontation, une attention particuliére a été accordée
a l’énergie mécanique consommeée par chaque zone de coupe lors de la formation du
feston. Pour cela, une discrétisation spatiale a été effectuée, afin de délimiter localement
chaque zone de coupe et de comparer I'énergie mécanique calculée a celle de I'expérience.
Si la tendance expérimentale est bien restituée sur les différentes conditions de coupe,
il convient de mentionner que les proportions des trois étapes de formation du feston
expérimental semblent légérement différentes. Une diminution progressive de 1’énergie
mécanique consommeée est observée durant les trois phases de la genése du feston. La
zone de cisaillement tertiaire Z;;; a montré une énergie consommée importante pendant
la phase de compression. En accord avec le niveau élevé d’endommagement trouvé dans
la piéce finale pendant cette phase, il apparait clairement que la maitrise de 'intégrité de
surface passe principalement par la maitrise de la consommation d’énergie dans la phase
de compression.

Parmi les apports majeurs de ce travail, on peut noter ceux qui concernent les méca-
nismes d’enlévement de la matiére. En tirant profit de 'aspect prédictif du modeéle EF
3D développé, les différentes étapes de formation d’un feston (compression, cisaillement
et éjection) ont été révélées afin de suivre le trajet tridimensionnel de la fissuration et de
décrire simultanément 1’évolution des grandeurs mécaniques et thermiques lors du pro-
cessus de coupe. On observe une fissuration qui se déclenche au niveau du rayon de bec
de T'outil suivant un plan de cisaillement avec une bifurcation & l'intérieur du feston. Ce
phénomeéne est constaté sur les différentes conditions de coupe simulées. Afin de consolider
nos constations, des analyses complémentaires post-mortem sur les festons ont été effec-
tuées afin de caractériser I’évolution du plan de cisaillement dans 1’épaisseur. Celles-ci ont
montré : (i) la direction préférentielle de I’écoulement de la matiére et la fissuration dans
le plan de cisaillement, (ii) la présence d’une jonction matérielle qui assure le lien entre
les festons voisins. Ces investigations tendent & confirmer les constatations numériques
quant aux trajets de fissuration.

Finalement, des conditions de coupe issues de la littératures ont été simulées avec
ce modeéle afin d’évaluer sa robustesse par rapport aux sollicitations similaires & celles
employées industriellement. Une bonne corrélation a été trouvée avec ces travaux en termes
de morphologie de copeau, d’effort et de température dans la zone de cisaillement primaire.

Néanmoins, méme si les apports physiques attendus de cette modélisation sont avérés,
les performances du modéle nécessitent encore des améliorations au niveau des conditions
de contact adoptées et aussi dans la technique de séparation de la matiére. A ce stade de
la modélisation, une simulation plus physique du processus de coupe ne peut étre atteinte
qu’en tenant compte du comportement effectif aux interfaces et avec 1'utilisation de mé-
thode poussée dans la séparation de la matiére comme le déboutonnage ou le remaillage.
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L’objectif principal de ce travail était de mettre en place un dispositif expérimental
capable d’assurer des mesures de champs cinématique et thermique aux petites échelles
en usinage et d’établir un modéle de coupe en éléments finis permettant de retranscrire les
phénomeénes observés expérimentalement. Cette retranscription s’est portée sur deux axes
de recherche. Le premier développement a concerné le comportement thermomécanique
du matériau tout en mettant en avant le couplage entre la température et la vitesse de
déformation. Le second volet de la modélisation s’est focalisé sur la décohésion matérielle
gouvernant la formation du copeau.

Synthése des travaux effectués

Le premier chapitre a introduit ’étude tout en mettant en avant les limites des moyens
communément utilisés dans la caractérisation des phénomeénes physiques en usinage. Il
a montré, par ailleurs, le manque réel de dispositifs spécifiques in-situ permettant de
caractériser les phénomeénes thermomécaniques dans les procédés de mise en forme.

Le deuxiéme chapitre a commencé, tout d’abord, par présenter le dispositif développé
au cours de la thése qui permet d’assurer des mesures couplées de champs thermique et ci-
nématique au cours de la formation de copeau. Les résultats obtenus avec ce dispositif ont
permis de décrire les différentes phases de formation d’un feston et d’observer 1’évolution
simultanée des grandeurs thermiques et cinématiques. Outre les distinctions possibles sur
les grandeurs mesurées (effort, niveau d’élargissement, ...), 'examen des grandeurs ther-
miques et cinématiques a mis en évidence 'effet de la vitesse de coupe sur la localisation
de la déformation. De plus, 'ordre de grandeur du terme laplacien trouvé s’avére trés im-
portant pour qu’il soit négligé sous I’hypothése d’adiabaticité. D’autre part, il semble que
la contrainte obtenue via le bilan énergétique ne peut expliquer a elle seule la génération
de la chaleur. D’autres phénomeénes, comme la dissipation par endommagement ainsi que
les processus métallurgiques voire tribologiques, pourraient aussi contribuer a 1’élévation
de température en Z;.

Le troisiéme chapitre a débutée par I’établissement d'un état de I’art sur les modéles de
comportement phénoménologiques communément utilisés dans le domaine de la mise en
forme, ainsi que les dispositifs de caractérisation dynamiques. Cette partie a mis I’accent
sur les limites du modéle de Johnson-Cook et la nécessité de développer une loi plus
adaptée dans un procédé thermomécanique aussi complexe que 1'usinage. L’étude s’est,
par la suite, portée sur des essais en cisaillement (éprouvette chapeau) afin de reproduire
les phénomeénes observés dans la zone de cisaillement primaire. Les vitesses de sollicitation
ont été testées jusqu’a 1000 s~! et les températures ont atteint 900°C’. Suite aux évolutions
particuliéres des courbes obtenues, une loi inspirée du modéle de Ludwick a été proposée.
Elle permet de décrire le couplage entre la température et la vitesse de déformation
pour des niveaux de déformation comparables a celui trouvé en usinage. Compte tenu
des limites trouvées dans la méthode de dépouillement analytique, I'identification de la
nouvelle loi s’est orientée vers une méthode inverse FEU-F. De plus, une identification de
la loi de Johnson-Cook a été menée afin d’établir une comparaison avec la nouvelle loi.
Les résultats obtenus suite a cette comparaison ont démontré les performances de notre
modélisation.
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L’étude de 'endommagement en usinage dans le quatriéme chapitre s’est appuyée sur
I’évaluation de huit critéres largement utilisés dans le domaine de la mise en forme. Une
base de données a été mise en place a travers une identification inverse sur plusieurs essais
mécaniques (traction, compression, cisaillement ...), couvrant une plage importante en
triaxialité et en angle de Lode. Cette comparaison a montré que le critére de Tresca était
le plus performant dans la description de I’évolution de la déformation a la rupture en
fonction de la triaxialité et de I'angle de Lode. Il assure, par ailleurs, la bonne prise en
compte des phénomeénes de cisaillement dans la rupture ductile sous une distinction tres
fine des différentes zones de triaxialité. La variation de la limite a la rupture en cisaillement
de ce critére en fonction de la température et de la vitesse de déformation a rendu possible
sa transposition dans les procédés thermomécaniques comme 'usinage.

Les apports issus des études de comportement et d’endommagement couplés a un
modéle de contact de type Stick-Slip ont été enfin implémentés dans une simulation nu-
mérique EF 3D grace a deux routines utilisateurs VUMAT et Vfric.

Le modéle de coupe EF 3D proposé a permis de simuler de maniére fiable la formation
des copeaux segmentés et d’avoir une description fine des mécanismes d’enlévement de la
matiére. L’introduction d’une loi de contact de type Stick-Slip a contribué a une prise en
compte plus fine des phénomeénes tribologiques. Néanmoins, les grandeurs mécaniques et
thermiques dans la zone de cisaillement secondaire sont légérement surestimées. Il apparait
donc intéressant de se focaliser sur une caractérisation tribologique pour cette nuance de
Ti-6Al-4V afin d’affiner les résultats dans cette zone.

D’autre part, la méthode de suppression des éléments utilisée pour modéliser la déco-
hésion matérielle en coupe semble trés limitée dans la description des mécanismes d’en-
levement de la matiere. Les valeurs maximales des grandeurs calculées en Z; semblent
étre occultées par cette technique. D’autre part, l'aspect stochastique du procédé, relevé
expérimentalement, n’a pas été pris en compte dans notre modélisation. Ces deux derniers
points ont été évoqués au cours des chapitres et représentent les premiéres perspectives
de ce travail de thése a court terme.

Finalement, les comparaisons effectuées avec la base de données expérimentales se sont
révélées trés concluantes sur 'aspect prédictif du modéle.

Perspectives

Au terme de cette étude, il convient de mentionner que la stratégie mise en place
pour lever les verrous scientifiques pilotant la formation particuliére du copeau a fourni
des résultats trés intéressants et prometteurs. Le modéle de coupe développé apparait
performant et fiable, dans son intégralité, si 'on s’appuie sur les comparaisons menées
en termes des grandeurs mécaniques, thermiques et géométriques. Néanmoins, plusieurs
hypothéses adoptées dans notre travail méritent une attention particuliére. Pour cela, les
perspectives a ces travaux sont nombreuses et touchent les différents domaines abordés au
travers des cinq chapitres. On peut donc les classer selon deux catégories : expérimentales
et numériques.

e Perspectives expérimentales
- Les déformations sévéres observées dans la zone de cisaillement secondaire laissent
penser que les phénomenes tribologiques ont été tres intenses et le comportement
dans cette zone confinée (~ 10 — 15um) s’avere trés différent que celui de la zone
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de cisaillement primaire. Il serait intéressant de reproduire ces phénomeénes avec des
essais élémentaires afin d’affiner la prise en compte du comportement aux interfaces
(coefficient de partage de flux, distinction des zones de contact glissantes et col-
lantes, coefficient de transfert thermique, résistance thermique de contact...).
- Des analyses EBSD et /ou MET sont nécessaires afin d’apporter une interprétation
physique aux couches homogeénes observées en Z;; (recristallisation 7).
- Des analyses complémentaires sont nécessaires afin de décrire I’évolution de ’émis-
sivité en fonction de la température. Ceci permettrait notamment d’affiner I’identifi-
cation du champ thermique. De par la nature biphasée du matériau, il est intéressant
aussi de caractériser 1’émissivité de chaque phase.
- Il convient aussi de travailler avec des caméras visibles et thermiques plus perfor-
mantes en termes de temps d’intégration, résolution spatiale, fréquence d’acquisition
afin de viser des plages de vitesses de coupe plus représentatives de I’échelle indus-
trielle.
- Bien que I'éclairage employé offre une qualité d’'images acceptable, il est intéressant
de passer vers des techniques plus évoluées comme 1’éclairage laser pour garantir des
images nettes a des vitesses plus élevées.
- Compte tenu des chargements thermomécaniques complexes sur la face de coupe,
il est intéressant de déterminer la température de I'outil et de caractériser son mode
d’usure.
- Il serait intéressant de se focaliser sur toute la zone de cisaillement tertiaire afin
d’observer in-situ et d’analyser les chargements thermomeécaniques appliqués sur la
piéce usinée.

e Perspectives numériques
- La premiére perspective numérique de ce travail concerne la méthode de séparation
de la matiére. Comme nous l'avons déja mentionné, la méthode de suppression des
éléments s’avére handicapante physiquement puisqu’elle ne permet pas de respecter
la conservation de la masse. De plus, les valeurs maximales des grandeurs physiques
sont souvent éliminées par cette méthode. Il convient donc de travailler avec d’autres
méthodes plus performantes comme le déboutonnage ou le remaillage.
- Une description fine de 'interface de coupe consisterait a utiliser une approche
locale permettant de retranscrire la résistance thermique de contact ainsi que le
coefficient de partage de flux.
- Compte tenu de la grande disparité dans la géométrie des copeaux formés et 1’as-
pect stochastique de la coupe, le développement de lois probabilistes pilotant les
grandeurs physiques devrait étre envisagé afin de décrire cette propriété du pro-
cédé.
- La loi de comportement développée mérite une attention particuliére en ce qui
concerne ses paramétres qui évoluent en fonction de la température et de la vitesse
de déformation. Il serait pertinent d’attribuer un sens plus physique a ces derniers
via leur description a I’échelle microscopique par une modélisation des grains (cellule
de Voronoi), de la densité de dislocation et du mouvement des plans de glissement.
- Des questions se posent également quant au temps d’usinage simulé. Il convient
d’établir une procédure itérative qui repose sur la génération d’une nouvelle piéce
devant 1'outil de coupe. Ceci permettrait notamment d’étudier 'effet des charge-
ments thermomeécaniques sur 1'usure des outils de coupe.
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Conclusions et perspectives

- Il serait intéressant aussi de prendre en compte 'effet de la température et de la
vitesse de déformation sur la part du travail plastique transformé en chaleur (co-
efficient de Taylor et Quinney () afin de remonter plus finement aux grandeurs
thermiques dans du procédé.

D’autres perspectives plus générales, peuvent enfin étre évoquées. Il serait par exemple
intéressant de poursuivre les efforts menés sur les parties expérimentale et numérique
pour étudier la coupe oblique. L’approche utilisée ici pourrait également étre appliquée
a d’autres matériaux. Mais aussi, il serait particuliérement intéressant de se focaliser sur
I'intégrité de surface de la piece finale.
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Calibration métrique et distorsion
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A.1 Choix du modéle

En pratique, la mise en place d’un dispositif optique requiert un alignement parfait de
I’ensemble des éléments optiques. Cependant, réaliser une telle tache s’avére trés délicat.
En conséquence, il est 1égitime de s’interroger sur les erreurs d’alignement, d’autant plus
que celles-ci conduisent & une distorsion géométrique de I'image obtenue. En effet, 'utili-
sation de DIC sur des images déformées conduit & une mauvaise évaluation des champs
de déplacement [Pan 2013, Pierré 2016].

Afin de répondre a cette interrogation, la procédure choisie consiste a évaluer les
distorsions optiques par une approche de déplacement de corps rigide. Il s’agit de déplacer
un mouchetis non déformé dans I'image et de corréler les images obtenues avant et apres
déplacement. En 'absence de distorsion, le champ de déplacement obtenu est constant
(translation) et toute déviation autour de cette constante constitue une distorsion A =

(5x(X) 5$(Y)> telle que :

uzlesuré(x) . uimpose’ ’

{63;(X) — mesuré(X) _ uimposé

Y

A.2 Reésultats obtenus

Les figures A.1.b.e montrent ’allure des champs de déplacement mesurés pour une
translation suivant I’axe horizontal (z) et 'axe vertical (y). Afin d’implémenter une cor-
rection de ces distorsions sur les champs de déplacement mesurés lors des essais de coupe,
un modele est utilisé. Ce modéle cherche a approximer les mesures de distorsion effectuées
en corrigeant trois types de distorsions géométriques : radiale, prismatique et de décen-
trage [Weng 1992]. Le formalisme proposé par Garcia |Garcia 2001] conduit a écrire ce
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modéle comme suit :

B (A.2)

5.(X) = (r1p® + rap* + 13p%) + 2dizy + dy (322 + ) + prp
6y (X) =y (’ﬁl)2 + 7’2/)4 + r3p6) + 2dyry + dy (x2 + 3y2) + pop

Ou p = /2?2 +y?, les r;, p; et d; sont des paramétres identifiés par ajustement de
moindre-carré. L’allure des champs de distorsion approximeés est représentée sur les figures
A.l.ct

Par ailleurs, 'évaluation des grandeurs métriques en coupe (déplacements, vitesses)
nécessite la connaissance de la taille métrique du pixel dans le plan objet. Bien que le
grandissement total du systéme ne résulte que de 1'objectif réflectif (donc x15), 'imper-
fection des éléments optiques du dispositif VISIR (miroirs, lentilles...) et leur alignement
peut conduire & modifier légérement cette valeur. Il est donc préférable de vérifier expé-
rimentalement le grandissement exact obtenu. Des images d’une mire calibrée (& 50 et
31.25 lignes par millimétre) sont donc réalisées sur les deux lignes optiques (Figure A.1.a
et d) permettent d’obtenir par transformée de Fourier une taille de pixel de 1.133um/pix
(grandissement de 15.00) pour la ligne visible et de 1.981 um/pix (grandissement de 15.14)
pour la ligne IR.

a)
0
(]
2
8
>
512x512 0
frame
50 [pm target 22
b)
d8 06 44 02 0 02 04 06 D8
22
31.25 lpm target 160x128

frame

-04 -0.2 0 02 04

FIGURE A.1 — (a,d) image avec les deux lignes visible et infrarouge de la mire graduée
(b,e) hétérogénéité du champ du déplacement résiduel avant l'application de la correction
des distorsions (c,f) Homogénéisation du champ de distorsion par Uapplication du modeéle
identifié (équations A.2)
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A.3 Analyse de l'effet de mouvement hors plan sur les
résultats cinématiques

Les micrographies des copeaux ainsi que les analyses numériques effectuées ont montré
que le mouvement hors plan de matiére lors de la coupe s’avére non négligeable. Par
conséquent, il serait judicieux de quantifier ’erreur liée & ce phénoméne. Comme présenté
dans la figure 5.11, le déplacement hors plan maximal ne dépasse pas les 100 um.

Afin de quantifier cette erreur, la piéce a usiner a été positionnée devant ’objectif de
VISIR et elle a été déplacée suivant ’axe optique du systéme comme le montre la figure
A.2.a. A chaque fois, le déplacement de la piéce a été incrémenté de 10 um par rapport a
la distance de travail de référence et des mesures en déformation par corrélation d’images
ont été effectuées.

La figure A.2.b montre que 'erreur en déformation s’avére négligeable (Erreur maxi-
male de 0.2%) par rapport aux ordres de grandeur des déformations logarithmiques trou-
vés (H, ~ 1.6) dans la zone de coupe. De ce fait, aucune correction a ce propos n’a été
effectuée dans nos analyses.

@ Objectif x15 (b) oy

| |—®— Déformation horizontale )

—e— Déformation verticale
0,1 Y

Déformation (%)
[=)

/

40 <30 20 <10 0 10 20 30 40

optique Déplacement en z (pm)

FIGURE A.2 — (a) Schéma de principe de la quantification de 'erreur liée au mouvement
hors plan de la matiére (b) Estimation de l’erreur hors plan en déformation

Il est intéressant de mentionner que le phénomeéne de hors plan peut étre minimisé par
'utilisation d’un objectif télécentrique [Sutton 2009, Pan 2013|.
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Corrélation d’images (DIC) et choix de la
taille du motit
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B.1 Corrélation d’images (DIC)

Largement développée en France, la technique de corrélation d’images a connu un
essor important ces derniéres décennies. Sa simplicité d’utilisation, couplée & sa précision
dans la détermination des déformations locales en surface, ont fortement encouragé son
emploi dans plusieurs domaines allant de la mécanique des matériaux (DIC) jusqu’a la
mécanique des fluides.

(a) (b)

\

Domaine de Exemple de surface de corrélation
Corrélation D Taille du motif . .
associée au motif

Base
extensométrique

FIGURE B.1 — (a) Image a niveau de gris aléatoire avec la base extensométrique et le
domaine de corrélation (b) Surface de corrélation évaluée avec le résidu calculé pour chaque
pizel du motif

Quelle que soit 'approche utilisée (globale ou locale), la démarche générique reste
identique : elle repose principalement sur la détermination d’'un champ de déplacement
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d’un méme objet, & partir d’'une image déformée I,,, minimisant I’écart de niveaux de gris
par rapport a I'image de référence I. Cet écart de niveau de gris est I'indicateur principal
de performance de la corrélation (Figure B.1.b). Appelé aussi coefficient de corrélation C,
il dépend principalement de la taille du motif employé et de la qualité d’image. Toutefois,
il peut étre exprimé sous forme d’une variation relative de niveau de gris sur I’ensemble
de la zone d’étude appelée ROI (region of interest).

Plusieurs types de formulations de résidus sont implémentés dans les codes de corréla-
tion. Les travaux menés dans cette étude reposent principalement sur une formulation de
type zero-mean normalized cross correlation. Cette derniére impose un calcul de résidu C'
de la maniére suivante :

Z(f(Xi) — f) x (g(z:) — 9)

C=1- 2 . . (B.1)
Z(f(Xz‘) —f)? x Z(g(%) —g)?

Pour chaque pixel i de la zone d’étude D, les deux fonctions f et g retournent respec-
tivement le niveau de gris du pixel de coordonnées X; et x; dans 'image de référence I
et Pimage déformeée I,,. f et § représentent les moyennes des niveaux de gris sur le motif
initial et déformé. Ainsi, la valeur de C n’est pas affectée par une variation homogene de
luminosité entre deux images. Pour des motifs trés similaires cette variable tend vers zero.
Toutefois, son calcul repose sur 'estimation des niveaux de gris dans I'image déformée
avec un déplacement sub-pixels donc une étape d’interpolation. De plus, un algorithme
de type gradient afin de minimiser ce parameétre.

Avec cette approche locale, les motifs sont autorisés a se chevaucher ce qui n’est pas le
cas pour une corrélation globale. Pour ce dernier type de corrélation, qui est indiscutable-
ment plus performant, la ROI est postulée comme un ensemble continu et la minimisation
se fait sur tout le domaine [Hild 2006, Bornert 2009].

B.2 Image et qualité de texturation

Plusieurs approches ont été développées afin de quantifier la qualité du mouchetis et
son incidence sur les mesures cinématiques. Dans cette étude, deux approches de mesure
d’incertitude ont été retenues afin de déterminer la taille d’imagette a utiliser pendant la
corrélation.

La premiére méthode appelée MIG (Mean Intensity Gradient). Proposée par Pan et al.
[Pan 2010], elle repose entre autre sur I'estimation de I'incertitude de capture d’une scéne
immobile (écart type en niveau de gris o). Avec cette approche, I’évaluation de I’écart
type sur le déplacement est donnée en fonction de I’écart type du bruit o, du gradient
moyen des niveaux de gris d; et de la taille d’imagette choisie n.

LV

std(u) ~ Y

(B.2)

La deuxiéme approche repose sur le mouvement d’un corps rigide afin d’estimer le
déplacement résiduel entre la consigne et le résultat obtenu par corrélation d’images,
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(a) (b)

0.06 O r r T
0 © Histogramme
~des niveaux |
%\ 0.05 ° (0] Oo _ de gris
X %o
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00
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>
N
£ 002 ! 0
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% s 10 15 20 25 30 35 40 45 50  -0.15 -0. -005 0 005 0.1 0.15
Taille d’imagette (en pixel) Déplacement residuel (in pixel)

FIGURE B.2 — Evaluation de deux méthodes d’incertitude employées : (a) Méthode MIG :
Mean Intensity Gradient (b) déplacement de corps rigide : Motif (16 x 16 pizels)

comme présenté dans ’Annexe A. Elle permet d’évaluer 'erreur aléatoire. Le lecteur
pourra se reporter a cette référence |Triconnet 2009, Pottier 2014a| pour d’avantage de
détails sur cette technique.

La figure B.2 expose les résultats obtenus par les deux approches. A partir des résultats
obtenus, il convient de mentionner que le méme ordre d’erreur est obtenu pour une taille
de motif de (16 x 16 pix). Cette taille de motif engendre une erreur aléatoire qui ne dépasse
pas 0.035 pixels avec la méthode du corps rigide alors qu'un MIG de 10.52 assure une
erreur de 0.03 pixel (équation B.2).

En utilisant cette taille d'imagette, une erreur cumulative sur 50 images engendre un
écart maximal de 1.5 pix, ce qui raméne a une erreur maximale inférieure a 10 % avec
cette base extensométrique.

En conclusion, on peut affirmer que le polissage de ’éprouvette semble un moyen
trés pratique et performant dans I’application de la technique de corrélation d’image. En
revanche, les grandes déformations de la microstructure lors de la formation de copeau
ainsi que la décohésion matérielle obtenue durant cette phase, empéchent le suivi du
motif de 'image initiale & I'image finale. Ceci oblige a s’orienter vers la technique de
corrélation d’images incrémentale, ot I’évaluation du déplacement ne se fait qu’entre deux
images successives. Bien que cette méthode ait été appliquée avec succés dans la coupe
[Pottier 2014a], il convient de mentionner qu’elle pose plusieurs problémes lors du calcul
des déformations cumulées en un point matériel.
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Résolution de l'équation de la chaleur sous la
variation des parametres physiques en
fonction de la température
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C.1 Introduction du Probléme

La variation des paramétres physiques en fonction de la température s’avére inévitable
pour garantir une bonne interprétation des phénomeénes mis en jeu. Les travaux de [Boi-
vineau 2006] sur les paramétres physiques de lalliage de titane Ti-6Al-4V ont permis de
ressortir une évolution linéaire de la conductivité thermique k, la densité p ainsi que la
chaleur spécifique C,, en fonction de la température (équations C.1).

k = l{?(9> = klﬁ(x, t) + ko

p=p(0) = pb(x,t) + po (C.1)
C,p = C,(0) = C18(x, 1) + Co

ky est le premier terme de la régression linéaire présentée dans le Tableau C.1 et kg est
la conductivité thermique & 20°C' (idem pour p; et C;). 0 = T'(x,t) — To(x) c’est I'écart a
I’ambiant.
Basé sur les considérations précédentes, on peut écrire I’équation de la chaleur sous la
forme suivante : "
pCp =V (kV0) = uy, (C2)
Le parameétre w!, présente la puissance calorifique spécifique (i.e. La source interne de la
chaleur). Comme mentionné dans le chapitre 1 paragraphe 2.4, le couplage thermoélas-
tique se trouve négligeable par rapport aux grandes déformations trouvées dans le procédé
et de ce fait, il n’a pas été pris en considération. Le lecteur pourra s’adresser aux réfé-
rences suivantes pour plus de détails sur ce paramétre [Chrysochoos 1985, Rittel 1999].
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p C, k

kg-m=3 J-kg7l.K=1 W.m l.K!
20°C 4450 560 6.7
500°C 4392 750 9.7

Tableau C.1 — Ewvolution des paramétres physiques de Ualliage de titane Ti-6Al-4V en
fonction de la température |Boivineau 2006].

La seconde hypothése vise plutot les sources externes de chaleur. Ce paramétre est sup-
posé indépendant de la température ce qui le fait disparaitre en écrivant I’équation de la
chaleur dans la configuration de référence r.(T) = r.(Tp).

C.2 Transformée de Kirshoff

L’emploi de la transformée de Kirshoff dans notre formulation, nous a permis d’expri-
mer la conductivité thermique a partir d’un potentiel d’énergie libre W(T').

0 / /
W(T) = [y k(0")do’ . (©3)
e =k% et VU =kV0 '

Par conséquent, I’équation de la chaleur décrite en (C.2) prend la suivante :

pcpd_\P IR vaRv, o
2 (v\p) _— (C.4)
———

() D(¥)

Avec Z(V), D(¥) sont respectivement l'inertiel et le diffusive termes.

C.3 Intégration dans I’épaisseur

Bien que les caméras utilisées fournissent des informations précises en termes de champ
thermique et cinématique, il faut rester conscient qu’il s’agit que de l'information bi-
dimensionnelle malgré la bonne profondeur de champ.

Par conséquent, '’hypothése d'uniformité de champs dans I’épaisseur sera inévitable-
ment employée dans notre cas. Dés lors, une intégration dans ’épaisseur de 1’éprouvette
e moyennée de I’équation (C.4) a été mise en place afin de s’affranchir de la troisiéme

dimension. | e
° = —/ odz (C.5)
€ Jo

Cette hypotheése refléte deux considérations :
i) La puissance calorifique w/,, est constante dans 'épaisseur w’'o;, = wl,

i1) Le phénomeéne de conduction est plus important que les pertes radiatives et convec-
tives sur les deux faces latérales de la piece. Des lors, il possible de confondre la
température mesurée en surface avec la température dans I’épaisseur. 6 ~ 0(z =
0)~0(z=e).
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Deés lors, I'intégration du terme diffusive devient
_ PV PV 9*U
D=- d
e/o (8x2+8y2+8z> ©

1 0% [° 10% [° 1[ow]°
68$2/\11dz+2@/ \I]dz—ke{@z}

0
022 Oy? 0z,

00
= A0+ el 875}0

avec Ay et V représentant respectivement le laplacien et I'opérateur gradient bidimen-
sionnel.

—Vv. (kléﬁé + koﬁé)

=}V -0V + koV - VO (C.7)
s (6@ VOV -V x0) + koAl

— ky (66‘2 + Af x é) 4 koAl

_ (ve) + kAs0

L’intégration du terme inertiel Z est décrite a travers une dérivée partielle du potentiel
d’énergie libre W et en fonction de la régle de Liebniz.

7_ ¢ pCp d¥
e o k dt
pC d
" ke dt
_pde\I/
Tk dt

do
— C B
p p dt

00 o

ou ¥ = U(x,t) est le champ de vitesse bidimensionnel. Toutefois, il est important de
mentionner que les termes de droite de I’équation .(C.6) représentent les conditions aux
limites des faces latérales de I’éprouvette. Pour cela, les conditions radiatives et convectives
dans les faces latérales et a 'ambiant 7). permettent d’écrire

\Ildz

[k%} = 2hf + 20¢(T* — T?) (C.9)
0z ],
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Finalement, on se raméne a une formulation du probléme & l'instant t a la forme
suivante :

om0 20e -
—+ %(T‘* T =, (C.10)

] L L\ 2 _
pCy (% +17-V9> s (ve) — kAL +

Remarque : Sous ce formalisme, 1'utilisation de la constante de Stefan-Boltzmann
condition impose de travailler avec des températures 7" en kelvin (K).

C.4 Evaluation des termes de ’équation de la chaleur

L’analyse proposée dans notre cas, passe essentiellement par 1’évaluation de 'ordre
de grandeurs des termes calculés, ensuite, par la description de I’évolution des grandeurs
thermiques et cinématiques au cours de la formation de feston.

003 06 09 12 1518|-15 -06 03 12 21 3/-15 -

_ — Y . n Lo 2 ; -
(T = Toms) +06(T* = i) pC, (% 7 vﬁg) k=pv= ki (VT) + (ko T + ko) AT w!y,
C

(c) La puissance (d) Le terme laplacien (e) La puissance
cinématique spécifique calorifique spécifique

(a) Conditions aux limites (b) Le terme inertiel
F1GURE C.1 — Les ordres de grandeur trouvées pour chaque terme de [’équation de la
chaleur (Ve :15 momin™, v : 0°, f: 0.25 mm)

La figure C.1 permet d’appréhender 'ordre de grandeurs de différents termes d’équa-
tion de la chaleur. Malgré les faibles vitesses de coupe employées, il s’avére que les échanges
radiatifs et convectifs sont trés faibles par rapport au terme inertiel. En revanche, les faibles
échanges avec le milieu extérieur ne reflétent dans aucun cas le caractére adiabatique de
processus. Au contraire, le terme laplacien se manifeste avec un ordre de grandeur qui dé-
passe le 5.10'2 W.m ™3 malgré la faible conductivité thermique des alliages de titane. Ceci,
remet en question ’hypothése d’adiabaticité largement employée dans les simulations nu-
mériques. De plus, sa valeur se trouve aussi importante que le terme inertiel. Quant aux
conditions aux limites, la puissance cinématique spécifique demeure tres faible et de ce
fait elle a été négligée dans les prochaines analyses.

Le dernier paragraphe a mis en évidence les différents termes de I’équation de la chaleur
mais surtout l'importante de la prise en compte du terme laplacien dans les analyses.
Suite a cette évaluation, ’équation de la chaleur peut se ramener, dans notre cas, a la
formulation suivante :

60 - A = = 2 o / -
pCy (5 +7-V8) =k (ve) — kAl =y, = B0 &) (C.11)
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Caractérisation in-situ et modélisation des mécanismes et couplages
thermomécaniques en usinage — Application a 1’alliage de titane Ti-6Al1-4V

Résumé

Ce travail s’inscrit dans une stratégie d’investigation expérimentale et numérique des mécanismes d’enléve-
ment de la matiére lors de I'usinage de 'alliage de titane Ti-6Al-4V. Il aborde un probléme complexe, fortement
couplé, faisant intervenir la thermique et la mécanique aux petites échelles (micrométrique).

Le manque de moyens de mesure dédié a ces échelles de temps et de 'espace (phénoménes rapides et
trés locaux) ne permet pas, a ce jour, d’appréhender précisément les phénomeénes thermomécaniques mis en
jeu pendant la formation de copeau. De ce fait, un dispositif spécifique, appelé VISIR, répondant a cette
problématique a été mis en place. La partie expérimentale s’est donc orientée vers une compréhension plus
fine des mécanismes d’enlévement de la matiére. Elle a notamment permis de mettre en évidence 1’évolution
de grandeurs mécaniques et thermiques durant la formation des festons mais surtout le couplage entre la
température et la vitesse de déformation.

Basée sur les constatations expérimentales, une étude du comportement thermomécanique de cet alliage a été
mis en place. Des essais en cisaillement dynamique & travers des éprouvettes chapeau ont permis d’identifier par
méthode inverse une nouvelle loi de comportement couplée en température et en vitesse de déformation. De plus,
une étude de 'endommagement s’est appuyée sur l'identification et I’évaluation de huit critéres communément
utilisés dans le domaine de mise en forme a permis de proposer une nouvelle loi, inspirée du critére de Tresca,
couplée au comportement.

L’intégralité de ces formulations couplée & un modéle de frottement Stick-Slip ont enfin été implémentés
dans un modéle EF 3D. La confrontation expérimentale/numérique en termes des grandeurs mécaniques et
thermique a révéler la robustesse et I'aspect prédictif du modéle EF développé. Enfin, les résultats de cette
étude ont permis de développer une discussion détaillée sur les mécanismes d’enlévement de la matiére et plus
particuliérement les complexes trajet des fissurations.

Mots Clés : Coupe orthogonale, Mesures de champs cinématique et thermique, Corrélation d’images, Identi-
fication inverse, Couplages thermomécanique, Comportement, Endommagement.

Abstract

This work develops an experimental and numerical strategy in order to investigate material removal of
titanium alloy Ti-6Al-4V during machining process. It therefore intends to tackle a complex and strongly
coupled problem, involving thermal and mechanical aspects at small scales (micrometric).

The lack of measuring means dedicated to such scales in terms of time and space (rapid and strongly local
phenomena) does not allow yet to precisely apprehend the thermomechanical phenomena involved during the
chip formation. As a result, a specific device, called VISIR, that addresses this issue has been set-up. The
experimental aspect of this work has therefore been oriented towards a more precise understanding of the
material removal mechanisms.

It allowed to observe the evolution of mechanical and thermal quantities during the chip formation and more
precisely the strong coupling between the temperature and the strain rate.

Based on these experimental insights, the thermomechanical behavior of this alloy has been studied through
dynamic shear tests using hat-shaped specimens. It allowed to identify through inverse method a new constitutive
equation coupled in temperature and strain rate. In addition, a study on damage is conducted. It is based on the
identification and the evaluation of eight criteria commonly used in the material forming process. This leads to
proposing a new damage equation, inspired from the Tresca criterion and coupled to material plastic behavior.

All of these formulations along with a Stick-Slip friction model have finally been implemented in a 3D FE
orthogonal cutting model. Experimental /numerical comparison in terms of mechanical and thermal quantities
revealed the robustness and predictive aspect of the developed FE model. Finally, the results of this study allo-
wed to develop a detailed discussion on the material removal mechanisms and more particularly the complexe
cracks paths.

Keywords : Orthogonal cutting, Full field measurements, Digital Image Correlation (DIC), Inverse identi-
fication, Thermomechanical couplings, Behavior, Damage.

In-situ characterization and modelling of mechanisms and thermomechanical
couplings in machining- Application to Ti-6AL-4V titanium alloy
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