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Contexte industriel : Projet RODEO

De nos jours, I’industrie aéronautique doit faire face a des contraintes économiques et
environnementales de plus en plus importantes. Cette industrie poursuit 1’objectif d’un avion plus
rentable et respectueux de l'environnement en cherchant constamment a réduire la masse et a
innover dans la conception des structures. Dans ce contexte, les processus d'assemblage sont une
partie importante du probléme en raison du nombre considérable de configurations qui peuvent étre
rencontrées et du niveau élevé des exigences imposées sur la réalisation, par pergage, des logements
de fixation pour I’assemblage.

L’opération de percage est souvent 1’une des derniéres pratiquées sur des piéces a trés forte
valeur ajoutée. Maitriser 1’opération de pergage est donc essentiel car les enjeux industriels sont
forts. Gagner en fiabilité et en productivité devient incontournable. Or en raison de la géométrie de
I’outil employé, du mouvement de ce dernier et du confinement de 1’opération, la maitrise de ce
procédé n’est pas triviale. Par exemple, le percage conventionnel (percage axial) des empilages
multi-matériaux en une seule opération reste sujet a de nombreuses difficultés. La présence de
bavures en sortic de per¢age ou a I’interface des matériaux assemblés en est un exemple, rendant
ainsi inéluctable les opérations de désassemblage, ébavurage, réassemblage et alésage. De ce fait,
la maitrise des conditions de coupe, de 1’outil ainsi que de tous les paramétres présents dans
I’opération de percage est essentielle. Le pergage de matériaux €pais est un autre exemple de la
complexit¢é de l’opération de percage car il pose la difficulté du respect des tolérances
géométriques, de I’évacuation des copeaux, de I’accumulation de la chaleur générée, ainsi que celle
de la lubrification sur une forte profondeur. Il est, dans ce cas, inévitable de percer en plusieurs
opérations, afin de garantir la qualité et I’intégrité souhaitées des trous percés. Un dernier exemple
montrant la complexité a maitriser 1’opération de percage réside dans le manque de rigidité des
dispositifs robotiques actuels, dans le cas du pergage robotisé. Ces derniers ne réussissent pas
toujours a contrer la déflection de I’outil causée par les efforts de coupe (Pereira et al., 2017) ou a
maitriser les phénomenes vibratoires naissants, ce qui rend ainsi difficile le respect des exigences
séveres sur les alésages.

Toutes ces limites liées au pergage axial constituent un frein au développement du
processus de percage pour viser un assemblage efficace (en temps et en cofit) et par conséquent, a
la compétitivité de I’industrie aérospatiale européenne. En effet, I’atteinte de ces objectifs passe
notamment par :

» Laréduction du nombre de reprises ou de mises au rebut de pi¢ces en raison de défauts
de pergage ;

» La réduction du temps pour l'assemblage, avec l'objectif global d’assemblage
immédiat (One-Way-Assembly : ¢élimination de 1’opération de dégroupage,
d’ébavurage, d’alésage et de nettoyage avant la pose de fixations) ;

» Le développement de processus de percage automatisés de trous étroitement espacés.

Au vu de ses multiples avantages, le percage orbital se présente alors comme une
alternative intéressante au pergage axial et comme une solution possible pour atteindre ces objectifs.

Le pergage orbital est un procédé d’alésage au cours duquel 1’outil (de diamétre inférieur
au diamétre du trou final) tourne autour de son axe tout en étant animé d’une avance hélicoidale. Il
est particuliérement avantageux pour réaliser en une seule opération des percages a travers des
assemblages complexes de matériaux métalliques et non métalliques. Il pourrait éliminer les
opérations de désassemblage/réassemblage liées a la présence de bavures, ce qui réduirait
significativement le nombre d’opérations et le temps de fabrication. Le processus de pergage orbital
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peut par exemple réduire les temps de pergage jusqu’a 50% (Marguet et al., 2007). La maitrise
possible des épaisseurs de copeaux axial et latéral au cours du pergage orbital est d’un intérét majeur
par rapport au percage axial. En effet, cela permet de contrdler le chargement de 1’outil, gage de
qualité aéronautique (Rey, 2016).

Contexte industriel : Projet RODED

La quéte permanente de la conception des moyens de transports aériens de plus en plus
légers a placé I’industrie aérospatiale a la pointe des technologies des matériaux légers ; et les
alliages d’aluminium jouent un réle important dans ce domaine d’application hautes performances.
L’usage des matériaux composites connait aussi un essor fulgurant ces derniéres années grace a
leurs excellentes propriétés (haute rigidité et résistance spécifique, bonne résistance a la fatigue et
ala corrosion). Cependant, leur faible résistance aux chocs, leurs cofits de fabrication élevés et leurs
mauvaises adaptabilités aux changements soudains des conditions environnementales (humidité,
température) limitent leur utilisation, sans parler de la question de la fin de vie de ce type de
matériau (recyclage, ...). Ceci justifie la forte présence des alliages d’aluminium jusqu’a
aujourd’hui (Dursun & Soutis, 2014). La Figure 0.1 montre la répartition des principaux matériaux
utilisés pour les applications structurales par les deux principaux constructeurs aéronautiques
Airbus et Boeing.
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Figure 0.1: Distributions des principaux matériaux aéronautiques : (a) Airbus (b) Boeing (Zhu et al., 2018)

Vu les avantages évoqués du percage orbital, son application aux alliages d’aluminium
constituerait un intérét considérable pour la construction aéronautique. Néanmoins, ce procédé
nécessite d’étre encore amélioré, tant du point de vue des propriétés mécaniques des pieces percées
(notamment des piéces en alliage d’aluminium), que de son intégration sur des moyens légers et
agiles. En effet, il semble que, concernant la tenue en fatigue de pieces en alliage d’aluminium
percées au moyen du percage orbital, on observe une réduction de la durée de vie en fatigue
comparées aux pieces usinées par percage axial (Deitert, 2011). Ceci constitue donc indéniablement
un véritable frein technologique au développement et a I’emploi du pergage orbital.

Le projet RODEO (Robotized Orbital Drilling Equipment and Optimized residual stresses)
porté par la société PRECISE France SAS est mis en ceuvre par un consortium de deux universités
(Université Toulouse 3 et Université de Nantes) et de trois entreprises (PRECISE France SAS,
KUKA Aerospace et MITIS). Les laboratoires associés sont ’ICA (Institut Clément Ader) et le
LS2N (Laboratoire des Sciences du Numérique de Nantes). Ce projet s’inscrit dans le cadre de
I’initiative technologique conjointe Clean Sky 2 (N° agréement: 738219) financée par le
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programme de recherche et d’innovation Horizon 2020 de 1’union européenne. Le pilote de ce
projet, le constructeur aéronautique suédois SAAB AB group, désire utiliser le procédé de percage
orbital pour le percage de trous de fixation de petits diamétres faiblement espacés dans des alliages
d’aluminium.

L'objectif principal du projet RODEO est de proposer un équipement léger et robotisé de
percage orbital grande vitesse, ainsi que des outils de coupe et des conditions de fonctionnement
appropriés permettant :

e D’améliorer la tenue en fatigue des pic¢ces percées en introduisant, par exemple, des
contraintes résiduelles compressives aux bords des trous percés ;

e  De percer des trous de petits diamétres étroitement espacés (ce qui est une limitation
des machines et méthodes actuelles).

Cet équipement devra dans un premier temps servir a l’usinage des empilages
aluminium/aluminium (Figure 0.2-¢) et aluminium/composite (Figure 0.2-d) qui constituent une
partie d’une porte-cargo développée par SAAB AB group.
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Figure 0.2: (a) CAO de la porte cargo ; (b) Structure interne réalisée en empilage, (c) d’aluminium, (d)
d’aluminium/CFRP

Les travaux de cette thése ont été menés dans le cadre de ce projet Européen. Ils s’articulent
principalement autour de :

e [’optimisation des conditions opératoires du percage orbital ;

e L’introduction des contraintes résiduelles compressives aux bords du trou au cours du
pergage orbital ;

e L’étude de I’intégrité de surface et de la tenue en fatigue des piéces percées par le
percage orbital.

Méthodologie proposée

Dans le but de mieux répondre aux différentes problématiques ci-dessus mentionnées, il
est primordial de comprendre au préalable les mécanismes qui régissent la tenue en fatigue des
picces usinées. Ceci est envisagé a travers 1’étude de I’impact de I’intégrité de surface sur la tenue
en service des alliages d’aluminium. Toutefois, la recherche perpétuelle de gain en productivité a
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poussé les industriels a développer des conditions de coupe de plus en plus diverses et variées
(usinage conventionnel ou usinage grande vitesse, usinage avec ou sans lubrification, ...). Ces
conditions de coupe générent une pléthore de caractéristiques différentes sur ’intégrité de surface
des pieces. Il est nécessaire de comprendre I’influence de ces conditions de coupe sur I’intégrité de
surface en vue de mieux optimiser les conditions de coupe.

De plus, I’augmentation des contraintes résiduelles compressives est réalisée par un
procédé de traitement de surface mécanique innovant développé par PRECISE France : le galetage
orbital. Ce procédé nécessite d’étre particuliérement analysé, afin de déterminer premi¢rement le
niveau de galetage nécessaire. Il convient ensuite d’examiner I’influence de ses différents
paramétres sur les contraintes résiduelles et I’écrouissage, et par ricochet sur la tenue en fatigue des
piéces usinées.

L’observation de I’alésage est une étape fondamentale. Elle peut étre accomplie suivant
différentes échelles d’analyse, depuis la géométrie générale du trou jusqu’a la microstructure de
I’alliage écroui en passant par les contraintes résiduelles. L’évaluation de ce dernier paramétre peut
se faire par différents moyens expérimentaux bien distincts, mais trés complémentaires. Ces
techniques sont pour la plupart trés couteuses, chronophages et parfois donnent des résultats peu
précis. Elles requicrent aussi quelquefois plusieurs étapes de préparation bien spécifiques des
¢échantillons de mesures qui peuvent souvent sembler problématiques. Ce sont 1a quelques raisons
pour lesquelles le recours aux méthodes numériques telles que les Modéles Eléments finis sont
généralement effectués pour analyser les champs de contraintes résiduelles et 1’écrouissage des
picces. Mais les modéles a eux seuls ne suffisent pas. D’ou la nécessité d’avoir une approche
combinée entres les moyens numériques et expérimentaux.

Enfin, des campagnes expérimentales en fatigue a différentes échelles s’averent
essentielles, afin de caractériser les pieces métalliques traitées par le galetage orbital.

Organisation du manuscrit de these

L’organisation de ce manuscrit reprend la démarche décrite sommairement ci-dessus et
comprend quatre chapitres proposant les différents résultats de nos travaux.

Le chapitre I constitue 1’état de 1’art. Il présente dans un premier temps le percage orbital
et ses spécificités par rapport au pergage axial de manicre plus détaillée. Dans un deuxiéme temps,
il résume les caractéristiques du matériau soumis a notre étude qui est I’alliage d’aluminium 2024-
T351, ainsi que les effets des conditions d’usinage sur son intégrité de surface. Ce chapitre aborde
également I’effet de chacun des paramétres d’intégrité de surface (rugosité, contraintes résiduelles,
microstructure) sur le comportement en fatigue des matériaux métalliques et spécialement 1’alliage
d’aluminium AA2024-T351. Enfin, les traitements de surfaces mécaniques généralement appliqués
a notre matériau en vue d’améliorer son intégrité de surface sont présentés. Un effort particulier est
mis sur le procédé de galetage et sur les différents travaux de modélisations numériques déja
existants.

Le chapitre 2 est dédié¢ exclusivement a I’optimisation des parameétres de coupe grande
vitesse en percage orbital. D’abord, il présente un outil d’optimisation déja existant en usinage
conventionnel, le couple outil-matiére, et pose la problématique de son application au pergage
orbital. Une méthodologie d’optimisation basée sur ce dernier est proposée par la suite avant d’étre
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appliquée a D’alliage d’aluminium AA2024-T351. Pour finir, une vérification du respect des
exigences industrielles des trous percés est réalisée

Le chapitre 3 a pour objectif de caractériser le procédé de galetage orbital au sein des
alliages d’aluminium au moyen d’outils numériques. Une construction détaillée des différents
¢léments constitutifs du modéle éléments finis est effectuée au préalable. Elle est basée
conjointement sur une revue de la littérature et des essais (expérimentaux et numériques). Ensuite,
une étude de I’influence des paramétres de galetage orbital (notamment le niveau de galetage) est
réalisée grace a ce modéle numérique développé. Enfin, une étude comparative des résultats
numériques et expérimentaux est réalisée.

Le chapitre 4 traite de la caractérisation expérimentale de 1’intégrité des alésages et des
performances en fatigue de 1’alliage d’aluminium AA2024-T431. Ceci est fait principalement au
regard des procédés de percage couramment rencontrés en milieux industriels. Les différents
procédés de percage sont d’abord présentés. Ensuite, I’analyse des parameétres d’usinabilité et de
I’intégrité de surface des piéces est effectuée. Des essais de fatigues a iso-contraintes, puis a
différents niveaux de contraintes sont effectués sur des échantillons de trous sans fixation. Enfin,
des essais de fatigue a iso-contraintes avec la présence de fixations sont réalisés.







Chapitre 1. Etat de |'art

Plan du chapitre

1.1, Le percage Orbital.........ccciiiiiiiiiieiiee ettt ettt et e et e e e eeae e sereeenes 11
1.1.1.Définition et CINEMALIQUE........ccveeerieriiereiereierieereeieesieesieeseesresereesbeeseesseenenes 11
1.1.2.Percage orbital vs percage aXial...........cccovevereiierieerieeneeniesieeieeieesiee e 11
1.1.3.Pergage orbital et alliage d’aluminium AA2024-T351.....cccevvevvevvecrecnrenne. 16
) 11 1 1<t U SUO 18

1.2. Le matériau d’étude : alliage d’aluminium AA2024 — T351 ..ccoveviiiieiiecieereee, 18
1.2.1.Caractéristiques de PAA2024-T351 ..cccevvieriieiieiereeeee e 18
1.2.2.Usinage Grande Vitesse vs usinage conventionnel : Usinabilité de I’AA2024-

T3S T ettt ettt ettt et 22
1.2.3.De I’usinage a I’intégrité de surface de ’AA2024 .......ccooevvvervevrieviieciecireenn, 28
1.2.4.De ’intégrité de surface a la durée de vie en fatigue pour ’AA2024-T351... 42
L. 2.5, SYNRESE ...t e ab e eeenes 47

1.3. Traitements mécaniques de surface et applications aux alliages d’aluminium......... 47
IR T B BT 21 1< TSRS 48
1.3.2.Le galetage et les alliages d’aluminium de la série 2000...........c..ccvevurenneneee. 51
1.3.3. Apergu des Modélisations par Eléments Finis du galetage..............cccooou...... 57
13,4, SYNERESE .....veieieeeee et et e e e ab e b e e eaes 59

1.4. Contexte et verrous scientifiques de I’étude ..........ocovevveriiiciincieneereeeee e 59






1.1 Le percage orbital

[l Le pergage orbital

(RAR Définition et cinématique

Le percage orbital est un procédé de pergage au cours duquel 1’outil tourne autour de son
axe tout en étant animé d’une avance hélicoidale. A I’inverse du percage axial, I’outil utilisé dans
le cas du pergage orbital est une fraise dont le diamétre est inférieur au diameétre du trou utilisé. Sa
cinématique est donc caractérisée par trois principaux mouvements a savoir (Figure 1.1) :

e Une rotation de I’outil autour de son axe, définie par la vitesse de rotation de broche Nouti ;
e Une rotation de I’outil autour de 1’axe du trou, définie par la vitesse de rotation orbitale Nor ;
¢ Une translation de I’outil suivant I’axe du trou, définie par la vitesse d’avance axiale Via.

Vl‘a

Avance |
hélicoidale '
de l'outil |

Axe trou

<+ Excentrique

Figure 1.1: Cinématique du percage orbital

Le pergage orbital peut étre assimilé a une opération de fraisage hélicoidal, d’ou sa
référence « helical milling » dans la bibliographie scientifique. Selon (Eguti & Trabasso, 2014), le
terme « orbital drilling » est employé lorsque le pergage est réalisé avec un dispositif spécifique.

[12.  Pergage orbital vs pergage axial

Le pergage axial est le processus d'usinage le plus répandu en industrie pour la réalisation
des trous. Cependant, celui-ci présente quelques désavantages que le percage orbital semble
résoudre. Il se présente donc comme une excellente alternative au pergage axial.

[121.  Avantages du pergage orbital
A. Cinématiques flexibles du percage orbital

Un des principaux avantages du percage orbital provient du fait que le diamétre et la forme
du percage ne dépendent pas uniquement de la géométrie de 1’outil utilisé, comme c’est le cas en
percage axial. C’est la combinaison de la trajectoire et de la géométrie de 1’outil qui génere la
dimension et la forme du pergage. De ce fait, il est possible de réaliser des pergages de différents
diamétres avec un méme outil, simplement en modifiant sa trajectoire au cours de 1’opération
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(Lutze, 2008) (Rey, 2016). Cela peut rendre inutile des opérations de pré-percage et réduit ainsi le
nombre d’outils nécessaires. Cela permet ¢galement d’envisager 1’ébauche et la finition de 1’alésage
avec le méme outil, voire dans la méme opération (ébauche et finition avec la descente et la
remontée d’outil respectivement). En outre, il est possible d’envisager des géométries de pergage
plus complexes dans une seule et méme opération (Figure 1.2) (Rey, 2016) (Lutze, 2008).

Cylindrique Chanfreiné
Conique Avec congé Avec gorge

e e =

Figure 1.2: Différents profils de per¢age possible en per¢age orbital (Lutze, 2008)
B. Faibles efforts de coupe

Le pergage orbital a la particularité de diminuer considérablement les efforts de coupe,
surtout I’effort axial, par rapport au pergage axial. Ceci s’explique notamment par des avances
axiales plus faibles qu’en pergage axial (Rey, 2016). La diminution de cet effort apporte au pergage
orbital un avantage considérable par rapport au pergage axial car elle permet, par exemple, de
pouvoir percer des parois fines ou des matériaux sandwich sans les déformer (Lindqvist et al.,
2001), des matériaux composites en minimisant au maximum les problémes de délaminage de la
matrice (Figure 1.3) et de retrait de fibre (Sadek et al., 2012). Selon Iyer et al.(Iyer et al., 2007), la
diminution des efforts de coupe s’explique aussi par la mécanique méme du percage axial avec une
vitesse de coupe proche de zéro au voisinage du centre du foret. Le processus d'enlévement de
matiere dans cette région est réalisé par extrusion plutdt que par coupe.

(a) Conventional Drilling) (b) Orbital Drllllng (0D)

Figure 1.3: Efforts de coupe axiaux a l'origine du délaminage (a) per¢age axial, (b) per¢age orbital

C. Meilleure évacuation des copeaux

En percage orbital, I’outil étant plus petit que le diameétre du pergage, les copeaux sont
transportés hors de la zone de coupe grace au jeu radial entre le trou et ’outil. Par ailleurs, la coupe
étant discontinue, le copeau est trés bien fragmenté et peut donc étre évacué facilement. Ceci
¢limine donc les problémes de bourrage de copeau récurrents en pergage axial (Denkena, Boehnke,
& Dege, 2008). L’¢élimination efficace des copeaux, a son tour, empéche I'accumulation de chaleur
et élimine le risque de briilure de matrice dans les matériaux composites et les zones affectées par
la chaleur dans les métaux (Marguet et al., 2007). De plus, cela élimine le risque de dommages

12
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induits par les copeaux et rend le polissage des structures obsoléte. L’endommagement des surfaces
par les éclats peut ainsi étre évité (Deitert, 2011).

Whinnem et al. (Whinnem et al., 2008) montrent que 1’excellente fragmentation du copeau
et son transport hors de la zone de coupe constituent également un atout considérable pour
I’installation d’un systéme d’extraction de copeau par aspiration (Figure 1.4). Ceci permettrait donc
le percage des structures confinées sans nettoyage ultérieur ainsi que des opérations d'assemblage
sans désassemblage en cas d'utilisation de fixations aveugles. Wang et al. (Wang et al., 2014) ont
justement montré que par rapport a la température maximale produite lors du pergage axial, celle
du pergage orbital peut diminuer de plus de 36,3% avec I’utilisation d’un tel systéme d’extraction.

I.-

|l Systéme
d’extraction de
copeau par
aspiration

pergage
orbital

Outil
Figure 1.4: Systeme d'évacuation des copeaux par aspiration (Whinnem et al., 2008)

D. Absence de bavure

L’un des principaux désavantages du percage axial est la présence de bavures en entrée et
en sortie du trou a cause des forts efforts axiaux développés pendant la coupe. Par conséquent, le
percage axial implique généralement des opérations additionnelles de démontage pour ébavurage,
alésage et puis réassemblage, ce qui induit donc des colits supplémentaires. Le pergage orbital, a
I’inverse, produit trés peu de bavure comme 1’ont démontré Brinksmeier et Fangmann (Brinksmeier
& Fangmann, 2010) dans I’AA2024 ou encore Chen et al. (Chen et al., 2010) pour différents aciers,
ce qui permet d’énormes gains économiques et de temps (Whinnem et al., 2008).

E. Meilleure qualité du trou

Dans leurs travaux, Sasahara et al. (Sasahara et al., 2008) ont montré que le percage orbital
présentait une meilleure précision dimensionnelle et géométrique comparé au pergage axial,
différence davantage marquée encore avec I’emploi de la micro-lubrification. Chen et al. (Chen et
al., 2010) et Qin et al. (Qin et al., 2012) ont quant a eux montré que le pergage orbital produit un
meilleur état de surface par rapport au percage axial.

[122.  limites du pergage orbital
A. Temps de percage

Un inconvénient, qui a également des répercussions économiques, est le temps de pergage
qui est fortement augmenté en percage orbital. Il peut &tre multipli¢ par deux ou plus par rapport
au temps d’usinage en percage classique. Mais cette perte de temps par rapport au pergage axial,
est a mettre en paralléle avec les gains de temps de cycle quand plusieurs opérations sont
nécessaires en percage axial (pré-percage et/ou alésage, démontage, etc...). Tonshoff et al.
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Chapitre 1. Etat de I’art

(Tonshoff et al., 2001) ont montré que dans la fabrication d'un composant en aluminium, le gain
net de temps d'usinage réalisé grace au pergage orbital qui utilise seulement 3 outils peut étre de
25%, par rapport a la séquence de pergage conventionnelle a grande vitesse suivi d'un alésage qui
nécessite 12 outils.

B. Présence de capsules

Brinksmeier et al. (Brinksmeier & Fangmann, 2010) ont montré dans leurs travaux que le
percage orbital pouvait s’accompagner de la présence de capsule sous forme de disque en sortie de
trou lors du percage d’alliage d’aluminium (Figure 1.5). Il est aussi présent dans le cas du pergage
axial sous forme conique. Dans certains cas de percage orbital, la capsule reste accrochée a la piece
et devient un probléme car il est indispensable de réaliser une opération d’ébavurage. Ce
phénoméne peut également &étre un véritable probléme lors du percage d’empilement, car les
capsules provenant des couches supérieures peuvent se glisser entre les matériaux, nécessitant un
démontage pour les évacuer.

D’apres Brinksmeier et al. (Brinksmeier & Fangmann, 2010) , ce phénoméne peut étre
minimisé par un contrdle précis des conditions de coupe et une dimension d’outil adaptée. L avance
axiale est un paramétre trés influent dans la formation de ces capsules. Ils ont réalisé une série
d’essais dans 1’alliage d’aluminium AA2024 en faisant varier ’avance axiale. Cela a permis de
conclure qu’en augmentant I’avance axiale, la formation de capsule est diminuée ou tout au moins
sa taille (Figure 1.6-a). Ils ont également remarqué que le rapport entre le diameétre outil et le
diamétre du trou est influent (Figure 1.6-b). Dans I’AA2024, un rapport du diamétre du trou sur le
diamétre de 1’outil supérieur ou égal a 1,45 donne des résultats intéressants : il n’y a pas de capsule
ou alors elles sont suffisamment petites pour étre évacuées avec les copeaux. Une autre solution
pour éviter la formation de capsule réside donc dans la diminution du diamétre de 1’outil.

Divou/Doutn =1,45

Figure 1.6: Influence (a) de la vitesse d’avance axial et (b) du rapport Dtrou/Doutil sur la formation de capsule lors du
percage orbital de 1’AA2024 (Brinksmeier & Fangmann, 2010)
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1.1 Le pergage orbital

Selon Lutze (Lutze, 2008), la meilleure solution pour pallier au probléme des capsules est
de modifier la géométrie des outils. La forme des arétes du bout de 1’outil est déterminante dans
I’apparition des capsules. Les outils sphériques créent des capsules beaucoup plus importantes
qu’un outil cylindrique a bout plat (Figure 1.7). Il est intéressant de noter sur la Figure 1.7 que les
tailles des capsules sont trés variables en fonction de I’outil utilisé. La géométrie de celui-ci est
donc tres influente sur la formation de capsules.

n, = 199 min-! T mgezgmiect [ [T R asmiet
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1,=0.0033mm | f, = 0.0066 mm | 1, = 0.0033 mm | 1, = 0.0066 mm | 1, = 0.0033 mm | 1, = 0.0066 mm
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i cap weight 100l 1 I cap wesght lodi 2 I cap weight tool 3 I cap weight tooi 4

Figure 1.7: Masse des capsules en fonction de différentes géométries d'outils (Lutze, 2008)

C. Flexion de I’outil en percage orbital

Si en pergage axial le diamétre du trou dépend directement du diamétre de I’outil, ce n’est
pas le cas en pergage orbital. Dans certains cas de figure (percage des empilages de fortes épaisseurs
comparativement au diameétre du trou ou de matériaux a faible usinabilité tels les alliages de titane),
il peut y avoir en pergage orbital une flexion d’outil liée aux efforts de coupe radiaux. Cette flexion
engendre un diamétre inférieur a celui souhaité, pouvant rendre le percage hors tolérance
dimensionnelle (Deitert, 2011) (Rey, 2016). Pour éviter ce probléme, deux solutions sont possibles.
La premicre est de modifier la trajectoire de 1’outil pour compenser la flexion de 1’outil. Cela
revient, dans des cas simples ou la flexion est constante, & programmer un diamétre plus important
pour obtenir un diamétre réel dans la tolérance. La deuxiéme solution est de limiter la flexion de
I’outil. Pour cela il est nécessaire de diminuer les efforts qui tendent a faire fléchir 1’outil. Denkena
et al. ont étudié les efforts au cours du percage orbital en fonction des avances a la dent (Denkena,
Boehnke, & Dege, 2008). IIs montrent qu’en augmentant [’avance tangentielle (fz), et/ou en
diminuant I’avance axiale (fz,), il est possible de diminuer les efforts de coupe radiaux et surtout
I’effort normal & I’avance qui provoque la flexion d’outil responsable de la variation du diametre.
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[13.  Pergage orbital et alliage d'aluminium AA2024-T3al

Comme le montrent plusieurs auteurs, le pergage orbital permet d’obtenir des trous de
qualité aéronautique dans les alliages d’aluminium AA2024 : respect des tolérance géométriques
et dimensionnelles, bavures quasi-inexistantes, faibles efforts de coupe, géométries variables du
percage. Cependant, la tenue en fatigue des piéces en alliage d’aluminium obtenues par percage
orbital se heurte a quelques difficultés majeures. L’étude de Deitert et al. (Deitert, 2011) menée sur
des trous percés dans ces matériaux par pergage orbital a révélé une réduction de la durée de vie en
fatigue comparée au pergage conventionnel, en fonction des géométries d’outils et des conditions
de coupe (Figure 1.8).
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Figure 1.8: Courbes de Wéhler du percage axial et du percage orbital sur I’alliage d'aluminium (Deitert, 2011)

Ils n’ont pu établir aucune relation entre la tenue en fatigue et les tolérances géométriques,
I’¢tat de surface, la dureté, la microstructure ou encore les efforts de coupe. Leurs conclusions font
état d’un champ de contraintes compressives moindre sur les parois des trous percés a 1’aide du
percage orbital ; état qui serait lié aux outils de coupe et aux parameétres d’usinage. Ce champ de
contraintes compressives plus faible serait responsable de la chute de la tenue en fatigue. L’étude
met en paralléle les deux procédés de percage avec différentes géométries d’outils en percage
orbital et des parametres de coupe identiques et analyse ensuite les contraintes résiduelles induites
par chacun d’eux (Figure 1.9). Ils ont observé différents niveaux de contraintes en fonction du
procédé et de I’outil utilisé, les niveaux les plus élevés étant réalisés par pergage axial.
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Figure 1.9: (a) Points de mesures — (b) Contraintes résiduelles apres différents procédés de pergage (Deitert, 2011)
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1.1 Le percage orbital

Toutefois, Sun et al. (Sun et al., 2016) ont aussi mené une étude sur la tenue en fatigue de
1’AA2024 en fonction du procédé de percage. Ils ont montré que le pergage orbital permettait
d’obtenir une meilleure durée de vie comparé au pergage axial. Leurs travaux montrent également
que cette durée de vie pourrait davantage étre améliorée avec 1’emploi d’une micro-lubrification
(Figure 1.10). L’étude de I’intégrité de surface qu’ils ont faite a permis de démontrer que le pergage
orbital produisait un meilleur état de surface, une meilleure circularité et induisait des déformations
plastiques moins sévéres. En effet, des observations aux Microscope Electronique a Balayage de
coupes transversales des trous ont révélé la présence d’une « couche blanche » uniquement sur les
parois des trous percés axialement. Des essais de nanoindentation révélent que la dureté et le
module d’Young de cette derniere sont inférieurs a ceux du matériau brut (Figure 1.11).
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Figure 1.10: Comparaison des nombres de cycles a la rupture de I'AA2024 et du Ti-4AI-6V pour différents procédes de
per¢age (Sun et al., 2016)
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Figure 1.11: Essais de nanoindentation sur la « couche blanche » formée au cours du per¢age axial de I’AA2024 : (a)
Image optique de la matrice d’indents, (b) Résultats de microdureté, (c¢) Modules d’Young (Sun et al., 2016)

Cependant, leurs études ont été menées dans un domaine limité avec des conditions
d'usinage conventionnel (faibles vitesses de coupe) en raison de leurs outils et de la limite de leur
unité de pergage orbital (machine a commande numérique dont la vitesse de rotation maximale est
de 12000trs/min).
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[14.  Synthese

Malgré une faible productivité par rapport au percage axial, le percage orbital présente de
nombreux avantages tels que la flexibilité de sa trajectoire qui permet la réalisation de plusieurs
géométries et la réduction du nombre d’opérations nécessaires dans le cadre du « One-Way-
Assembly ». La cinématique des trajectoires favorise 1’évacuation rapide des copeaux offrant ainsi
I’avantage de limiter la production de chaleur et la détérioration des surfaces usinées. La diminution
des efforts de coupe qui sont trés souvent a I’origine de défauts d’usinage permet aussi la diminution
du risque de déformation des parois fines, du risque de délaminage dans les matériaux composites
et ainsi que du risque de formation de bavure.

Toutefois, ce processus nécessite d’étre amélioré principalement en termes de propriétés
mécaniques des pieces. Cela passe en premier lieu par une optimisation des parameétres de coupe
en fonction du matériau, optimisation d’autant plus compliquée & mener du fait du nombre élevé
de parameétres d’usinage en percage orbital relativement au percage axial. Il est donc primordial de
comprendre et de quantifier I’impact des conditions d’usinage sur les caractéristiques des surfaces
usinées.

[.2. Le matériau d'étude : alliage d'aluminium AAZ024 - T3al

Les alliages d’aluminium de la série 2000 et notamment 1’alliage AA2024 sont des alliages
a durcissement structural (alliages traités thermiquement) dont le principal élément d’alliage est le
cuivre. IIs sont, avec les alliages de la série 7000, majoritairement retrouvés dans la construction
acronautique et spatiale en raison de leurs hautes caractéristiques mécaniques et résistance a la
fatigue couplées a leur faible densité. L’alliage AA2024 est généralement employé pour les
¢léments de structures tels que les voilures et la peau de fuselage (sous forme de tole mince), les
raidisseurs intrados de I’aile (sous forme de tole épaisse) (Develay, 1977) (Shahzad, 2011) (Santos
etal., 2016).

[2].  Caractéristiques de 'AA2024-T351

[211.  Mise en forme et traitements thermiques

Les spécifications de la composition chimique de 1’alliage AA2024 sont données dans le

Tableau 1.1: Composition chimique (en % de masse) de l'alliage d'aluminium AA2024-T351 (AFNOR NF EN 573-3)

Al Cu Mg Mn Cr Fe Si Ti Zn
Base 3.8-49 | 1.2-1.8 | 0.3-0.9 <0.1 <05 <0.5 <0.015 | <0.25

La mise en forme de cet alliage se déroule en trois étapes (Pauze, 2008) (Stucky, 2011)
(PRIETO YESPICA, 2012):

> La coulée :

Les constituants de 1’alliage sont mélangés dans un four, vers 700°C, puis coulés
verticalement en continu sous forme d’une plaque. Des hétérogénéités structurales et chimiques se
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1.2.Le matériau d’étude : alliage d’aluminium AA2024-T351

forment lors de la solidification (Figure 1.12-a) : les atomes de soluté sont rejetés en avant du front
de solidification. Il se forme alors des dendrites d’aluminium pauvres en atomes de soluté et entre
les dendrites, un mélange eutectique trés riche en atomes de soluté. Ces phases eutectiques sont a
’origine de la formation de particules grossieres indésirables.

» L’homogénéisation :

Afin d’homogénéiser la solution solide, la plaque est portée entre 475 et 495°C pendant
20h. Les particules intermétalliques grossiéres formées pendant la solidification sont insolubles a
cette température, mais les hétérogénéités macroscopiques de composition sont éliminées.

» Le laminage :

La plaque peut ensuite étre laminée a chaud puis éventuellement a froid pour atteindre
1’épaisseur désirée. Cette opération fragmente et distord les grains ; les particules intermétalliques
grossieéres sont cassées et redistribuées dans la direction de laminage (Figure 1.12-b).

Particules grossiéres

vy 4 - oy -.direction de
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Figure 1.12: a) Particules intermétalliques grossieres formées lors de la solidification ; b) Fragmentation et
redistribution des particules intermétalliques dans la direction de laminage (photo en MEB-FEG: Field Emission Gun
sur échantillon poli) (Pauze, 2008).

Aprés la mise en forme, il s’en suit le traitement thermique de durcissement structural T3
constitué de trois principales étapes (cf. Figure 1.13) :

> La mise en solution solide :

Elle consiste au chauffage a une température supérieure a la température limite de solubilité
(température de solvus) pendant une durée suffisante pour atteindre un équilibre thermique afin que
tous les atomes de soluté se retrouvent en solution solide.

» La trempe :

C’est le refroidissement rapide aprés 1’étape de mise en solution de maniére a garder la
solution sursaturée a la température ambiante. L'objectif est d’augmenter les propriétés mécaniques
du matériau en permettant de conserver a température ambiante la structure moléculaire obtenue a
chaud. Mais cette opération est I’'une des principales sources de contraintes résiduelles présentes au
sein des toles laminées. Ces contraintes peuvent engendrer une instabilité dimensionnelle, en
particulier lorsque les composantes ont une forme irréguliére ou lorsque les opérations d’usinage
ultérieures exposent les contraintes sous-jacentes.
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» Une maturation et /ou un revenu :

Apres I’étape de refroidissement, la solution solide se trouve dans un état métastable. De
maniére progressive et spontanée, elle se décompose a température ambiante et a donc tendance a
retrouver son état d’équilibre. Cette maturation est qualifiée de naturelle ; elle peut aussi étre
effectuée dans de 1’eau.

Le revenu est 1’étape de chauffage ultéricur a des températures inféricures aux températures de mise
en solution (de I’ordre de 100 a 200 °C). La solution solide sursaturée retourne ainsi a 1’état
d’équilibre de fagon accélérée par des maintiens a une température supérieure. Le résultat de cette
précipitation sous 1’effet du revenu est une augmentation des propriétés mécaniques telle que la
dureté. Cette opération peut, le plus souvent, étre préférée a une maturation moins durcissante.
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Figure 1.13: Schéma représentatif du traitement thermique T3 des alliages d'aluminium a durcissement structural
(Accary, 2014)
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Afin de réduire les contraintes résiduelles présentes dans la matiére, des opérations de
relaxation de contraintes résiduelles sont mises en ceuvre. Le traitement TX51 correspond a un
traitement de relaxation par traction dans le sens de laminage jusqu’a obtention des déformations
plastiques de I'ordre de 1.5-3% (Stucky, 2011). Ce traitement permet également de rendre
homogéne la précipitation ultérieure en générant des dislocations. La t6le est ainsi dans un excellent
état de stabilité dimensionnelle. Toutefois, les contraintes résiduelles présentes aprés ce processus
de relaxation, bien qu’extrémement petites, peuvent suffire a créer des distorsions au cours de
I’usinage des structures dans la masse (Prime & Hill, 2002).
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T 3 : mise en solution, trempe, [ T X5 : traitement de relaxation
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T 351 ; MES + trempe + traction contrilée + maturation

Figure 1.14: Schéma récapitulatif de l'état thermique de l'alliage AA2024-T351 (Pauze, 2008)
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1.2. Le matériau d’étude : alliage d’aluminium AA2024-T351

[212.  Microstructure et texture morphologique de |'AAZ024-T3al

L’alliage AA2024-T351 présente une microstructure fortement fibrée constitué¢e de gros
grains aplatis et trés allongés dans le sens du laminage (Figure 1.15-a). Les tailles moyennes des
grains sont respectivement de 1000, 300 et 100 um dans les sens longitudinal (L), travers long (Tv)
et travers court (Tc¢) (de Bonfils-Lahovary et al., 2017). Par ailleurs, (Pauze, 2008) a constaté un
gradient de la taille des grains dans 1’épaisseur des toles d’AA2024-T351 ; dans son étude, 1’auteur
montre que sur une toéle de SOmm d’épaisseur, les couches extrémes de 4mm ont une taille de grain
beaucoup plus petite (Figure 1.15-c). Cette texturation est due a 1’opération de laminage pratiquée
pendant sa mise en forme.
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Figure 1.15: a) Texture morphologique de I’AA2024-T351, révélée en micrographie optique suite a une oxydation
anodique ; b) Dimensions caractéristiques d 'un grain ; ¢) Profil de texture morphologique dans I’épaisseur de la téle
(Pauze, 2008)

[213.  Propriétés mécaniques et physiques de ['AA2024-T3al

Certaines caractéristiques des alliages, comme les propriétés intrinséques (module
d’Young, masse volumique, coefficient de poisson) sont essentiellement fonction de leur
composition chimique ; elles sont donc difficilement modifiables. Les propriétés extrinséques par
contre (ductilité, limite élastique, résistance a la traction, dureté, la résistance a la corrosion) sont
directement liées a 1’état de revenu de D’alliage et plus précisément aux paramétres de ces
traitements thermiques (temps, température). L’évolution de la résistance mécanique en fonction
du temps de revenu est caractérisée par une courbe en forme de cloche, avec une résistance
maximum a 1’état dit de « revenu au pic » ; mais la résistance a la corrosion évolue en sens inverse
(Figure 1.16).
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Figure 1.16: Evolution des propriétés mécaniques et de la tenue a la corrosion des alliages a durcissement structural
en fonction de la durée de revenu (Shreir, 1979)
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En général, les alliages AA2024 sont caractérisés par une bonne tenue a chaud, une bonne
usinabilité et des bonnes propriétés mécaniques, surtout a I’état T6 (revenu au pic) (Radutoiu,
2013). IIs ont d’excellentes caractéristiques mécaniques grace a un taux plus élevé en magnésium,
présentent une bonne ténacité et une bonne tenue a la propagation de fissures. Par contre, leur
résistance a la corrosion est faible, principalement a cause du cuivre. En effet, le cuivre tend a
précipiter dans les joints de grains. Il rend I’alliage particuliérement sensible a la corrosion
intergranulaire, a la corrosion par piqires et a la corrosion sous contrainte (Blanc et al., 1997).

L’effet de la texture morphologique de I’AA2024-T351 sur les propriétés mécaniques est
trés important. (Pauze, 2008) a menée des essais de traction sur des éprouvettes extraites dans les
différentes directions d’une plaque d’AA2024-T351. Par ailleurs, (Seidt & Gilat, 2013) ont réalisé,
en plus des essais de traction, des essais de compression et de torsion dans les différentes directions
et a différentes vitesses de déformation. Leurs conclusions mettent en exergue 1’anisotropie de cet
alliage fortement due a sa texture fibrée : ses propriétés sont plus faibles dans le sens travers court
et plus importantes dans le sens longitudinal.

Les caractéristiques mécaniques de 1’AA2024-T351, en fonction des différents sens de
sollicitations, sont données dans le Tableau 1.2.

Tc T L
(Pauze, (Pauze, (Pauze, | (Norme
2008) 2008) 2008) EN
485-2)
Rp*?: Limite d’élasticité (MPa) 270 300 329 290
Rm : Résistance a la traction (MPa) 380 428 430 430
A : Allongement a rupture (%) 4 9 12 11
E : Module d’Young (GPa) 70-73
v : Coefficient de poisson 0.33
Dureté (HBW) 122
p : Masse volumique (kg/dm?) 2.77
Tr : Température de fusion (°C) 502-638
A : Conductivité thermique (W.m.K™") 120

L’un des principaux objectifs de ces travaux est I’étude de la tenue en fatigue des alliages
d’aluminium AA2024-T351 aprés pergage. La littérature met en exergue le role majeur joué par
I’intégrité de surface sur la tenue en fatigue des alliages d’aluminium. En effet, I’examen du faciés
de rupture montre que les fissures s’amorcent le plus souvent en surface. Il est donc primordial de
déterminer, dans un premier temps, I’influence des conditions d’usinage sur les paramétres
d’usinabilité en général, et 1’intégrité de surface en particulier. Dans un second temps, il faudra
établir 'impact de cette intégrité de surface sur la durée de vie en fatigue.

[22.  Usinage Grande Vitesse vs usinage conventionnel : Usinabilité de I'AAZ024-

T34l

Le systéeme d’usinage comprend un outil de coupe, une pi€ce a usiner et une machine-outil.
La demande croissante pour une productivité accrue couplée a un moindre cotit de fabrication
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pousse les usineurs a explorer en permanence une combinaison outil de coupe/machine-
outil/piéce qui permettrait un usinage a trés grandes vitesses sans compromettre 1’intégrité de
surface et les précisions (géométriques et dimensionnelles) requises pour les piéces usinées. Pour
y parvenir, des efforts ont été faits pour développer des matériaux et des géométries d’outil de
coupe capables de résister dans des conditions agressives.

Le terme « Usinage Grande Vitesse » (UGV) est un terme relatif qui varie d’un matériau a
un autre, ce qui rend difficile la définition du concept. En termes quantitatifs, Von Turkovich (Von
Turkovich, 1979) a proposé les plages de 600-1800m/min, 1800-18000m/min et supérieur a
18000m/min pour décrire respectivement les zone d’usinage grandes vitesses, trés grandes vitesses
et ultra grandes vitesses ; mais ceci demeure assez imprécis. En effet, les vitesses peuvent étre
extrémement différentes suivant la nature du matériau (aluminium vs titane, par exemple).
Toutefois, Flom (Flom, 1985) définit I’'UGV pour un matériau donné comme étant la vitesse au-
dessus de laquelle 1a bande de cisaillement se développe complétement dans la zone de cisaillement
primaire.

L’usinabilité est un terme utilisé pour décrire I’aptitude d’un matériau a subir une mise en
forme par enlévement de matiére. Elle est significativement affectée par les propriétés (mécaniques
et thermiques) de la piéce a usiner, les propriétés et la géométrie de 1’outil de coupe, les conditions
de coupe employées et ’environnement de coupe (Ezugwu, 2005). De fagcon générale, comparés
aux autres matériaux, les alliages d’aluminium de la série 2000 (notés AA2000) sont considérés
comme ayant une trés bonne usinabilité¢ (Santos et al., 2016). Les principaux parameétres de
I’usinabilité peuvent se mesurer a travers les efforts de coupe, la durée de vie de I’outil (par
exemple, I’évolution de I’usure au cours du temps), le taux d’enlévement de matiére (productivité),
I’observation des copeaux, le respect des tolérances dimensionnelles et géométriques, et a travers
I’intégrité de surface. Ces différents paramétres varient fortement avec les conditions de coupes.
Cela nous améne a nous intéresser a 1’incidence des conditions de coupes sur ces derniers.

[2.2].  Efforts de coupe

Plusieurs études ont été menées sur I’'impact des conditions d’usinage de I’AA2024-T351
sur les efforts de coupe (Fuh & Chang, 1997) (Yousefi & Ichida, 2000) (Nair et al., 2002) (Larbi et
al., 2015) (Giasin et al., 2016). Selon (Santos et al., 2016), les efforts de coupe sont beaucoup plus
faibles par rapport a ceux des aciers (environ 70%). Leur ductilité entraine une plus grande zone de
contact outil-copeau, ce qui aurait tendance a provoquer une augmentation des efforts de coupe, de
la puissance consommée et de la chaleur dissipée et générerait par conséquent une mauvaise
intégrité de surface tout en rendant difficile le contrdle des copeaux. Mais leur résistance au
cisaillement est relativement faible, et donc, méme avec de grandes zones de contact copeau-outil,
leur usinage est considéré comme une tache relativement facile (Santos et al., 2016).

Fang et al. (Fang & Wu, 2005) ont montré au cours des essais de coupe orthogonale sur les
alliages d’AA2024-T351 que les grandes vitesses de coupe induisaient de faibles efforts tangentiels
et de coupe comparés aux vitesses conventionnelles. Ils montrent par la méme occasion que ces
efforts diminuent lorsque les vitesses de coupe augmentent, puis demeurent constants. Ces
observations ont également été faites au cours du fraisage (Salguero et al., 2013) (Figure 1.17) et
du pergage (Nair et al., 2002) (Giasin et al., 2016) UGV de I’AA2024-T351 (Figure 1.18). Atlati
(Atlati, 2012) explique cette diminution des efforts aux grandes vitesses de coupe par la diminution
de la résistance mécanique des matériaux due a leur adoucissement thermique liés aux hautes
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températures. Cependant, une augmentation excessive des vitesses de coupe pourrait faire croitre
les efforts de coupe (Salguero et al., 2013) (Hamade & Ismail, 2005).

11 est & noter aussi que les efforts de coupe augmentent avec I’avance a la dent, a cause de
I’augmentation de 1’épaisseur de maticre a enlever. Comme 1’explique (Hamade & Ismail, 2005),
ces efforts sont proportionnels a la section de copeau.
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Figure 1.17: Evolution des efforts de coupe en fonction de la vitesse de coupe Ve pour différentes valeurs d’avance a la
dent fz lors du fraisage de I'AA2024-T351 (Salguero et al., 2013)
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Figure 1.18 : Evolution des efforts de coupe en fonction de la vitesse de rotation au cours du percage UGV de
l'AA2024-T3 (Nair et al., 2002)

[22.2. Usure de ['outil : Fluides de coupe & optimisation de |'outil

L’usure de I’outil est un critére important de 1’usinabilité. Il participe pour beaucoup dans le
colt des opérations d’usinage. D’apres la littérature, les principaux mécanismes d’usure d’outils
rencontrés en usinage sont (Wright & Trent, 2000) (Mohammed Nouari, 2000) (Gautier List, 2004a) :

e L’usure par déformation plastique et fatigue ;

e L’usure par adhésion (aréte rapportée et attrition) ;
e L’usure par abrasion ;

e L’usure par diffusion.
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A. Usures rencontrées dans 'usinage de ’AA2024

En ce qui concerne 'usinage de 1’AA2024, toutes les formes d’usure peuvent exister.
Davoudinejad et al. (Davoudinejad et al., 2012) montrent qu’au cours du per¢age conventionnel de
cet alliage (Vc=28 et 94 m/min, f=0.04mm/tr), les principaux mécanismes d’usure sont 1’abrasion
et l’adhésion. Dans leurs travaux sur le tournage conventionnel de 1’AA2024-T351
(Vc=40-170m/min, £=0.05-0.3mm/tr), Carrilero et al (Carrilero et al., 2002) ont montré que 1’usure
de I’outil est principalement causée par les phénomenes de collage qui prennent d’abord la forme
d’une fine couche adhérente (BUL), ce qui conduit, a long terme, a la formation de 1’aréte rapportée
(BUE). Cela a également été observé dans le cas du pergage conventionnel (Vc=24-164m/min et
=0.04mm/tr) (Girot & Géhin, 2002) et du fraisage conventionnel Vc=47m/min,
£7z=0.38-4.5um/dent) (Kim & Kang, 1997). Haddag et al. (Haddag et al., 2016) ont, quant a eux,
investigué le processus de formation de cette BUE sur [’usinage de I’AA2024-T351. Ils démontrent
que cette BUE dépend fortement du contact/frottement a I’interface outil-copeau et survient
principalement pour les faibles angles de coupe car ces derniers rendent difficile 1’écoulement de
maticre. Ceci engendrerait par la suite une accumulation de mati¢re et un contact collant a la pointe
de I’outil qui se traduira donc par la formation de la BUE (Figure 1.19). Cette hypothése vient
compléter celle de (Carrilero et al., 2002) qui explique que la BUL, de dureté inférieure a celle de
’outil, provoque une modification du mécanisme de dépot de matériau sur la face de coupe de
I’outil et conduit a la formation du BUE.

Figure 1.19: Formation d'une BUE au cours de la coupe orthogonale de I'AA2024-T351 avec une vitesse de coupe
Ve=60m/min, une avance f=0.1mm et un angle de coupe=0° (Haddag et al., 2016)

A plus grandes vitesses de coupe, les phénomenes de collage subsistent encore, mais ils
sont bien moindres et font surtout progressivement place aux mécanismes d’usure activés
thermiquement (Hamade & Ismail, 2005). C’est ce qu’avaient justement montré Girot et al. (Girot
& Géhin, 2002) dans leur étude sur le percage UGV a sec des alliages d’aluminium. Selon Nouari
etal. (M. Nouari et al., 2003), la température a I’interface outil-copeau (qui augmente avec la vitesse
de coupe) causerait le passage de 1’abrasion a I’adhésion et/ou de 1’adhésion a la diffusion. Bien
que le moteur thermodynamique de la diffusion de matiére soit les gradients de concentration, la
température reste un catalyseur important. Il est donc impératif de travailler dans un domaine de
température qui permet de limiter ce transfert, en particulier de I’aluminium vers ’outil.

B. Solutions limitant 'usure lors de I'usinage de ’AA2024

/

«» Utilisation de fluides de coupe

Afin de limiter au maximum 1’usure de 1’outil, de préserver également I’intégrité de surface
des piéces usinées et d’accroitre par conséquent la productivité, les fluides de coupes sont
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généralement employés pendant 1’usinage de I’AA2024. D’apreés plusieurs auteurs (Girot & Géhin,
2002) (Itoigawa et al., 2006) (Kelly & Cotterell, 2002) (M. Nouari et al., 2003), ils permettent :

e Deréduire le frottement a I’interface outil-copeau et par conséquent les températures dans
la zone de contact ;

e De réduire les phénomenes d’adhésion et de diffusion de 1’aluminium sur 1’outil ;

e De faciliter ’évacuation du copeau ;

e D’améliorer la précision d’usinage et 1’¢état de surface de la piéce.

Cependant, a cause de leur caractére polluant (M. Nouari et al., 2003) et des cotts induits
par leur utilisation (16-20% des colits de fabrication) (Sreejith & Ngoi, 2000), les industriels
préconisent davantage la suppression de I’emploi des lubrifiants. Mais cela représente un réel défi.
En effet, la suppression des fluides de coupe peut avoir des conséquences néfastes sus-évoquées
sur les outils de coupe et par conséquent sur la qualité de la surface usinée, ce qui réduit
inéluctablement la productivité. List et al. (G. List et al., 2005) dans leurs travaux suggerent a cet
effet que les alliages d’aluminium trés ductiles tels que I’ AA2024-T351 ne devraient pas étre usinés
sans lubrification. Par ailleurs, dans le cas particulier du percage, les fluides de coupe servent
grandement non seulement a 1’évacuation du copeau (confiné dans la zone de coupe), mais aussi
au refroidissement de 1’outil et de la piéce surtout en conditions UGV (Kelly & Cotterell, 2002).

Une premiére alternative a I’emploi de fluide de coupe dans sa forme classique (arrosage)
a été la micro-lubrification (application d’une infime quantité de lubrifiant sous forme d’un
brouillard d’aérosol a I’aide d’un flux d’air comprimeé) et par les jets de gaz réfrigérés a grandes
vitesses (Kelly & Cotterell, 2002) (Kishawy et al., 2005) (Biermann & Heilmann, 2010). Ces
moyens se sont révélés étre d’excellentes alternatives aux fluides de coupe notamment en UGV.
L’absence de lubrification peut également étre compensée par 1’utilisation de matériaux d’outils,
et/ou des revétements adaptés, et par I’optimisation des géométries d’outils.

@

¢ Outils de coupe pour "usinage de ’AA2024 et revétements d’outil

Du fait des fortes températures et des efforts de coupe générés au cours de I’usinage, les
outils de coupe sont soumis a des chargement thermomécaniques trés importants. Comme le
montrent Childs et al. (Childs et al., 2000), la plupart des matériaux d’outils perdent en dureté a
température élevée. Ils doivent donc avoir certaines qualités requises telles que (Rey, 2016) :

e Une dureté importante a des températures élevées pour résister aux fortes contraintes
générées lors de la coupe ;

e Une bonne conductibilité pour minimiser les gradients et les chocs thermiques sur 1’outil ;

e Une faible réactivité chimique afin d’éviter des transferts entre la matiére usinée et I’outil ;

e Une ténacité et une bonne résistance a la fatigue pour résister au processus de formation de
copeaux segmentés ;

o Une résistance a la traction, au cisaillement et a la compression élevée.

Les matériaux pour les outils de coupe remplissant ces conditions peuvent €tre regroupés
en trois catégories : (1) Les aciers rapides, (2) les carbures, (3) les céramiques et matériaux durs
(diamant polycristallin, nitrure de bore cubique, ...).
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Les outils en aciers rapides s’emploient trés bien pour 1’usinage conventionnel des alliages
d’aluminium. Par contre, M. Nouari et al. (M. Nouari et al., 2005) ne recommandent pas I’emploi
des outils de coupe en aciers rapides pour le percage UGV a sec des alliages d’aluminium car ces
derniers produiraient un trés mauvais état de surface et seraient plus sujets a ’usure. Par ailleurs,
les outils céramiques a base de nitrures de silicium sont peu utilisés a cause de la grande solubilité
du silicium dans I’aluminium (Kelly & Cotterell, 2002). A cause de leur extréme bonne résistance
a I'usure et pour des raisons économiques, les outils en carbure sont les plus recommandés pour
I’usinage de cet alliage, notamment en conditions UGV (Hamade & Ismail, 2005).

Bien que les outils en carbure possedent déja d’excellentes caractéristiques, ils peuvent
encore étre munis d’un revétement afin d’améliorer davantage leurs performances et limiter leur
usure. Etant la partie de I’outil réellement en contact avec la matiére usinée, ces revétements seront
donc congus de maniére a leur donner les mémes propriétés bien spécifiques susmentionnées pour
les outils de coupes. Ils sont constitués soit d’une couche unique, soit d’une superposition de
plusieurs couches de matériaux différents déposés par CVD (Chemical Vapor Deposition) ou par
PVD (Physical Vapor Deposition) et dont I’épaisseur totale n’excede pas Spm. Les revétements
utilisés sont a base de titane (TiC, TiN, TiB2, TiCN, TiAIN, TiAlION), les revétements céramiques,
les revétements ultra-durs (diamant, PCBN), les revétements autolubrifiants avec MoS2 ou WC en
couche externe (Gautier List, 2004a). Plusieurs auteurs (Kim & Kang, 1997) (M. Nouari et al.,
2003) (Dasch et al., 2006) (Roy et al., 2009) (Santos et al., 2016) ont montré que de tous ces
revétements, le dépot diamant minimise le BUE et I’usure abrasive. Il génére un meilleur état de
surface au cours de ’usinage des alliages d’aluminium. Ces résultats sont justifiés par une dureté
accrue, un faible coefficient de frottement et une faible affinité/solubilit¢é chimique avec
I’aluminium, ce qui réduit I’adhésion de 1’aluminium sur I’outil et permet ainsi de réduire les efforts
de coupe.

«» Optimisation de la géométrie d’outils

Pour le percage a sec conventionnel des alliages AA2024, quelques principaux parameétres
d’optimisation de géométrie d’outils retrouvés dans la bibliographie (M. Nouari et al., 2003) (Girot
& Géhin, 2002) (Ko & Lee, 2001), sont :

- Angle d’hélice : élevé pour faciliter I’évacuation des copeaux ;

- Angle de pointe : moyen pour disposer d’un bon centrage, ¢levé pour limiter 1’épaisseur de
la bavure a la débouchure ;

- Largeur de listel : faible dans le but de limiter le frottement sur la surface du trou, mais le
guidage de I’outil sera moins bien réalis€ ;

- Epaisseur d’ame : faible pour faciliter I’évacuation du métal au niveau de la pointe de
I’outil ;

- Angle de dépouille : entre 6° et 8°.

[2.2.3. Respect des tolérances géométriques et dimensionnelles

La qualité géométrique des trous percés est principalement quantifiée par les parametres de
circularité, conicité et de précision du diamétre, et est surtout affectée par la déflection de I’outil
(Abdelhafeez et al., 2015). Davoudinejad et al. (Davoudinejad et al., 2012) ont rapporté que
l'utilisation de vitesses de coupe trés élevées pour le per¢age Al2024-T351 augmentait 1'écart de
diamétre du trou, a cause de la BUE formée sur les I¢vres de ’outil ; ce qui en retour augmentait
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les forces de coupe et par conséquent la déviation d’outil. Par ailleurs, le processus de formation de
cette BUE peut se répéter plusieurs fois au cours d’un usinage causant une variation périodique de
I’avance et de I’angle de coupe. Il en résulte une modification importante des dimensions souhaitées
du produit fini (Gautier List, 2004a). Toutefois, ce défaut peut étre compensé par une faible avance
de I’outil (M. Nouari et al., 2003).

[23.  Del'usinage a l'intégrité de surface de 'AA2024

Une surface peut €tre décrite comme étant la couche la plus externe d’une entité. Elle
constitue I’interface d’un composant avec son milieu extérieur. Dans le cadre de I’ingénierie, le
terme surface servira a désigner la limite physique de la piéce considérée mais également les
microcouches de matériau directement sous 1’interface.

Field (Field & Kahles, 1964) fut le premier a introduire le terme « intégrité de surface » en
le définissant comme 1’état inhérent ou amélioré d’une surface produite par usinage ou par une
autre opération de génération de surface. Il fait donc référence a un « état matériau » associé a un
procédé d’usinage. Cependant, cette définition reste assez vague dans la mesure ou elle englobe
toutes caractéristiques liées a la surface (topographiques, optiques, biologiques, thermiques,
électriques, ...). La surface devra donc répondre a des critéres bien spécifiques en fonction des
besoins liées aux domaines d’utilisation de la piece :

e  Mécaniques (supporter les chargements mécaniques, état de surface) ;
e Thermiques (conductivité ou résistance thermique) ;

e Tribologiques (frottement, adhésion...) ;

e Optiques (apparence, réflexion...) ;

e Ecoulement fluides (couches limites...).

A cet effet, Davim (Davim, 2009) améliore cette définition en y ajoutant la notion de
« performance de la surface en service ». Autrement dit, 1’intégrité de surface désigne I’ensemble
des critéres qui décrivent 1’état matériau et qui ont également une influence sur les performances
de la surface, vis-a-vis d’une application bien précise. En usinage, trois parameétres majeurs sont
généralement retenus pour décrire 1'intégrit¢ de surface (Girinon, 2017): un paramétre
topographique ou géométrique (rugosité), un parametre mécanique (contraintes résiduelles), un
paramétre métallurgique (microstructure). L’intégrité d’une surface usinée est donc garantie
lorsqu’elle répond aux spécifications en termes de rugosité, de contraintes résiduclles et de
microstructure. Dans les paragraphes suivants, ces parameétres seront présentés ainsi que I’influence
des conditions de coupe sur ces derniers.

[23..  Le paramétre topographique : La rugosité
A. Définition et origines

L’état de surface fait référence aux irrégularités géométriques dues a 1’usinage. D’apres la
norme ISO 4287, il existe plusieurs profils d’irrégularités pour qualifier 1’état de surface d’une
picce. Ces profils sont regroupés en quatre principales catégories présentées dans le Tableau 1.3
(Davim, 2009) et représentées Figure 1.20 (Limido, 2008).
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Tableau 1.3: Ecarts géométriques des surfaces usinées (Davim, 2009)

Ordre | Irrégularités Causes
Ecarts de forme (planéité, Erreurs de glissiéres de machine-outil, déformations
1 rectitude, circularité, ¢lastiques, fixation erronée de 1'outil ou de la picce,
cylindricité, ...) usure sévere de 1'outil
L’ondulation (Ecarts Rotation excentrique de la piece ou de l'outil,
2 géométriques tels que la vibrations dans le systéme de fabrication, usure de

distances entre deux sommets) | I'outil, inhomogénéité du matériau traité

La rugosité périodique (stries, | Forme du bord de 1'outil, cinématique du processus,

3 . .

sillons) morphologie du copeau

La} rugos1te‘a¥> ériodique ou Usure du nez d'outil, formation du BUE, mode de
4 microrugosité (arrachements,

formation des copeaux, procédures galvaniques

fentes, piqlires)

Surface mesurée

Figure 1.20: Décomposition d'une surface mesurée (Limido, 2008)

Bien qu’ils présentent quelques limites d’utilisation (incapacité a discriminer certains
profils), les principaux critéres généralement sélectionnés pour définir 1’état de surface sont la
rugosité arithmétique Ra et la rugosité totale R¢. En fatigue, on utilise généralement le critére Rt
(Moussaoui, 2013). C’est en effet ce critere qui rend le mieux compte de la profondeur d’entaille
maximale qui risque de conduire a I’amorgage d’une fissure.

B. Influence des conditions d’usinage sur la rugosité

Comme I’ont montré différents auteurs, la qualit¢ de surface dépend fortement des
conditions de coupe. Dans les études traitant exclusivement de 1’usinage sans faire le lien avec la
durée de vie en fatigue, le critére de rugosité retenu est celui de la rugosité arithmétique R,.

Kim et Kang (Kim & Kang, 1997) ont étudié I’influence des paramétres de coupe et de
’outil sur la rugosité lors du fraisage de 1’AA2024. IIs montrent que la rugosité décroit avec la
vitesse de coupe. De plus, ils constatent que la rugosité ne s'améliore pas ou ne s'améliore que tres
lentement a partir d’une certaine vitesse de coupe supérieure. En revanche, la rugosité augmente
légérement avec I’avance par dent. Mais elle croit trés rapidement pour de grandes valeurs d’avance
a la dent (Figure 1.21).
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En ce qui concerne le percage de 1’AA2024, diverses conclusions sont observées sur
I’impact de I’avance axiale. Nair et al (Nair et al., 2002) ont montré que la rugosité diminue avec
celle-ci tandis que Nouari et al. (M. Nouari et al., 2003), Giasin et al. (Giasin et al., 2016), Ramzi
et al. (Ramzi et al., 2017) ont plutot une conclusion différente : la rugosité augmenterait avec
I’avance axiale. Ces derniers expliquent cette observation par le fait que la plus grande pression
engendrée par une avance supérieure causerait une plus grande déflection de la pointe du foret.
Quant a la vitesse de coupe, son augmentation entraine une diminution importante de la rugosité
(M. Nouari et al., 2003) (Ramazi et al., 2017). A cet effet, Ramzi et al. (Ramzi et al., 2017) suggérent
d’usiner les alliages d’aluminium AA2024 a grandes vitesses de coupe et avec une avance axiale
faible en vue d’obtenir un meilleur état de surface. Par ailleurs, Nouari et al. (M. Nouari et al.,
2003) montrent que la rugosité serait affectée par les angles d’hélice et de pointe (leur augmentation
pourrait minimiser la rugosite).
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Figure 1.21 : Influence de la vitesse de coupe et de l'avance a la dent lors du fraisage de I'AA2024 (Kim & Kang, 1997)
[2.3.2. Paramétre mécanique : Les contraintes résiduelles
A. Définition et origines

On définit les contraintes résiduelles (notées ap) comme étant les contraintes élastiques
multiaxiales présentes dans le matériau lorsque la piéce n’est soumise a aucune force extérieure
(mécanique ou gradient thermique). Elles sont la résultante d’une hétérogénéité des déformations
plastiques au sein du matériau. Les mécanismes générant des contraintes résiduelles peuvent étre
regroupés en trois points (Girinon, 2017) :

» Les déformations plastiques générées par un chargement mécanique. Les traitements
de surface de type mécanique (grenaillage, galetage...) fournissent des contraintes
résiduelles de compression. Elles sont induites par un allongement plastique de la matiére
en extréme surface qui se retrouve comprimée par la matiére non plastifiée en sous-
surface.

» Les déformations plastiques générées par un chargement thermique (sans
transformation de phase). Les procédés impliquant des phénoménes thermiques
fournissent des contraintes résiduelles de traction. L’échauffement en extréme surface
provoque une mise en compression plastique de la maticre par dilatation. Apres
refroidissement 1’extréme surface se retrouve mise en tension par la sous-surface qui n’est
pas plastifiée.
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» Les déformations plastiques générées par des transformations de phase. Si la
transformation de phase provoque une diminution du volume occupé en extréme surface
(transformation de martensite en austénite par exemple), elle se retrouve mise en tension
par la sous-surface. L’inverse entrainera des contraintes résiduelles de compression.

Tous les procédés de fabrication et de mise en forme (forgeage, soudage, usinage, ...)
générent dans la piéce des contraintes résiduelles. L’état des contraintes résiduelles au sein de la
maticre est généralement une combinaison de ces différentes causes (Barralis et al., 1999) ; il est
alors difficile de quantifier indépendamment la contribution des phénomeénes mécaniques,
thermiques et métallurgiques.

11 existe trois ordres des contraintes résiduelles (Figure 1.22) :

» Les contraintes résiduelles de 1°" ordre ; elles sont macroscopiques et sont observées sur
un nombre important de grains, voire a 1’échelle de la piece mécanique (moyenne a
1I’échelle du nombre de grains).

> Les contraintes résiduelles de 2" ordre ; moyennées sur un seul grain, elles sont induites
par I’hétérogénéité¢ et ’anisotropie de chaque cristal ou grain dans un matériau
polycristallin.

» Les contraintes résiduelles de 3™ ordre ; elles sont a ’échelle du cristal. On atteint ici
la limite de la notion de contraintes puisqu’elles sont induites par les défauts cristallins dans
les grains (lacunes, interstices, atomes en substitution, dislocations, défaut d’empilement,

macles).
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Figure 1.22 : Représentation des différents ordres de contraintes résiduelles en fonction de l'échelle d'observation

B. Méthodes d’évaluation des contraintes résiduelles

Différents types de méthodes expérimentales permettent d’évaluer les contraintes
résiduelles au sein d’une pi¢ce. Ces méthodes peuvent étre non destructives, semi-destructives
ou destructives (Rossini et al., 2012). Les méthodes destructives et semi-destructives (aussi
appelées méthodes mécaniques) reposent sur la mesure des déformations dues a la relaxation de
contraintes résiduelles lors du retrait d’un fragment de matériau de 1'échantillon. A 1’inverse, les
méthodes non destructives mesurent des paramétres liés a I’état des contraintes. Le tableau 1.4
regroupe ces différentes méthodes, ainsi que leurs avantages et inconvénients ; et la Figure 1.23
montre leurs profondeurs de pénétration et résolutions spatiales (taille de la surface de I’ensemble
de grains ou s’effectue la mesure).

31



Chapitre 1. Etat de I’art

S2UUOp Sap 2[1ANIp uoneladauy -
sayrtay] areneds wonnjosay -
Jnonnsa( -

aprder 1o anbruonoa -
nerigjewr ap swmes a8y sun e spqearnddy -

« potpaur SuTHONAS »

moannsaq
SUOTSUSWITP SapueId 3p SUo[[ueRyd -
saguuop sap 2[1o11I1p uotelardiayug - newgjew op awmes o8] aun e ajqeariddy-|  Inojuod np 2pOIIIN
Jnonnsa -| 2dnoo ap 29eJIns [ B 9[BULION 2jUTenUod B ap [iyoid Juajjaoxy -
a9y oeneds wonnjosay -
SUONRULIOIZP XNe )I[TqISUas aMOJ SaI] - Xnengjew ap aures adIey aun € ayqearddy - « pogew ajot-doac] »
JNONNSIp-Tag - steds swopmuero? xne ajqearddy -
J[IoIJIp saguuop sap uonejardiayuy- SAJUTEIJUOD Sp 2INSaUT ap Inapuojoid apuersn) -
SUOTJRTILIOIIP XNk JJI[IQISU3s aLO0J ST -
noIj np aporjaur (nox np aporow « porplour 2102-3ury »
: . ) jnanysop
e[ anb anbnexd surour 33 yonnsap snid azooug - e[ & wodder 1ed) sajurenuos ap yoid np anpualg adre[ snid - gl
aAnjeyTenDb JuawaTeIoUS3 UOnRN[EAT - aprder )2 anbrwouoog - S
« porpaur Sutynds »
Jnonnsap-Tuias - nergyewr ap awnmes o8y aun g ajqesrjddy -
9[qISS3208 JUAUIA[BIUID) -
(ereymamiarout apotpeur ey Jed) Inspuojord 1O} NP SPOTII
SUONRTILIOIIP XNE J}I[IQISUIS 2UOJ SI] - [ SUBp Se)uIRNUOD Sap Juarped o[ JTuajqo, p aMfIqIssod -
INONNSaIp-Twas - a[roe] uonesinn 32 apidey -
8IPIO0 puT 12 1 2P SAIUTEIUOD) -
aIT0jeI0qE] TS SPSBq SIMWR)SAS - aprdey - UOI)OIIUAS
a1sT[eroads un,p 91ISSadaN - smonnjosai ja uonjensuad ap mapuojord suuog -
SO[[aNPISST SAUTRIUOD XNE SOP XNBUBIS SIp EO—
XNEINJONISOIdNUT Xneus1s saf Jaredas op 2ISsa0aN - SINJONISOIITW 2P SJAJe Xne J[IqISuas apuern - PHEd
8p JIn1q Np 3pOTHIIN
sanbpguSewroiiay xnerIgew xne Juawanbrun - 21AND U anjaw ¢ apider saIL -
To[[nued?, | 3]qQISS2208 JUAWA[RIUID) -
2p awInjoA 3| N0} INS SAIIISSOIT SAINSAIN - SJN0O SI[qIEd - | SIOUOSENN IPOUIIN | JUINISIp
aoyy ofeneds wonnosay - 2IAND Wa 211w ¢ aprder saI - uoN
S3JUTENU0D Sap Jo[duIod INASUI ], -
2I10JRIOQE] TD SPSBQq SAMWISAS - uonN[osaI auuoq 2 nonenauad op Inapuojoid spueIn - | SUOHNAU SIP WOTJIRIIIICT
ajsterdads un,p 9)i1ssadoN - 3IPIO paT 12 | AP SAUIRHUOD -
SPIN)X3} U0 }a SUI[[e}SLIDAT0d XNegIeIn - 95eSSIN0I03, p XNE) 9] JoUTWIIa}ap ap SH[IqQISSod -
2oBLINS TS SaINSaw S3p juswanbrun - 21qQISS3908 JUSWA[RIDUID) - T —
suorsuawp sanad op suofnueyod - 3IPIO paT 12 n| 2P SAUIRHUOD -
2110JRIOQE] U SPSBQ SAWISAS - nengjew ap swmes o8y aun g aqearjddy -
S)UITTIATOIU] SIDBJUEBAY SIPOIIIN sadAy

32
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Figure 1.23 : Profondeur de pénétration et résolution spatiale des méthodes d'évaluation de contraintes résiduelles
(Rossini et al., 2012)

Aujourd’hui, la méthode la plus utilisée pour évaluer les contraintes résiduelles est la
diffraction des rayons X car elle présente de nombreux avantages et une certaine facilité de mise
en ceuvre. Cette méthode sera présentée un peu plus en détail ici, ainsi que la « splitting method ».

a. Principe de mesure et analyse par la diffraction des rayons X

Lorsqu’un matériau polycristallin est irradié par un faisceau de rayon X de longueur
d’ondes 2, il se produit un phénoméne de diffraction (Figure 1.24). En fonction de I’angle
d’incidence du faisceau de rayon X, les diffractogrammes obtenus peuvent présenter un pic de
diffraction. La position angulaire 8 du pic de diffraction est fonction de la distance interréticulaire
d(hkl) du matériau et est donnée par la loi de Bragg décrite par 1’équation (1.1).

2d(hkl)sin® = nA (1.1)

d(hkl) : Distance entre 2 plans cristallographiques

0 : Angle de Bragg (moitié de I’angle entre les faisceaux de rayons X incidents et réfractés)
A : Longueur d’ondes du faisceau de rayons X

n : Entier naturel (ordre de la diffraction)

La présence des contraintes résiduelles dans un matériau modifie la distance interréticulaire
du plan diffractant par rapport a un matériau sans contraintes. De ce fait, elle modifie également
I’angle du pic de diffraction. La méthode de diffraction des rayons X (DRX) consiste a analyser les
déformations du matériau par la mesure des variations de distance entre plans réticulaires du réseau
cristallin. L’angle W, appelé inclinaison, est I’angle entre la direction de mesure de la déformation
n et la normale a la surface de la piéce e3". L’angle ®, appelé azimut, est ’angle entre la direction

de mesure des contraintes O et Ty, et la direction ey .
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Figure 1.24 : Présentation du principe d'analyse de contraintes résiduelles par DRX

La position du pic de diffraction est directement relié¢e a la déformation élastique €y du
réseau cristallin par I’équation (1.2).

£q = In (;o((};lil))) =In (S22 (1.2)

sin

Toutefois, la relation entre les contraintes et la distance interréticulaire est complexe et
nécessite la formulation d’hypothéses plus ou moins bien vérifiées en pratique. Lors des essais de
diffraction, plusieurs diffractogrammes seront enregistrés pour différentes directions de I’espace
définies par les angles @Y. Ces diffractogrammes vont étre traités au préalable pour éliminer les
bruits de fond et déterminer la position du pic de diffraction. La valeur de la déformation €y est
ensuite obtenue par la « méthode des sin*¥ ». Graphiquement, la courbe g4y = f(sin?¥), tracée

a O constant, est une ellipse dont la pente moyenne est %SZ (op — 033), l’ouverture%SZ‘tq, et
I’ordonnée a 1’origine (% S;.033 +81.Tr(6)) (Figure 1.25). 04, T4, Tr(o) sont reliés aux
composantes du tenseur des contraintes G dans le repére (€;,€,,€3) par le systéme d’équations
(1.3). Les constantes % S, et S; sont les Constantes d’Elasticité Radiocristallographiques (CER) du
matériau. Elles sont liées a son module d’Young E et a son coefficient de Poisson v par les
équations (1.4) (Frangois & Bourquinel, 1996).
Op = 011C082® + 0,,5ind + 04, sin(2P)
Ty = 013C0SP + 0,35ind (1.3)
Tr(6) = 011 + 022 + 033

1 1+v

227

o v (1.4)
17 E
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Figure 1.25 : Exemple de courbe graphique gy = f(sin®¥) obtenue apreés diffraction (Jerez Mesa, 2018)

Lorsqu’on veut analyser le tenseur complet des contraintes, il est nécessaire d’effectuer des
acquisitions pour au moins trois directions ®. Les directions généralement considérées sont 0°, 45°
et 90°, ce qui permet d’obtenir d’apres le systéme d’équation (1.3) :

Ogp=0 = 011 et Tp=0 = 013

1
Op=45 = 5(011 + 033) + 012 et Tp=45 = (013 + 023)/V2 (1.5)
Op=90 = 022 et Tp=90 = 023

Toutefois, la méthode de DRX présente plusieurs limites dont les principales sont les
suivantes :

< Probléme de détermination de 633

Le systéme d’équations (1.5) ne permet pas de déterminer la composante 033 du tenseur
des contraintes. Par ailleurs, la valeur de 1’ouverture de I’ellipse obtenue par la méthode des sin”¥
est (64-033), soit (611-033), ct (022-033) pour ®=0°t 90° respectivement. La détermination de
011 €t 04, est donc en toute rigueur impossible sans déterminer au préalable 633. Il serait possible
de déterminer 053 a I’aide de I’ordonnée a I’origine de ey = f(sin®W), ¢’est-a-dire pour ¥ = 0.
Mais cette quantité dépend de la distance interréticulaire dgy(hkl) du matériau non contraint qui est
généralement mal connue pour les matériaux industriels. Dans la plupart des cas, 033 est
négligeable devant o4,. Ceci se justifie par la faible profondeur de pénétration des rayons X. Il est
donc d’usage de considérer 655 comme nulle et de remplacer d, (hkl) par la distance interréticulaire
des plans qui diffractent a W = 0 (Francois & Sprauel, 1996).

R/

< Matériau homogeéne et isotrope (pas de texture cristallographique)

A I’échelle macroscopique, le faisceau de rayons X affecte un certain volume du matériau
(volume irradi¢). A 1’échelle microscopique, le matériau est en général polycristallin. Au sein du
volume irradié, seule une partie des cristallites sont dans les conditions de diffraction et participent
donc au pic de diffraction suivant la loi de Bragg pour une direction ®¥ donnée. L’ensemble de
ces cristallites constitue le volume diffractant. Il est discontinu, varie selon la direction ®Y¥ et
représente environ 1 a 5% du volume total analysé (Figure 1.26). La déformation mesurée par le
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déplacement du pic de diffraction correspond donc uniquement a la déformation moyenne pondérée
de ce volume diffractant. Ce fait n’est réellement pas génant dans le cas d’un matériau isotrope et
homogéne, mais peut engendrer des difficultés d’interprétation pour les matériaux plus complexes
(matériau anisotrope, non homogéne, texturé, multiphasé, a gros grains,...) (Frangois & Sprauel,
1996). Pour les matériaux texturés par exemple, I’intensité diffractée dans certaines directions ®¥

est nulle ou trés faible.
normale aux plans
3 4 %Y diffractants
o cristallite en position
~~de diffraction
) S
oy

Figure 1.26 : Discontinuité du volume diffractant et variation en fonction de y (Frangois & Sprauel, 1996)

R/

« Taille de grain du matériau

Dans le cas des matériaux présentant de gros grains (100 um), le volume irradié peut en
contenir un faible nombre. Le nombre de cristallites constituant alors le volume diffractant sera
alors insuffisant pour la production d’un pic de diffraction régulier. La localisation du pic devient
alors délicate et les incertitudes de mesure des déformations trés importantes (Frangois &
Bourquinel, 1996).

s Géomeétrie de I’échantillon

La géométrie des pic¢ces analysées n’est pas toujours plane, mais parfois cylindrique,
sphérique ou torique (Figure 1.27). Lorsque le rayon de courbure de ces échantillons est de I’ordre
de grandeur de la taille de la surface analysée, il est possible d’observer des effets optiques ou
mécaniques qui vont affecter la validité de la mesure (Frangois & Sprauel, 1996). D’autre part, le
confinement li¢ a la géométrie ne permet pas toujours de réaliser les essais de DRX, comme
I’indique Girinon (Girinon, 2017).

Déplacement trop faible du

systéme (+30° nécessaire)

<

Source RX ~——y X

Détecteur ne
<— recevant pas de
rayons diffractés

Echantillon
perce

Figure 1.27 : Difficultés d'application de la DRX liées a la géométrie de I'échantillon

‘0

s Le multiphasage du matériau

La diffraction des rayons X par un matériau multiphasé se produit uniquement pour le
volume diffractant présent dans une seule phase. La déformation ainsi mesurée est la déformation
élastique de cette phase liée non seulement a la contrainte macroscopique, mais aussi a 1’action des
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autres phases : la contrainte finale obtenue est donc la contrainte moyenne dans la phase (Frangois
& Sprauel, 1996).

b. « Splitting method »

La « splitting method » est une méthode reposant sur 1’observation de la déformation de la
piece due a la relaxation des contraintes résiduelles aprés enlévement d’un petit échantillon du
matériau. Elle est généralement utilisée pour évaluer les contraintes résiduelles dans les tubes a
paroi mince. Elle consiste a réaliser une fente sur 1’échantillon afin de libérer les contraintes
résiduelles qui étaient présentes sur la ligne de coupe. L'ouverture (ou éventuellement la fermeture)
du matériau aprés découpe indique les niveaux approximatifs et le signe des contraintes résiduelles,
I’ouverture traduisant des contraintes de compression tandis que la fermeture traduit celles de
traction. Le procédé de coupe utilisé ne doit pas introduire de plasticité ou générer de la chaleur,
afin de pouvoir mesurer la contrainte résiduelle initiale sans l'influence des effets de plasticité. La
découpe a I’¢lectroérosion a été identifi¢ comme moyen approprié car elle ne modifie quasiment
pas les propriétés mécaniques de la piece. La Figure 1.28 montre deux méthodes de coupe
différentes pour évaluer les contraintes axiales (a) et circonférentielles (b). Cette derniére
disposition est couramment utilisée pour les tubes d'échangeurs de chaleur et est spécifi¢e par la
gamme de matériau. Mais elle ne permet pas de déterminer quantitativement les niveaux de
contraintes résiduelles présents au sein des piéces et ne s’applique qu’aux piéces a parois minces.

a b

X
Figure 1.28 : Application de la « splitting method » sur les tubes a parois minces (Rossini et al., 2012)

C. Influence des conditions de coupe sur les contraintes résiduelles

Les contraintes résiduelles (CR) ont une importance majeure dans le cycle de vie des piéces
usinées. Plusieurs auteurs ont mené des travaux afin d'étudier I’influence des parameétres d'usinage,
de la géométrie de l'outil, de la géométrie de 1'aréte de coupe, de I'usure de 1'outil et du matériau de
I'outil de coupe sur ces derniéres. Malheureusement, il en existe trés peu sur des alliages
d’aluminium, encore moins en percage des alliages série 2000 (AI-Cu).

Généralement, un chargement thermique est associé a des contraintes résiduelles en surface
de traction tandis qu’un chargement mécanique est associ¢ a des contraintes résiduelles en surface
de compression. En effet, des températures excessives peuvent créer une augmentation rapide des
contraintes résiduelles de traction dans les couches de surface de la picce en raison de la dilatation
thermique (Kelly & Cotterell, 2002). Perrin (Perrin, 2007) s’est intéressée au cas du pergage de
I’Inconel 718. Dans cette étude, elle s’intéresse aux contraintes résiduelles dans différents cas de
percage caractérisés par des sévérités différentes (fonction des conditions de percage employées)
(Figure 1.29). Elle montre que les contraintes résiduelles axiales sont plutét de compression tandis
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que les contraintes résiduelles circonférentielles sont plut6t de traction. Par ailleurs, la lubrification
dans la plage des plus petites vitesses de coupe (COM, Couple Outil Matiére vs CCI, Collage de
Copeaux Isolés) engendre des CR plus compressives. La coupure de la lubrification entre le cas
CCI+BMC (Collage de Copeaux Isolés + Bande de matiére cisaillée) et CCI+BMC+ZATM
(Collage de Copeaux Isolés + Bande de maticre cisaillée + Zone Affectée Thermiquement) est tres
néfaste sur les contraintes résiduelles puisqu’elles passent de 800 MPa a 1500 MPa dans la direction
circonférentielle et de -900 MPa a -300 MPa dans la direction axiale. Il est difficile de comparer
les autres cas puisque deux ou trois paramétres changent en méme temps. Ces résultats fournissent
néanmoins des informations riches sur la génération des contraintes résiduelles lors du pergage de

I’Inconel 718.

£ Sévérnité du pergage Contraintes résiduelles dans le trou percé
Smm CCI (Collage de (ﬁ’;) .
it copsaix Eiolss) Direction circonférentielle
Avec 1200 == Direction axiale
lubrification . t'JCI-i-B.MC_
COM {bande de matiére
(Couple outil cisaillée) 800
matiére) P
400
f, Ve
" 0 '._.- ¥
CCI+BMC F W g L
Sans 400 [}
lubrification ccl g
500 | ‘e
" ® Dpoint d’étude
3 des contraintes
résiduelles
Zone affectée thermomécaniquement Ve :

Figure 1.29 : Représentation schématique des résultats de I'influence des conditions de percage de [’Inconel 718 sur
les contraintes résiduelles (d’aprés (Perrin, 2007))

Denkena et al. ont étudié I’influence des conditions de coupe et de la géométrie d’outil sur
le fraisage de I’AA7449-T7651 (Denkena, Boehnke, & de Leon, 2008). Ils ont mis en évidence la
forte dépendance des contraintes résiduelles a I’avance et a la géométrie d’outil ; la vitesse de coupe

ayant un effet assez négligeable (Figure 1.30).

0 0 300
& surface, | G ‘ I |~ _ wra
wn MPa / - — @ MPa " &
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Figure 1.30 : Influence de l'usinage sur le fraisage de I'A17449-T7651 (Denkena, Boehnke, & de Leon, 2008)

[23.3. Paramatre métallurgique : la microstructure

De fortes déformations et des températures élevées sont induites par 1’usinage. 11 est alors
possible d’imaginer que I’usinage, hormis son principal but qui est I’enlévement de maticre, peut
étre assimilé a un traitement thermomécanique qui modifie les paramétres de la microstructure d’un

alliage métallique (Moussaoui, 2013), soit :
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e Les phases en présence (leur proportion et ’arrangement de ces phases) ;

e Les grains des différentes phases (1’arrangement a I’intérieur du grain, leurs tailles) ;
e [’écrouissage, la dureté micro et macro ;

e Laprésence d’une couche déformée et son épaisseur.

A. Origines et observation des modifications de phase

A cause du confinement de I’opération de pergage, la combinaison de I’action de coupe de
la pointe et du frottement des becs produit les températures et des pressions trés élevées a la surface
de la piéce. Celle-ci engendre parfois la formation d’une « couche blanche » sur les parois de la
piece percée, couche qui résulte des changements microstructuraux liés aux fortes ¢lévations de
températures. En effet, les températures atteintes dans ces zones avoisinent parfois les températures
de changement de phase du matériau. Ces « couches blanches » présentent généralement des
propriétés mécaniques différentes du matériau brut. Davim (Davim, 2009) présente par exemple,
dans le cas du perc¢age d’un acier, une différence de dureté entre la « couche blanche » formée et la
matériau brut (Figure 1.31). Sun et al. (Sun et al., 2016) ont également présenté ce phénomene dans
le cas du percage a sec de I’AA2024 et ont montré que cette « couche blanche » avait une dureté et
un module d’Young moindre par rapport au matériau brut (cf. Figure 1.11). Bien que le foret enléve
une grande partie de la couche affectée par la chaleur au fur et & mesure qu'il pénetre dans la piece,
certaines sections prés de I'entrée du trou et a des profondeurs importantes peuvent rester apres
'opération.
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Figure 1.31 : Formation de la couche blanche lors du per¢age d'un acier (AISI 4340)(Davim, 2009)

B. Définition et méthode d’évaluation du taux d’écrouissage

L’écrouissage est le durcissement qui se caractérise par une augmentation de la limite
d’¢lasticité et de la dureté sous I’effet de la déformation plastique. Il caractérise I’augmentation de
la densité de dislocation au cours de la déformation plastique (Daveau, 2012). Le niveau de
plasticité du matériau est étudié par le biais de la largeur a mi-hauteur (Full Width Half Maximum,
FWHM) du pic de diffraction obtenu lors des analyses par diffraction de rayons X (Prevey, 1987)
et par le biais de mesures de dureté (microdureté et/ou nanodureté). Cependant, 1’évaluation du taux
d’écrouissage par la FWHM se fait sur la base de plusieurs considérations. En effet, comme le
présente Ji (Ji, 2003), la largeur de corde a mi-hauteur des pics de diffraction peut étre reliée a
différents parametres microstructuraux : taille des cristaux, désorientations des cristaux,
déformation du réseau cristallin (microcontraintes), densité de distribution des dislocations,
précipitation, multiphasage. Chacun de ces paramétres a une influence sur la génération d’un pic
de diffraction. Des mode¢les pour évaluer la contribution des différents paramétres existent, mais
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leur identification reste délicate (Ji, 2003). Il est donc d’usage de limiter I’interprétation de la
FWHM a la quantification du taux d’écrouissage macroscopique du matériau. Dans ce cas, il évolue
de manicre similaire a la microdureté. La FWHM donne une information sur I’écrouissage du
matériau, elle permet de faire une analyse qualitative mais pas quantitative. Toutefois, elle présente
I’avantage d’avoir une meilleure sensibilité que la microdureté (Perrin, 2007). La FWHM peut donc
étre utilisée pour caractériser I’évolution du niveau d’écrouissage.

[23.4. Paramatre qualitatif en usinage : la bavure

11 existe un paramétre qui semble avoir un impact non négligeable sur les fonctions et les
performances en service : la bavure. Certes elle ne fait pas partie des paramétres généralement
employés pour définir I’intégrité de surface, mais vu son influence sur la tenue en service des pieces
usinées, il serait judicieux de la considérer comme tel dans le cadre de 1’opération de pergage;
d’autant plus qu’elle engendre plusieurs opérations d’usinage supplémentaires sans réelle valeur
ajoutée (désassemblage, ébavurage, nettoyage, réassemblage), engendrant ainsi des coits
importants (Aurich et al., 2009).

A. Définition et processus de formation

La norme ISO 13715 définit la taille de la bavure seulement par 1’écart par rapport au bord
géométrique idéal. Pilny et al. (Pilny et al., 2012) définissent de nouvelles données spécifiant au
micux la géométrie de la bavure rencontrée en percage. Les données les plus généralement utilisées
sont la hauteur de bavure et la largeur de la racine de bavure (Figure 1.32).

BRwi |
Bwi =
T Bpypur 3
R R Bhe: exit burr height
E;Z%; | Bhi: entry burr height
Workpiece . BRwe: exit burr root width
LilL Difllec Sole BRwi: entry burr root width
o ® | Bwe: exit burr width
o Exit burr Bwi: entry burr width
M . _ﬂ)lr fr EBhe: excessive burr height
Excessive burr BRwe

Figure 1.32 : Description de la géométrie de la bavure en per¢age selon Pilny et al. (Pilny et al., 2012)

En percage, les bavures sont observées en entrée et en sortic de plaque métallique. La
bavure de sortie est de plus grande taille et a fait I’objet de nombreuses recherches. Elle se crée
suite a une accumulation de déformations plastiques sous la pointe du foret et a la rupture de la
matic¢re refoulée lorsque la limite a la rupture est atteinte (Hashimura et al., 1999). Selon Ko et
al.(Ko & Lee, 2001), trois catégories de bavures peuvent étre identifiées (Figure 1.33) :

- Type A : Sans capsule, rupture fragile ;
- Type B : Avec capsule, bavure uniforme (rupture aux extrémités) ;
- Type C : Eclat de bavure sans capsule.
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_ Capsule

@ 6 ) @
Type A Type B Type C

Figure 1.33 : Classification des bavures en per¢age (Ko & Lee, 2001)

La taille des bavures en sortie de trou est fortement liée a la quantité¢ de chaleur produite
par la coupe au moment de la sortie (Dornfeld, 1999). Elle dépend donc de la vitesse de coupe et
de la vitesse d’avance qui influent sur la température.

B. Influence des conditions de coupe sur la bavure

Nair et al. (Nair et al., 2002), Pilny et al. (Pilny et al., 2012) et Giasin et al. (Giasin et al.,
2016) ont montré dans leurs travaux respectifs qu’au cours du pergage de 1’AA2024, les bavures
(hauteur et largeur de la racine) augmentent avec 1’avance axiale et diminuent avec la vitesse de
coupe (Figure 1.34).

Kim et Kang (Kim & Kang, 1997) avaient également observé que la bavure (hauteur et
largeur de racine) diminuait significativement avec I’augmentation de la vitesse de coupe lors du
fraisage de I’AA2024. De plus, ils montrent que le fraisage en opposition serait encore plus
avantageux par rapport au fraisage en avalant car il diminue significativement les dimensions de la
bavure (Figure 1.35).

Ainsi, quel que soit le procédé d’usinage de ’AA2024 (percage, fraisage), les bavures
obtenues seront d’autant moins importantes que 1’avance sera faible et la vitesse de coupe grande.
A I’aide de la méthode des surfaces de réponses, Abdelhafeez et al. (Abdelhafeez et al., 2015) ont
en outre montré que I’avance axiale était le paramétre le plus influent. Kokli (Kokld, 2012)
explique cela par le fait que le fort pourcentage d’élongation de 1’AA2024 couplé a sa grande
ductilité entraine une grande sensibilité aux déformations plastiques engendrées par 1’avance.

Afin de limiter la formation des bavures, I’optimisation des géométries d’outils et le choix
de meilleurs matériaux d’outils comme vu précédemment sont également des moyens a privilégier.
La bavure en sortie est minimisée en augmentant 1’angle de pointe et en diminuant I’angle de
dépouille (Girot & Géhin, 2002), en réduisant également le rayon de bec ou 1’angle du chanfrein
(Ko & Lee, 2001). Kim et al. (Kim & Kang, 1997) ont montré que les outils en diamant ne
produisait quasiment pas de bavure.
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Figure 1.34 : Influence des conditions de coupe sur les valeurs moyennes des hauteurs (a) et des largeurs de racine de
bavure (b) (Giasin et al., 2016)
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Figure 1.35 : Influence des conditions de coupe en fraisage de I'AA2024 sur la bavure (Kim & Kang, 1997)
[24.  Del'intégrité de surface a la durée de vie en fatigue pour I'AA2024-T351

La fatigue est un processus de détérioration qui conduit a la fissuration et/ou a la rupture
d’une piece lorsque celle-ci est soumise a des efforts périodiques inférieurs a sa charge de rupture,
voire a sa limite €lastique. Ce processus comprend trois stades bien distincts :

o Le stade d’amorcage qui correspond a ’initiation des premiéres microfissures et a leur
croissance difficilement prédictible dans le volume du matériau ;

e Le stade de propagation lente ou les microfissures amorcées dans le matériau vont
croitre de fagon stable au fur et a mesure des cycles ;

e Le stade de rupture dans lequel la fissure a atteint une taille instable provoquant la
rupture finale de la piece.
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L’essai de fatigue le plus couramment pratiqué consiste a appliquer un cycle d’efforts
périodiques de fréquence f, d’amplitude de chargement 6, constantes fluctuant autour d’une valeur
de contrainte moyenne o fixée. En fonction de 1’intensité des sollicitations, il convient de relever
le nombre de cycles au bout duquel la rupture se produit. La courbe donnant la durée de vie en
fonction de la contrainte appliquée est appelée courbe de Wohler ou courbe S-N (Stress — Number
of cycles to failure). Pour la tracer, on réalise plusieurs essais de fatigue a différentes valeurs
d’amplitude et moyenne de chargement. Les courbes de Wohler peuvent étre considérées, a
premiére approximation, comme un critére représentatif de la résistance a la fatigue. On y
distingue (cf Figure 1.36) :

e Le domaine de fatigue oligocyclique (LCF : Low Cycle Fatigue) : 6, est voisine, voire
supérieure au seuil de plasticité initial ;

e Le domaine de fatigue a longue durée de vie (HCF : High Cycle Fatigue) : 6, est inférieure
au seuil de plasticité initial. La courbe de Wohler présente une portion décroissante, puis
une asymptote horizontale. On y distingue :

- Le domaine d’endurance limitée : la rupture se produit sans déformation plastique
généralisée ;

- Le domaine d’endurance illimitée: 6. est suffisamment faible pour ne pas
provoquer de rupture, méme aprés un trés grand nombre de cycles.

Ces courbes permettent de déterminer la limite de fatigue ou limite d’endurance op, c’est-
a-dire la contrainte vibratoire pour laquelle on n’observe pas d’initiation de fissure et de ce fait, pas
de rupture.

Ga (MPa) I Domaine oligocyclique
A II Domaine d’endurance
limitée
{11 Domaine d’endurance
illimitée

Rm | Résistance mécanique

Re Limite d’élasticité

op | Limite de fatigue
op(N;)| Résistance en fatigue
pour N; cycles <
N; représente la durée
de vie a la contrainte

op(Nj)

N\ — ——t | | >
0 10 10° 100 107 108 Nombre de cycles a la
rupture (cycles)

Figure 1.36 : Illustration d’une courbe de wohler
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Les courbes de Wohler des alliages d’aluminium présentent les caractéristiques générales

- Absence de coude marqué au début du domaine d’endurance limitée, contrairement a
la plupart des aciers et alliages de titane ;

- Tendance a ne donner une asymptote horizontale qu’a partir de 10® cycles (contre
10° et107 pour les polymeéres et les métaux par exemple), d’ou la nécessité de conduire
des essais au moins jusqu’a 10® cycles pour obtenir la limite de fatigue ;

Cette derniére caractéristique fait apparaitre deux problémes lors des essais de fatigue de
ces matériaux. Le premier est le temps d’occupation des équipements de tests trop important, (ce
qui augmente ainsi les coiits). Ensuite, pour les grands nombres de cycles (N>107), il est souvent
observé une rupture de l'extrémité de 1'échantillon, au niveau du serrage dans le dispositif de test,
ce qui est la conséquence du phénomene de "fretting fatigue" (Figure 1.37). C’est pour ces raisons
qu’il est courant de rencontrer dans la littérature scientifique des essais de fatigue sur les alliages
d’aluminium mener a des cycles trés élevés (jusqu’a 20 kHz par exemple (Stanzl-Tschegg &
Mayer, 2001)).

Figure 1.37 : Rupture par fretting fatigue a [’extrémité d 'une éprouvette en AA2024-T351 lors d’un essai de fatigue (J.
T. Maximov, Anchev, Dunchev, et al., 2017)

Comme nous I’avons vu, I’usinage modifie la surface en impactant différents paramétres
de I’intégrité de surface qui modifie a son tour le comportement en fatigue de la piéce. Cependant,
il n’est pas aisé d’évaluer distinctivement la contribution respective de chacun de ces facteurs sur
la tenue en fatigue des matériaux usinés. Il est habituel de croire en premiére approximation que
leurs contributions respectives sur les étapes de la durée de vie sont telles que résumées dans le
Tableau 1.5 (Wagner & Ludian, 1999). Mais certaines études montrent que les contraintes
résiduelles de surface n'influencent pas systématiquement la tenue en fatigue des picces ; cette
influence dépend des matériaux et/ou des conditions des essais. Il sera essentiellement question
d’identifier dans la suite I’influence de chaque facteur sur la durée de vie en fatigue de la picce
usinée, notamment dans le cas de ’AA2024.

Tableau 1.5: Contribution des facteurs de l'intégrité de surface sur les étapes de la durée de vie (Wagner & Ludian,

1999)
Amorcage de fissure Propagation de fissure
Etat de surface Accélére Pas d’effet
Ecrouissage Retarde Accélére

Contraintes résiduelles Effets mineurs, voire aucun
. Retardent
de compression effet

[24]  Influence de la rugosite

L’effet de la rugosité de surface sur la durée de vie en fatigue des piéces est depuis trés
longtemps reconnu et étudié : la tenue en fatigue augmente lorsque la rugosité de surface diminue.
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Ceci se comprend aisément si 1’on considére les irrégularités de surface comme étant de micro-
entailles ou de microfissures : elles entrainent des concentrations de contrainte dans les couches
superficielles, qui sont déja souvent les plus chargées. La rugosité superficielle réduit donc le
nombre de cycles nécessaires a I’amorgage d’une fissure de fatigue comparativement au cas des
¢prouvettes parfaitement lisses (polies) (Monchai Suraratchai, 2006) (Limido, 2008) (Abroug,
2018).

Elajrami et al. (Elajrami et al., 2008) ont étudié I’influence de I’intégrité de surface induite
par différents procédés de pergage sur la tenue en fatigue de 1’AA2024. Ils ont rapporté dans un
premier temps que la durée de vie en fatigue ne dépend pas seulement des contraintes résiduelles
générées autour du trou, mais également de 1’état de surface. Ils ont montré surtout une incidence
prépondérante de 1’état de surface sur la tenue en fatigue dans les conditions investiguées. En
effet, le procédé¢ introduisant le plus grand champ de contraintes compressives dans leur étude (le
poingonnage) ne permettait pas d’obtenir la meilleure tenue en fatigue parce qu’il produisait
¢galement un mauvais état de surface ; tandis que celui générant un meilleur état de surface
(pergage axial) avait une meilleure tenue en fatigue, bien que les contraintes résiduelles de
compression aient été beaucoup plus faibles. Les auteurs justifient ceci par le fait qu’un mauvais
¢tat de surface pourrait amplifier la concentration de contrainte et précipiter I’initiation de fissure
de fatigue. Cet effet prédominant de la rugosité sur les contraintes résiduelles au regard de la tenue
en fatigue de I’AA2024 avait déja ét€¢ mis en évidence par Ralph et al (Ralph et al., 2007).

Suraratchai montre que 1’état géométrique de surface joue un role primordial dans la durée
de vie des alliages d’aluminium, principalement dans le domaine d’endurance limitée, et que les
contraintes résiduelles ne semblent avoir aucun effet sur la tenue en fatigue lorsque la rugosité est
importante (M. Suraratchai et al., 2008). La question qui subsiste est de définir ce qu’est une
rugosité importante, en fonction de 1’usinage envisagé et des sollicitations en service de la structure.

De nombreux auteurs ont déja proposé différentes approches pour estimer la durée de vie
en fatigue en tenant compte de la rugosité de surface. Les trois approches identifiées sont définies
par (Limido, 2008) :

» Relations empiriques entre les parameétres de rugosité et la durée de vie (Wiesner et al., 1991)

» Rugosité vue comme une amorce de fissure (Murakami, 2002)

» Rugosité vue comme un concentrateur de contraintes (As, 2006) (Arola & Williams, 2002)
(M. Suraratchai et al., 2008)

Les bavures constituent également un site privilégié de concentration de contraintes. Elle
sont donc tres influentes sur I’amorgage des fissures de fatigue (Davim, 2009).

[242. Influence des parametres mécaniques et métallurgiques

Les contraintes résiduelles (CR) ont également été reconnues comme un des facteurs
d’intégrité de surface les plus influents sur la performance d’une pi¢ce, notamment sur sa durée de
vie en fatigue. L’intensité et le signe de celles-ci ont un impact direct sur les piéces en
fonctionnement. Ces contraintes peuvent étre considérées comme une contrainte moyenne ou
statique superposée a la contrainte cyclique. Cet effet de la contrainte moyenne se traduit par une
diminution ou une augmentation de la tenue en fatigue selon qu’elle est positive ou négative. Les
CR de compression sont bénéfiques car elles retardent I’amorgage et la propagation de fissure. Ceci
a été mis en exergue par Everett Jr. dans son étude sur la fatigue de ’AA2024 (Everett Jr., 2004).

45



Chapitre 1. Etat de I’art

11 a réalisé aprés pergage un polissage chimique sur certaines éprouvettes (5 min dans une solution
a 80% acide phosphorique, 5% d'acide nitrique, 5% d'acide acétique et 10% eau, chauffée a 105°C).
Ce polissage chimique permet de lisser les marques d’usinages et d’éliminer les contraintes
résiduelles sans toutefois introduire des piqlires chimiques qui pourraient agir comme des sites
d’initiation de fissure (Everett Jr., 2004). Ses résultats montrent que les éprouvettes non polies ont
une meilleure durée de vie a cause de la présence des contraintes résiduelles de compression dues
au percage (Figure 1.38).
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Figure 1.38 : Influence de la procédure de percage sur la tenue en fatigue (Everett Jr., 2004)

Ralph et al. (Ralph et al., 2007) ont quant a eux essayé de mieux caractériser I’influence
des CR sur les résultats de fatigue en s’intéressant de plus prés au nombre de cycles a I’amorgage
de fissure et a sa vitesse de propagation dans I’AA2024. IIs ont révélé que les contraintes résiduelles
ont un réle important dans la phase d’initiation des fissures de fatigue: elles retardent
considérablement I’amorce de fissure et elles ralentissent leur vitesse de propagation.

Le grenaillage, procédé provoquant un durcissement superficiel destiné a augmenter les
caractéristiques mécaniques du matériau, permet de générer des CR de compression et de
I’écrouissage superficiel dans le matériau, améliorant ainsi sa résistance a la fatigue. Wagner et
Ludian se sont intéressés aux effets du grenaillage sur les propriétés de la sous-couche proche de
la surface et aux influences de ces changements sur la tenue en fatigue de I’AA2024 (Wagner &
Ludian, 1999). Grace a la séparation des parametres (CR, densité de dislocation et rugosité) par
électro-polissage et détensionnement, ils ont montré que les CR, en plus de retarder I’initiation des
fissures, retardent également leur propagation. Ils montrent également que cet effet des CR a une
importance capitale dans le domaine de la fatigue oligocyclique (faible durée de vie). Ceci a
également été vérifié plus tard par Rodopoulos (Rodopoulos et al., 2004)

Dans une étude précédente, Wagner et Mueller (Wagner & Mueller, 1992) avaient étudié
également I’influence de I’écrouissage li¢ au grenaillage sur 1’AA2024. IIs ont pu montrer qu’un
fort taux d’écrouissage permet de retarder I’initiation des fissures de fatigue en limitant la relaxation
des contraintes résiduelles (relaxation due au chargement cyclique au cours de ’essai) et limite
également la propagation de fissure.
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[20.  Synthese

De par sa trés bonne usinabilité, 1’alliage d’aluminium AA2024 est un matériau
aéronautique qui se préte trés bien a 1’Usinage Grande Vitesse. Les efforts de coupes, tout comme
les températures sont généralement faibles, ce qui favorise une usure moins rapide des outils de
coupe et une meilleure intégrité de surface. Toutefois, le bon choix des outils, des conditions de
coupe et des systemes de refroidissement reste essentiel pour la maitrise de 1’usinage, surtout au
regard de I’intégrité de surface. Cette derniére a une incidence importante sur la durée de vie en
fatigue de cet alliage. Bien que la rugosité joue un réle primordial dans I’amorgage de fissure si elle
est suffisamment importante, elle ne prédomine cependant pas sur les CR et 1’écrouissage qui
contribuent aussi bien a 1’amorcage qu’a la propagation de fissure. Ainsi, la génération des CR de
compression s’avere déterminante pour améliorer la tenue en service de cet alliage. Afin d’atteindre
cet objectif, il est d’usage d’appliquer des traitements de surface mécaniques. Ces procédés
consistent a améliorer les propriétés locales du matériau par mise en précontrainte de compression
des zones les plus sollicitées c’est-a-dire, le plus souvent, les couches superficielles de la piéce.
Dans la suite de ce chapitre, une revue succincte de la littérature sur quelques traitements de
surfaces mécaniques couramment appliqués aux alliages d’aluminium sera effectuée. L impact des
parametres des procédés sur I’intégrité de surface du matériau sera discuté en particulier.

[.3. Traitements mécaniques de surface et applications aux alliages d'aluminium

Les traitements mécaniques de surface sont des procédés qui permettent d’améliorer les
performances des matériaux par une action combinée de durcissement superficiel, de modification
structurale et d’introduction de contraintes résiduelles de compression grace a une déformation
plastique hétérogene a la surface des composants mécaniques (Lu, 2006). Il en existe plusieurs qui,
appliqués aux alliages d’aluminium, permettent d’obtenir d’excellents résultats en termes de
contraintes résiduelles et de durée de vie en fatigue. Le Tableau 1.6 répertorie quelques références
de traitements les plus souvent appliqués aux alliages d’aluminium.

Contrairement au procédé de choc laser qui n’est applicable qu’aux géométries planes, le
galetage est généralement appliqué aux géométries axisymétriques (Lu, 20006). Il est aisément mis
en ceuvre sur des surfaces internes et pas trés couteux. Tout ceci en fait un atout trés considérable
pour le pergage. Par ailleurs, Delgado et al. (Delgado et al., 2016) ont montré que le galetage permet
d’introduire un meilleur état de surface par rapport au grenaillage ou encore au choc laser. Bouzid
et al. (Bouzid et al., 2004) ont méme suggéré que le galetage pourrait aisément remplacer les
opérations de meulage dans la chaine de fabrication industrielle.

Dans la suite, nous allons donc nous intéresser davantage a ce procédé de maniére générale,
puis a I’influence de ses parametres sur 1’intégrité de surface des alliages d’aluminium et enfin, a
quelques moyens de modélisations numériques.
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Tableau 1.6: Quelques références de procédés de traitements couramment appliqués aux alliages d'aluminium

Procédés Matériaux Références
AA6056 et AA2050 (Song, 2010)
(Yang et al., 2001)

Chocs laser
AA2024 (Everett et al., 2002)

(Dorman et al., 2012)
(Zaid et al., 2000)
Grenaillage AA2024 (Everett et al., 2002)
(Rodopoulos et al., 2004)
(Hassan & Al-Bsharat, 1996a)
(Hassan & Al-Bsharat, 1996b)

Aluminium et cuivre

Galetage

AA2014 (El-Axir et al., 2008)
AA6110 (Juijerm et al., 2006)
(Zhang & Wang, 2003)
Expansion AA2024 (Gopalakrishna et al., 2010)
(Chakherlou et al., 2012)
SMAT (Surface Mechanical AA2024 (Cheung et al., 2016)
Attrition Treatment) AA5182 (Meng et al., 2018)

[3].  Le galetage

Le galetage est une opération de finition et de traitement de surface au cours duquel un
outil trés rigide (rouleaux ou billes trés lisses) est pressé contre la surface de la piéce et roule sur
celle-ci dans le but de générer une meilleure intégrité de surface a travers des déformations
plastiques localisées. La Figure 1.39 présente le principe de galetage. Dans la zone A, I’effort de
compression de la bille (Ie galet) génére une contrainte, qui déforme élastiquement le matériau.
Lorsque la limite ¢élastique est atteinte, le matériau se déforme de fagon irréversible (zone B). La
hauteur D donne I’amplitude de la déformation totale (élastique et plastique). Dans la zone C, la
pression de contact diminue, ce qui engendre donc la décharge du matériau jusqu’a annulation de
la déformation ¢élastique. La cote E donne I’amplitude du retour élastique. Sur une faible épaisseur,
le volume adjacent a la surface du matériau est déformé plastiquement, ce qui a pour conséquence
directe une modification d’ordre dimensionnel. Du fait de la localisation de la déformation sur la
couche superficielle, des contraintes résiduelles de compression sont générées. Pour la plupart des
matériaux, cette déformation génére de 1’écrouissage qui se caractérise par I’augmentation de la
dureté superficielle. En observant plus particuliérement la zone déformée, il apparait que les pics
de rugosité sont déformés et viennent ainsi combler une partie des creux. Ce procédé est donc utilisé
pour améliorer I’état de surface et les tolérances, augmenter la dureté de la surface et induire des
contraintes résiduelles de compression afin d'optimiser la durée de vie en fatigue, la résistance a la
corrosion et ainsi qu’a 'usure.
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Figure 1.39 : Schéma du principe du procédé de galetage

Le galetage ne nécessite généralement qu’une légére lubrification, appliquée par exemple
par pulvérisation de la piece avant usinage. Lorsque la vitesse ou la pression de galetage est élevée,
il est recommandé de refroidir et lubrifier en continu a I’aide d’une émulsion ou a I’huile. L usage
d'un lubrifiant dans le processus de galetage entraine une réduction générale de la rugosité de la
surface et une augmentation de la dureté superficielle (Hassan & Magableh, 2000).

En fonction de la finalité premicre recherchée, on distingue 3 types d’opérations de galetage
(Degré, 2011):

e Le galetage de renforcement utilis¢ a des fins d’améliorations des caractéristiques
mécaniques de la piéce (contraintes résiduelles et écrouissage/dureté) ;

o Le galetage de précision en état de surface, parfois appelé brunissage ou lissage, utilisé
a des fins d’amélioration d’état de surface ;

e Le galetage de précision dimensionnelle utilis¢ a des fins de calibrage géométrique.

Bien que distingués par différents objectifs, ces procédés obéissent au méme principe : un
ou plusieurs éléments roulants sont pressés sur la surface de la piéce et I’effort appliqué génére une
contrainte de contact dans le matériau. Dans la bibliographie scientifique, les études traitant du
galetage font référence aux termes de « roller burnishing » et « deep rolling ». Ces expressions
désignent respectivement le galetage de précision en état de surface et le galetage de renforcement.
Cependant, certaines études traitent aussi bien I’aspect état de surface que 1’aspect caractéristiques
mécaniques. Dans la suite de ces travaux, ce terme fera référence au galetage de renforcement.

Le galetage possede une multitude de parameétres dont les plus répertoriés dans la littérature
sont la vitesse et ’avance du galet, la précharge ou force de galetage (parfois définie par la
profondeur de pénétration), le nombre de passes, le taux de recouvrement, 1’intégrité de surface
initiale de la piece, les matériaux de 1’outil et de la piece. En fonction des objectifs d’optimisations
désirées (rugosité, contraintes résiduelles, écrouissage, ...), les paramétres optimaux du galetage
sont différents. En effet, chaque parametre a une influence plus ou moins importante sur les facteurs
d’intégrité de surface finale. Par exemple, El-Axir a construit un modéle de galetage a partir d’une
série d’expériences sur un acier (El-Axir, 2000). L’analyse des résultats montre a priori
I’incompatibilit¢ entre ’optimisation de I’¢tat de surface et 1’optimisation de la dureté
superficielle : les conditions d’obtention du meilleur état de surface et celles conduisant a la plus
haute dureté superficielle sont incompatibles. Les facteurs les plus influents sont la vitesse de
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rotation, la vitesse d’avance, I’effort appliqué et le nombre de passes. Plus tard, El-Axir et al. ont
enrichi cette étude (El-Axir & El-Khabeery, 2003). Les facteurs d’influence considérés sont la
vitesse de rotation, la profondeur de passe, le temps de galetage et la dureté initiale. Le taux
d’accroissement de dureté superficielle, la réduction en diamétre et I’erreur de circularité sont les
grandeurs observées. Les résultats mettent en évidence 1’existence de fortes interactions entre la
dureté initiale et les autres parameétres.

Dans son étude sur le galetage a bille assisté par vibration du Ti-6Al-4V et de I’ AISI1038
(Jerez Mesa, 2018) a étudié I’influence de cinq principaux facteurs (la précharge, le nombre de
passes, la vitesse d’avance, la stratégie de galetage (la direction de 1’outil) et la texture initiale de
la surface préalablement usinée), sur la texture finale, les contraintes résiduelles et la dureté. Ses
résultats ont révélé que la texture initiale est le paramétre prépondérant sur I’état de surface initial.
Les résultats de la topologie de surface montrent que les vibrations peuvent améliorer la rugosité et
la texture des surfaces, dans la mesure ou 1’état de surface initial est suffisamment fin. Ensuite,
seule la précharge et le nombre de passes influencent le résultat, avec, dans tous les cas, un couple
de valeurs limites a partir desquelles les surfaces sont endommagées. Les résultats des contraintes
résiduelles montrent que tous les paramétres influent sur le résultat final, en particulier la stratégie
de galetage.

Tableau 1.7: Influence des paramétres de galetage sur l'intégrité de surface

Paramétres du procédé
Facteur Vitesse
or .. de Vitesse Profondeur de | Diamétr | Nombre | Taux de
Références Matériau vex o eis de X o n
I’intégrité . d’avance | pénétration/Pr | e galet | de passe | recouvre
rotation .
de surface N 1 écharge 1 i i ment 1
(Hassan & Al- Aluminium
Bsharat, 1996a) pur Ra l !
(Hassan & Al- Ra 1 1 | |
Wahhab, 1998) AA2000 HV | | 1 1
” - R
(Majzoobi et al., AATO7S il |
2016) |ogr| — 1 | 1
(Rodriguez et al., Ra — 1 1
2012) AISTI045 HV — N 1
R
(Delgado et al., |0§ L 1 # :
2016) R
HV — 1 1 —
(Manouchehrifar
& Alasvand, Ti-6Al-4V |ogr| 1 i l
2012)
Ra — — |
(Yen et al., 2005) | AISI52100 lorl 1 1
HV — — 1
Acier AISI Ra L L
(John et al., 2016) 01%3 lorl 1 1
HV 1 1
(Abrao et al., |or| 1
2014) AISI1060 v +
Ra — |
(Rami, 2017) AISI4140 logl 1 1 B !
HV 1 - 1 !
Ra: Rugosité 1 : Augmentation
|or|: Valeur absolue des contraintes résiduelles de compression | : Diminution
HV : Dureté, Ecrouissage — : Sans réel effet
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L’influence de ces paramétres dépend par-dessus tout fortement des matériaux de 1’outil
(Morimoto & Tamamura, 1991) et de la pi¢ce a traiter. En effet, un paramétre peut avoir une grande
influence pour un matériau donné tandis qu’il n’a aucun effet pour un autre. C’est le cas par
exemple de la vitesse de rotation du galet qui a une grande sensibilité a la vitesse de déformation
du matériau comme le montre Trauth et al. (Trauth et al., 2013) ; ces derniers ont révélé que les
grandes vitesses d’outil produisent de fortes contraintes résiduelles au sein de I’Inconel 718, tandis
qu’elles en produisent de faibles dans 1’acier 42CrMo4 et impactent trés peu les fontes en graphite
sphéroidale EN GJS 600.

Une liste non exhaustive de I’influence de quelques paramétres du galetage sur 1’intégrité
de surface en fonction des matériaux est dressée dans le Tableau 1.7.

Notre étude portant sur les alliages d’aluminium de la série 2000 (Al-Cu), en particulier
1’AA2024, nous allons a présent nous concentrer sur I’impact du galetage ainsi que sur la durée de
vie en fatigue de ces matériaux.

[3.2.  Le galetage et les alliages d'aluminium de la série 2000

A ce jour, de nombreuses études traitent de 1’influence des paramétres du galetage sur
I’intégrité de surface et/ou la tenue en fatigue des matériaux. Mais pour I’heure, il en existe trés peu
qui traitent du cas des alliages d’aluminium de la série 2000, encore moins de I’AA2024.

Maximov et al. ont récemment publié une série de trois études complémentaires portant sur
I’influence du « slide burnishing » sur I’AA2024-T3 (Figure 1.40). L’unique différence entre ce
procédé et le galetage est le type de contact entre 1’outil et la piéce : glissement et roulement
respectivement. Dans la premicre étude (J. T. Maximov, Anchev, Duncheva, et al., 2017), les
auteurs déterminent I’influence des parameétres du procédé¢ sur I’intégrité de surface de I’AA2024-
T3, principalement sur la rugosité. Ils optimisent ainsi les paramétres du procédé en prenant la
rugosité comme fonction objectif. La seconde étude (J. T. Maximov, Anchev, Dunchev, et al.,
2017) et la derniere (Jordan T. Maximov et al., 2019) s’intéressent a ’influence des paramétres sur
les performances en fatigue de cet alliage. Les paramétres étudiés dans leurs travaux peuvent étre
classés en deux principaux groupes :

e Les conventionnels : rayon, vitesse et avance de I’outil, force de galetage ;
e Les additionnels : nombres de passes, lubrification, sens de galetage.

Figure 1.40 : « Slide Burnishing » d 'une tige en 2024-T3 (J. T. Maximov, Anchev, Duncheva, et al., 2017)
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[.3.21.  Influence du galetage sur ['état de surface

Maximov et al. (J. T. Maximov, Anchev, Duncheva, et al., 2017) ont montré que 1’avance
et la vitesse de galetage sont deux paramétres qui ont une incidence négligeable sur 1’état de surface,
contrairement au rayon de 1’outil et la force de galetage (Figure 1.41). Par ailleurs, leurs résultats
montrent aussi une trés forte interaction entre ces deux derniers ; ceci s’explique par le fait qu’une
force accrue et un rayon réduit conduisent a une plus grande profondeur de pénétration et
réciproquement. Ils ont également relevé qu’une force trop importante finit par dégrader 1’état de
surface (Figure 1.41). Dans une étude antérieure portant sur le galetage d’un alliage Al-Cu aux
propriétés quasi-identiques (AlCu5.3), Hassan (Hassan, 1997) avaient eu a observer cette méme
influence de la force de brunissage sur la rugosité.
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Figure 1.41: Influence des parametres conventionnels du « Slide Burnishing » sur la rugosité (J. T. Maximov, Anchev,
Duncheva, et al., 2017)

Maximov et al. ont aussi montré que la lubrification améliore davantage 1’état de surface.
L’influence du nombre de passes dépend du sens du galetage employé. Leurs analyses révelent que
dans le cas du galetage unidirectionnel (Figure 1.42), elle décroit avec le nombre de passes tandis
que dans le cas du galetage bidirectionnel, elle décroit également, mais aprés 2 passes, la tendance
s’inverse (Figure 1.43).
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[.3.2.2. Influence du galetage sur les contraintes résiduelles

Dans leur seconde étude sur le «slide burnishing » (SB), (J. T. Maximov, Anchev,
Duncheva, et al., 2017), Maximov et al. ont étudié I’influence des parametres additionnels sur les
contraintes résiduelles présentes en surface, en adoptant les parameétres conventionnels optimaux
déterminés pour la meilleure rugosité. Ils démontrent ainsi que (Figure 1.44) :
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e Le plus fort niveau de contraintes en compression est obtenu avec lubrification et avec une
seule passe (S2) ;

e [’augmentation du nombre de passes entraine une relaxation des contraintes résiduelles, quel
que soit le mode de lubrification (avec ou sans) et le sens de galetage ;

o Le galetage bidirectionnel entraine un fort niveau de relaxation des contraintes comparé au
galetage unidirectionnel (S6 -S7 vs S6-S8).
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Figure 1.44 : Schéma représentatif de I'influence des paramétres additionnels du SB sur les contraintes résiduelles de
I'AA2024-T3 (d’apres (J. T. Maximov, Anchev, Duncheva, et al., 2017))

Au moyen de polissage électrolytique et de la DRX, (Jordan T. Maximov et al., 2019) ont
¢galement regardé le profil de contraintes résiduelles dans les sous couches des éprouvettes
mesurées (Figure 45). Ils ont ainsi pu prouver que ce procéd¢ introduit un fort champ de contraintes
résiduelles de compression dans les couches superficielles de 1’AA2024-T3, et ce sur une
profondeur de I’ordre de 400-500um. Avec ces résultats, ils montrent également que :

e [’usage de lubrifiant produit un plus grand pic compressif et une plus grande profondeur
affectée par les contraintes résiduelles de compression (Figure 1.45-a, -b et -¢) ;

e Dans le cas du galetage unidirectionnel, la profondeur augmente avec le nombre de passes
(Figure 1.45-a et -b).

e Le galetage bidirectionnel affecte une plus faible profondeur par rapport au galetage
unidirectionnel (Figure 1.45-b et -¢) ;
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Figure 1.45 : Influence des paramétres additionnels du SB de I'’AA2024-T3 sur les contraintes résiduelles (d’apres
(Jordan T. Maximov et al., 2019))

Maximov et al. ont en outre étudi¢ I’influence des paramétres conventionnels sur les
contraintes résiduelles aux moyens de modéles numériques par la Méthode des Eléments Finis
(MEF) (J. T. Maximov, Anchev, Dunchev, et al., 2017). Cela leur a permis de relever que
I'augmentation de la force de brunissage conduit a une plus grande profondeur de la zone de

compression et a des contraintes de compression résiduelles, en valeur absolue, plus importantes
(Figure 1.46). Leurs résultats révelent également le phénomeéne de saturation qui apparait a partir
d’une certaine valeur d’effort (Altenberger, 2005). Cela montre que 1’amplitude de contrainte de

compression au niveau de la surface extérieure n’augmente plus, mais que le pic de compression
se déplace plus en sous couche a raison que 1’effort augmente.
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Figure 1.46 : Etude de l'influence des parametres conventionnels du SB sur les contraintes résiduelles par MEF : (a)
r=2mm, (b) r=3 mm, (c) r=4 mm, (d) r=5 mm (J. T. Maximov, Anchev, Dunchev, et al., 2017)

.3.2.3.

Influence du galetage sur |'écrouissage

Comme pour les contraintes résiduelles, I’influence des paramétres additionnels sur
I’écrouissage a été¢ déterminée expérimentalement (J. T. Maximov, Anchev, Duncheva, et al.,
2017), avec les paramétres conventionnels optimaux déterminés dans leur précédente étude pour la
meilleure rugosité. Ils ont montré que, quelle que soit la configuration, le SB permet d’augmenter
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la dureté de I’alliage AA2024-T3, avec un pic aux environs de 100pum de profondeur (Figure 1.47) ;
ce qui traduit un écrouissage plus important en sous surface. Ceci s’explique par le fait que dans
les couches extrémes de surface, le métal s'écoule des pics vers les vallées, remplissant ainsi les
vallées. La déformation plastique prend fin lorsque le métal situé juste en dessous des vallées atteint
I'écrouissage maximal possible.

En ce qui concerne le sens de galetage, ils ont observé que la dureté maximale était atteinte dés la
premiére passe dans le cas du sens unidirectionnel, et qu’une augmentation du nombre de passes
réduirait cette dureté (Figure 1.47-a). Mais il se produit le phénoméne inverse dans le cas du sens
bidirectionnel (Figure 1.47-b). Quant a la lubrification, le galetage sans lubrification engendrerait
une plus grande dureté (Figure 1.47-a et c).
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Figure 1.47 : Influence des paramétres additionnels du SB sur la microdureté. (a) unidirectionnel+Iub — (b)
bidirectionnel+Iub — (c) unidirectionnel+a sec (J. T. Maximov, Anchev, Duncheva, et al., 2017)

Des études antérieures d’Hassan et al. portant sur le galetage de I’AlCu5.3 ont permis
d’évaluer I’impact de la force de galetage et du nombre de passes sur la dureté (Hassan, 1997),
d’une part, ainsi que celui de I’avance et la vitesse (Hassan & Al-Wahhab, 1998), d’autre part. Ils
ont démontré que I’augmentation de la force de galetage et du nombre de passes s’accompagne
d’une augmentation de la dureté (synonyme de 1’augmentation de déformations plastiques) (Figure
1.48). A contrario, I’augmentation de 1’avance et de la vitesse entraine une diminution de la dureté
de I’alliage (Figure 1.49).
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Figure 1.48 : Influence de la force de galetage (a) et du nombre de passes (b) sur la dureté d’un alliage AICu5,3
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Figure 1.49 : Influence de l'avance (a) et de la vitesse (b) sur la dureté d'un alliage AICu5,3 (d’apreés (Hassan & Al-
Wahhab, 1998)

Les auteurs n’ont pas omis de mentionner que cette croissance de la dureté se stabilisera a
des valeurs ¢élevées du nombre de passes d'outil ou de la force de galetage a cause des limites
intrinséques du matériau. Altenberger (Altenberger, 2005) précise a ce titre qu’un effort trés
important peut engendrer la nucléation de microfissure.

[.3.2.4. Influence sur la tenue en fatigue des alliages AA2024-T3 traités par galetage

Maximov et al. (J. T. Maximov, Anchev, Dunchev, et al., 2017) ont optimisé deux
paramétres conventionnels trés influents du SB (le rayon d’outil et la force de galetage) sur le critére
de la durée de vie en fatigue a isocontrainte (N=107 cycles) (Figure 1.50-a). Ils ont obtenu deux

combinaisons de paramétres optimaux distincts pour la durée de vie et pour la rugosité (Figure
1.50-b).
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Figure 1.50 : Optimisation des paramétres conventionnels du SB sur la durée de vie: (a) influence sur la durée de vie
(b) influence sur la rugosité (d’apres (J. T. Maximov, Anchev, Dunchev, et al., 2017))

L’influence d’autres parametres du galetage ont été étudiés par plusieurs auteurs. Travieso-
Rodriguez et al. ont par exemple étudié I’influence de la géométrie (convexe/concave) et du rayon
d’outil sur la rugosité finale de I’AA2017 (Travieso-Rodriguez et al., 2011) (Figure 1.51).
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Figure 1.51 : Formes géomeétriques de pieces étudiées en galetage par Travieso-Rodriguez et al. (Travieso-Rodriguez
etal, 2011)

Hassan et al. étudient I’influence de la forme de I’outil (Hassan, 1997) et d’autres
paramétres tels que la rugosité initiale, la dureté initiale, le type de lubrifiant (Hassan & Magableh,
2000) sur le galetage d’alliages AlCu5,3.

133, Apergu des Modélisations par Eléments Finis du galetage

Les modélisations des traitements mécaniques de surface représentent un intérét majeur
pour en comprendre tous les mécanismes. Par exemple, elles permettent d’étudier différentes
configurations des parameétres d’un procédé en s’affranchissant ainsi de la nécessité de tester
diverses conditions expérimentales.

Plusieurs auteurs ont développé des modéles éléments finis de galetage. Rottger (Rottger,
2003) a développé une premiere modélisation numérique du galetage qui tient compte des
irrégularités de surface dans lequel I’outil était piloté en effort. Ce premier modéle avait
I’inconvénient de sous-estimer la profondeur de pénétration de 1’élément roulant. Pour pallier a ce
défaut, Yen et al. (Yen et al., 2005) ont plus tard développé le modele en deux dimensions ou cette
fois-ci I’outil est piloté en déplacement. La profondeur de pénétration de 1’élément roulant est alors
estimée par une simulation en trois dimensions de la bille roulant sur un parallélépipéde
représentant le développé de la couche superficielle de la piéce. Leurs résultats (en termes de
contraintes résiduelles et rugosité) présentent un assez bon niveau de corrélation avec
I’expérimental.

Balland et al. (Balland et al., 2013b) ont modélisé¢ le procédé de galetage d’un acier
(11SMn30) en trois dimensions afin d’accéder a I’expression du tenseur complet des CR, tout en
modélisant la formation des crétes et sillons laissés par le passage du galet. Ceci a permis
d’approfondir les études menées par (Rottger, 2003) et Yen et al. (Yen et al., 2005), réalisées sous
I’hypothése des contraintes planes. L’influence des irrégularités de surface sur la mécanique du
procédé a également été explorée. Bien que les temps de calcul aient été longs, ils ont pu obtenir
des résultats en adéquation avec I’expérimental.

Manouchehrifar & Alasvand (Manouchehrifar & Alasvand, 2012) ont modélisé I’opération
de galetage de I’alliage de titane Ti-6Al-4V. Leur objectif était I’étude de 1’influence du
chevauchement et du coefficient de frottement sur la répartition des contraintes résiduelles. IIs ont
montré que plus le taux de chevauchement est important, plus les contraintes résiduelles de
compression sont relaxées. Il en est de méme pour le coefficient de frottement. Ils ont par ailleurs
montré qu’un fort coefficient de frottement (>0,1) entrainerait une instabilit¢ de la réparation des
contraintes résiduelles (Figure 1.52).
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Figure 1.52 : Influence du taux de chevauchement (a) et du coefficient de frottement (b) de galetage du Ti-6Al-4V sur
les contraintes résiduelles (Manouchehrifar & Alasvand, 2012)

Maximov et al. (J. T. Maximov, Anchev, Duncheva, et al., 2017) ont é¢galement eu recours
aux modéeles éléments finis pour déterminer I’influence de certains paramétres (rayon de 1’outil et
force de galetage) sur 1’écrouissage et les contraintes résiduelles. Afin de limiter leur temps de
calcul et le nombre d’éléments de leurs modé¢les, ils ne prennent pas en compte la rugosité initiale
du matériau. Ces modéles n’incluent pas non plus 1’état initial de contraintes et de déformations.
Ils réussissent néanmoins a retrouver des profils de contraintes résiduelles et d’écrouissage quasi-
identiques a ceux déterminés expérimentalement (Figure 1.53) (profondeur affectée et localisation
du pic). Ceci leur permet de valider leurs modeles, bien que cette validation soit juste qualitative.
Ils s’en servent par la suite pour évaluer ’influence des parameétres cités précédemment sur les
contraintes résiduelles et 1’écrouissage. Ils montrent a cet effet que 1’écrouissage augmente avec la
force de galetage et diminue avec le rayon d’outil (Figure 1.54), ce qui correspond a leurs
observations expérimentales. Ils réussissent aussi par la méme occasion a déterminer les parameétres
optimaux pour le meilleur profil de contraintes.
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Figure 1.53 : Profil des contraintes résiduelles avant et aprés SB de ’AA2024-T3 (J. T. Maximov, Anchev, Dunchev, et

al,, 2017)
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Figure 1.54 : Profils d'écrouissage obtenus par modélisation EF du SB sur I'AA2024-T3 r=3mm (a) et r=4mm (b) (J.
T. Maximov, Anchev, Dunchev, et al., 2017)

[34.  Synthese

Le galetage est une opération de finition qui peut étre employée pour améliorer ’intégrité
de surface de I’AA2024 et ainsi garantir une meilleure tenue en service. Il présente une grande
variété de parameétres qui ont chacun une incidence plus ou moins importante en fonction de
I’objectif visé ; ce qui rend trés difficile une optimisation globale du procédé. Toutefois, si les
caractéristiques d’une picce peuvent étre sensiblement augmentées par galetage, de mauvais
paramétres du procédé engendrent I’effet contraire. L’augmentation de la force de brunissage
entraine, par exemple, une plus grande profondeur de la zone compressive, un plus fort taux
d’écrouissage et un meilleur état de surface. Mais une force excessive dégraderait plutdt 1’état de
surface de ’AA2024. La lubrification produit un plus grand pic compressif et une plus grande
profondeur affectée par les contraintes résiduelles dans 1’AA2024. Elle génére par ailleurs un
meilleur état de surface, mais la dureté est plus faible dans ces conditions. En outre, I’augmentation
du nombre de passes entraine une relaxation des contraintes résiduelles. Les modélisations
numériques par éléments finis restent d’excellents moyens pour évaluer 1’incidence des différents
parametres d’un tel procédé sur I’intégrité de surface.

4. Contexte et verrous scientifiques de |'étude

Ces travaux de thése se déroulent dans le cadre du projet européen RODEO (Robotized
Orbital Drilling Equipment and Optimized residual stresses). Ce projet de recherche regroupe deux
universités (I’Université Fédérale Toulouse Midi-Pyrénées et 1’Université de Nantes) et trois
entreprises (PRECISE France, KUKA Aerospace, MITIS). Le but de ce programme est de
développer un outil orbital 1éger et robotisé de coupe a grande vitesse, ainsi que les outils de coupe
capables d’introduire des contraintes résiduelles de compression aux bords des trous percés. En
effet, comme présenté précédemment dans les parties 1.1 et 1.2, le percage orbital présente de
nombreux avantages pour une utilisation dans le secteur aéronautique. Mais la tenue en service des
pi€ces percées par ce procédé, notamment 1’alliage d’aluminium AA2024, est trés limitée. La
cinématique du pergage orbital, couplée a la simplicité de la mise en ceuvre du galetage ont amené
le coordonnateur du projet PRECISE France a développer une broche orbitale grande vitesse et un
outil de galetage orbital intégré a 1’outil de coupe (monobloc) qui permettrait d’effectuer un
traitement de surface directement a la suite de la fin du percage orbital : le galetage orbital (Figure
1.55). Les avantages de cet outil sont tout d'abord la réalisation du percage orbital et du galetage
orbital en une seule opération. De plus, la coaxialité du percage et du galetage orbital sera
maintenue et la profondeur de galetage sera réguliére autour du trou.
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Galeteur

Figure 1.55 : Opérations de percage orbital (a) et galetage orbital (b)

Ce nouveau systéme machine-outil devrait permettre de réaliser des opérations de percage
orbital a grande vitesse et de galetage orbital nécessaires pour introduire des contraintes résiduelles
de compression au sein de la piéce. Mais 1’optimisation des conditions de coupe en percage orbital
grande vitesse et la maitrise de leur impact sur I’intégrité de surface reste un prérequis. Il existe, a
I’heure actuelle, des méthodes d’optimisation des conditions de coupe en usinage conventionnel,
mais elles sont difficilement applicables au pergage orbital en raison de la dépendance de ses
paramétres. Par ailleurs, le procédé de galetage orbital nécessite une étude approfondie afin de
mieux évaluer I'impact des différents parametres sur I'intégrité de surface, notamment sur la
répartition des contraintes résiduelles. L anisotropie, la texturation et les proportions des grains de
1’AA2024-T351 constituent une véritable entrave a 1’application de la méthode de diffraction des
rayons X. Les autres techniques de mesure de CR telles la stéréo-corrélation, I’interférométrie, sont
malheureusement inenvisageables au cours du perg¢age principalement a cause 1’interférence que
créeraient les copeaux et la lubrification. Les études de procédé tels que le galetage sont
généralement menées aux moyens des modeéles éléments finis. La modélisation du galetage
conventionnel sur des surfaces convexes a fait 1’objet de plusieurs ¢tudes. Mais la revue de la
littérature est trés peu abondante vis-a-vis du cas des surfaces concaves. Ces dernicres
s’accompagnent de plusieurs difficultés qui leur sont propres comme, par exemple, les surfaces de
contact beaucoup plus grandes comparées aux surfaces convexes.

Pour apporter des connaissances supplémentaires au pergage orbital, nous nous proposons
de mettre en place une stratégie d’optimisation des paramétres de coupe basées sur la minimisation
des efforts de coupe. Cette méthode s’appuiera sur le concept de Couple Outil-Matiére bien établi
dans le cas de I’usinage conventionnel. L’étude du niveau de galetage orbital nécessaire pour avoir
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un impact sur la surface du trou se fera ensuite au moyen de modélisations numériques par éléments
finis. Les résultats obtenus devront, a posteriori, étre confrontés aux essais, afin de valider les
mode¢les développés. Enfin, une caractérisation de I’intégrité de surface obtenue avec les parameétres
optimisés sera effectuée, ainsi qu’une étude comparative de la tenue en fatigue d’éprouvettes
percées par différents procédés.

Les exigences imposées pour la réalisation des trous au cours de cette étude qui ont été
retenues sont les exigences aéronautiques définies comme suit :

e Diamétre : 6,35 mm (1/4") ;

e Tolérance sur le diamétre : H9 (+0,036 mm) ;

e Rugosité : Ral,6um ;

e Hauteur de bavure : < 0,1 mm ;

e Distance entre les trous : [6,35 mm ; 25,4 mm] ([1/4" ;1"]) ;
e Epaisseur : 3 mm.
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2.1. Principe du couple outil-matiére et problématique en percage orbital

Face aux besoins pressants de données techniques permettant le choix et la détermination
de meilleures conditions d’utilisation d’un outil de coupe, les chercheurs et I’industrie
manufacturiere ont développé diverses méthodes expérimentales pour déterminer leurs
domaines/points de fonctionnement. Ces méthodes reposent pour la plupart sur I’analyse des
efforts, du couple et de I’énergie spécifique de coupe. Celle couramment employée est basée sur le
concept de Couple Outil-Matiére. 11 s’agit d’une approche normalisée (normes frangaises NF E66-
520-1 a 8) qui s’appuie sur la minimisation des efforts spécifiques et/ou de 1’énergie spécifique de
coupe en fonction des conditions d’usinage. Elle est assez chronophage et nécessite d’importants
moyens d’essais, de mesure et de controle. Néanmoins, cette démarche une fois mise en place,
fournie des résultats (efforts de coupe et morphologie des copeaux, état de surface) d’une manicre
rapide. A partir de ces résultats, les conditions de coupe optimisées peuvent €tre obtenues.

2.1. Principe du Couple Outil-Matigre et problématique en pergage orbital

211, Principe du couple outil-matiére

Le couple outil-matiere (COM) est ’ensemble des parametres définissant le domaine de
fonctionnement d’un outil de coupe pour un matériau donné et une opération d’usinage bien définie
la matiére a usiner, des conditions de lubrification et de 1’opération d’usinage. Cette méthodologie
doit étre appliquée a nouveau si I’un de ces paramétres venait a changer. Elle s’effectue au moyen

e Les paramétres limites qui définissent le minimum et le maximum de tous les
paramétres d’utilisation de 1’outil en les considérant indépendamment les uns des autres.
11 s’agit de la ou les profondeurs de passe, [’avance par tour ou par dent, la vitesse de
coupe, la durée de vie de I’outil.

e Les parameétres de liaison qui décrivent les interactions des parametres limites.
Sachant qu’il est impossible d’utiliser tous les parametres limites & leurs maximum et/ou
leur minimum simultanément, il convient de pouvoir écrire les interactions des
paramétres limites. Il s’agit généralement de la section de coupe, le débit de copeaux,
le couple autorisé, les exposants et constante du modeéle de Taylor généralisé.

e Les paramétres auxiliaires qui permettent, par voie de calcul, la transposition des
conditions de coupe dans des environnements de production différents. Principalement,
il s’agit de [ ’effort spécifique de coupe et [’énergie spécifique de coupe qui représentent
la puissance de coupe divisée par le débit de copeaux.

Le percage orbital pourrait s’apparenter a du fraisage. Mais, dans la mesure ou le ratio
diamétre outil / diamétre percé est fixé, il n’y a pas d’engagement matiére variable possible. Le
520-8) définissent les spécificités de la méthode COM appliquée a 1’opération de pergage. Le
programme d’essais se déroule en trois principales étapes dont la plus importante consiste a
déterminer les limites minimales et maximales de vitesse de coupe Vc et de I’avance f.

Pour une avance choisie en conformité avec le matériau et la dimension de I’outil, une
variation de la vitesse de coupe est effectuée, afin d’identifier les limites d’utilisation en vitesse.
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Chapitre 2. Couple Outil-Matiére en percage orbital

Aprés interprétation des résultats, un balayage suffisamment large en avance est effectué pour les
vitesses de coupe choisies dans la plage validée précédemment. Le but est de définir également les
limites d’utilisation en avance. Une fois ces limites minimales et maximales en vitesse de coupe et
en avance identifiées, il est alors possible de déterminer le domaine technologique d’utilisation
(Figure 2.1). Ensuite, il faut effectuer un quadrillage des essais dans ce domaine théorique
d’utilisation de I’outil et éliminer les couples (Vc, f) qui fournissent des efforts spécifiques Kc
supérieurs a une certaine valeur seuil.

-

0,20

0,18

0,16

f (mm/tr)

0,14

0,12

26 28 30 32 34 36 38

| Ve (m/min)
Figure 2.1 : Exemple de domaine technologique prédéterminé

Cette méthode globale nécessite un nombre important de tests Ve-f, ce qui la rend plus
longue a mettre en ceuvre et beaucoup plus compliquée a interpréter, bien qu’elle soit la plus
répandue. Une méthode plus rapide (Ia méthode en croix) consiste a choisir une avance et a faire
varier les vitesses de coupe dans une plage suffisamment grande. Ensuite, le choix de la vitesse de
coupe optimale est effectué dans les limites d’utilisation en vitesses de coupe identifiées. Enfin,
pour la vitesse de coupe optimale déterminée, un balayage en avance est effectué.

Les criteéres de performance sont fixés par le niveau d’efforts spécifiques et/ou d’énergies
spécifiques de coupe (Kcr, et Kcp, respectivement). Ces deux paramétres sont donnés par les
équations (2.1) et (2.2).

Fc. Ve Fc
K == 2.1
CFc Q ﬂ'q’(z)utll ( )
4
K __1000.P. _  1000.P, 1000.P. (2 2)
P = - 2 - 2 .
¢ Q/60 i“'(boutil v i“'ooutil Nt f
60 a4 'f 60 4 - Youtil

K¢ pe : Effort spécifique de coupe (N.mm?) K. p : Energie spécifique de coupe (N. mm’)

F. : Efforts de coupe (N) Vs: Vitesse d’avance (mm/min)
Q : Débit de copeaux (mm’/min) Pc : Puissance de coupe (W)
Doutil : Diamétre outil (mm) f: avance (mm/tr)

Noutil : Vitesse de rotation outil (tr/min)

L’allure générale des courbes obtenues sont présentées sur la Figure 2.2. Le comportement
en fonction de la vitesse de coupe s’explique par le fait qu’en dessous de la vitesse de coupe
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2.1. Principe du couple outil-matiére et problématique en pergage orbital

minimale, 1’outil broute et la matiere se déforme. Cette situation conduit plus a un
« arrachement » de matiére qu’a une coupe. La coupe consomme donc beaucoup d’énergie par des
efforts et des frottements intenses. Au-dessus de la valeur maximale, I’augmentation de la vitesse
accroitrait certes la productivité, mais elle engendrerait un probléme d’usure accélérée de 1’outil
liée aux températures élevées et la puissance consommeée deviendrait importante.

Concernant Kc=f(f), 1’évolution de 1’énergie spécifique pour les avances inférieures a
I’avance minimale traduit la notion de copeau minimum. Une trop faible épaisseur de copeau
entraine un frottement excessif de 1’outil qui vient donc écrouir la surface du matériau et écraser la
matiére plutét que la couper. Au-dela de I’avance maximale, le supplément d’énergie spécifique
est requis pour vaincre les efforts de poussée liés a I’avance de plus en plus importante de I’outil
dans le matériau. Il en résulte une usure prématurée de 1’outil.

Zone de coupe optimale Zone de coupe optimale
-Zone de coupe dégradée -Znne de coupe dégradée

.VC max fmax

Figure 2.2 : Allures des courbes de l'effort spécifique Kc en fonction de la vitesse de coupe Ve et de ’avance f

L’optimisation des paramétres de coupe prend également en compte le contrdle de 1’outil
(pas de dégradation), la qualité des trous (respect des tolérances, état de surface), et de la
morphologie des copeaux (type, longueur, encombrement de 1’opération, ...). La Figure 2.3
présente un exemple de types de copeaux obtenus au cours du pergage d’un alliage de titane pour
différentes avances considérées.

3000
2500 -
Copeaux
2000 - non
fragmentés
1500 - Point de
référence choisi
1000 -
500
0 T r T
0.1 0.15 02 0.25 03 0.35

avance, f (mmtr)
Figure 2.3 : Morphologie des copeaux en fonction de [’avance lors de I 'usinage du titane (Bonnet, 2010)

Les deux autres étapes sont les essais d’usure et les essais de détermination des paramétres
auxiliaires (NF E66-520-7, 2000) (NF E66-520-8, 2000).
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212.  Problématique du COM en pergage orbital

Tout comme en percage axial, il est possible de définir en pergage orbital la vitesse de
coupe et ’avance axiale en fonction de la vitesse de rotation de 1’outil et de la vitesse d’avance
axiale par les équations (2.3) et (2.4). Cependant, il existe un troisiéme paramétre spécifique au
percage orbital : 1’avance tangentielle (f;), programmée a travers la vitesse de rotation orbitale
(équation (2.5)). La difficulté réside dans le fait que cette avance tangentielle n’est pas indépendante
de I’avance axiale ; ensemble, elles définissent la géométrie du copeau. Ainsi, il n’est pas judicieux
de réaliser un COM en pergage orbital en considérant indépendamment les deux avances. Par
conséquent, il semble plus pertinent de considérer, avec |’avance axiale, un parameétre
supplémentaire.

Comme présenté au chapitre 1, le pergage orbital peut €tre assimilé a une opération de
fraisage hélicoidal. Dés lors, une alternative aurait été d’appliquer la procédure du COM en fraisage
conventionnel, afin de déterminer les conditions optimales de coupe en pergage orbital. Cependant,
les paramétres limites du COM fraisage conventionnel que sont la vitesse de coupe (V.), I’avance
par dent (f,), I’épaisseur de copeau (h), I’engagement axial (ap,), et I’engagement radial (ae) sont
En pergage orbital, nous avons I’engagement axial maximal (ap) qui dépend des avances axiale et
tangentielle (équation (2.6)). En outre, le ratio diamétre outil/diamétre trou percé reste constant au
cours du pergage orbital. Ainsi, il n’est pas judicieux d’appliquer le COM « conventionnel » a
I’opération de percage orbital, d’ou la nécessité de développer une nouvelle méthodologie
d’optimisation adaptée au percage orbital.

Le parametre supplémentaire considéré est le pas de la trajectoire hélicoidale (p). Il est
particuliérement représentatif de I’opération de percage orbital et caractérise parfaitement la
trajectoire. Il est défini par la vitesse d’avance axiale et la vitesse de rotation orbitale (équation

Q2.7)).

__ T8outil-Noutil
V. = oo (2.3)
\
f, = — (2.4)
Noutil
Vi, T.0off-Norb
f = t off-Nor 2.5
t Noutil Noutil ( )
f.
ap = . (Z)trou.f—"’l (2.6)
t
Vg f.
P=5D =T 0oy 2.7)
orb t
V. : Vitesse de coupe (m.min™) Vi, : Vitesse d’avance axiale (mm.min™)
f, : Avance axiale (mm.tr”) Vi, : Vitesse d’avance tangentielle (mm.min”)
f, : Avance tangentielle (mm.tr") ay, : Engagement axial maximal(mm)
Noutil : Vitesse de rotation de I'outil (tr.min') Ny, : Vitesse de rotation orbitale (tr.min™)
DBoutil : Diametre de [’outil (mm Qose : Diamétre de I’excentrique(mm)

p : Pas de la trajectoire hélicoidale (mm)
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2.2. Proposition d'une méthode d'optimisation en pergage orbital

A T’instar du COM en percage axial, I’optimisation des parametres de coupe en percage
orbital se fera également sur le principe de la minimisation des efforts et énergies spécifiques de
coupe.

A partir de cette méthodologie, une stratégie d’optimisation du percage orbital en plusieurs
étapes progressives peut étre proposée. Elle consiste, tout comme dans le cas du COM en pergage
axial, a déterminer I’optimum de chaque parametre de coupe de fagon indépendante. Toutefois, il
faudra tenir compte de I'interdépendance entre ces parameétres. Les étapes de cette stratégie
d’optimisation sont détaillées comme suit.

1. Détermination de la vitesse de coupe optimale

. Pour une avance et un pas de la trajectoire hélicoidale fixes (choisis en conformité avec la
matiére a usiner et I’expérience), une variation de la vitesse de coupe est effectuée. En vue
de conserver I’avance et le pas fixe durant toute 1’opération, la vitesse d’avance axiale et la
vitesse de rotation orbitale varient également avec la variation de la vitesse de coupe (Cf
équations 2.3, 2.4 et 2.7).

. Les courbes Kc=f(Vc) sont tracées et permettent de déterminer la vitesse de coupe
optimale, (et donc la vitesse de rotation outil a 1’aide de 1’équation 2.3).

2. Détermination du pas optimal de la trajectoire hélicoidale

> A cette étape, la vitesse de coupe optimale déterminée préalablement ainsi que 1’avance
axiale demeurent fixes. Par conséquent, la vitesse d’avance axiale reste constante (cf
équation 2.4). Seul le pas hélicoidal varie. A cet effet, la vitesse de rotation orbitale varie
également, vu que la vitesse d’avance axiale reste fixe (cf équation 2.7).

> Les courbes Kc=f(p) sont tracées et permettent d’identifier le pas optimal.

3. Deétermination de ’avance axiale optimale

> Grace a la vitesse coupe et au pas hélicoidal ainsi définis, le tracé des courbes Kc=f(fa)
permet d’évaluer I’avance axiale optimale. Au cours de cette étape, la vitesse de rotation
orbitale devra varier également avec 1’avance axiale, afin de conserver le pas optimal fixe
(équation 2.7).

> Une fois 1’avance axiale optimale identifiée, les vitesses d’avance axiale et de rotation
orbitale optimales seront déduites des équations 2.4 et 2.7, respectivement.

Toute cette procédure est schématisée par la Figure 2.4.

Avance et pas - Détermination de - Détermination - Détermination de
choisis en - la vitesse de coupe - du pas hélicoidal - l'avance optimale:
conformité optimale: Ke=f(Vc) optimal: Kc=f(p) Ke=f(fa)

avee 15 - Vfa et Norb - Norb varie - Norb varie
matériau .

Figure 2.4: Etapes successives d'optimisation du per¢age orbital (COM orbital)

69



Chapitre 2. Couple Outil-Matiére en percage orbital

2.3. Application et résultats

2.3, Moyens d'essais

2311, Dutils et éprouvettes

Dans le cadre de ces travaux, le diamétre final des trous percés est égal a 6,35mm (1/4").
Les outils de percage orbital (fabriqués par HAM France) ont été spécialement développés par
PRECISE France dans le cadre de ce projet. Il s’agit de fraises a quatre dents en carbure de
tungsténe (Figure 2.5). Le diamétre des fraises vaut 4,85mm.

Les éprouvettes en alliage d’aluminium AA2024-T351 ont été extraites dans le sens de
laminage d’une t6le brute de laminage de 6mm d’épaisseur. Elles ont été surfacées et ont une
épaisseur finale égale & 3,175Smm (1/8").

Figure 2.5 : Fraise de per¢age orbital (PRECISE France)
2.312. Dispositif de pergage orbital

Afin de conduire les différentes campagnes d’essais nécessaires pour la réalisation de ces
travaux, une unité de pergage orbital grandes vitesses a été développée et mise a notre disposition
par PRECISE France. Cet équipement de percage orbital (ORBIBOT) posséde les caractéristiques
suivantes :

Vitesse de rotation outil (tr/min) : 10000-60000 ;
Vitesse de rotation orbitale (tr/min) : 200-2000 ;
Diamétre de I’excentrique (diamétre d’hélice de la trajectoire hélicoidale, enmm) : 1.1 - 1.95 ;

Configuration du pergage orbital : Avalant et Opposition (Figure 2.6).

Opposition

Nc:utilDNorb

Avalant

Noutil)) Norb

Figure 2.6: Unité de percage orbital - ORBIBOT (PRECISE France)
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L’ORBIBOT a été monté sur un centre d’usinage 5 axes DMG DMUSS5 (Figure 2.7-a) et
le mouvement d’avance axiale est piloté par celui-ci. Afin d’obtenir un diameétre final de trou égal
a 6,35mm aux moyens des outils présentés précédemment, le diamétre de I’excentrique a été réglé
a 1,Smm. Les efforts ainsi que les puissances de coupe ont ét¢ mesurés au cours des percages a
I’aide d’une platine dynamométrique six composantes (Kistler 9257B) et de capteurs de puissance
(Montronix PS200-DGM). Ces derniers ont été connectés a une chaine d’acquisition National
Instruments (NI cDAQ-9172) via une carte NI 9201 et une autre NI 9215 pour relever les efforts et
les puissances de coupe respectivement. La fréquence d’échantillonnage est de 10 kHz et les
traitements des signaux obtenus ont été effectués a 1’aide du logiciel d’acquisition et de traitement
de données WITIS, développé par MITIS. Au cours de tous les essais, le lubrifiant aéronautique
Boelub a été utilisé sous forme de micro-lubrification externe. Chaque essai a été répété deux fois,
afin d’avoir des valeurs moyennes d’efforts et de puissance.

MQL

Eprouvette

QOutil

Platine Kistler
9257B

Figure 2.7 : (a) Centre d'usinage Saxes DMG DMUSS5 (b) Montage expérimental du per¢age orbital
2.3.2.  Resultats du COM orbital

Les résultats qui seront présentés dans cette partie sont issus de la campagne d’essais menée
au cours du percage orbital en opposition (cf. Figure 2.6).

2.3.2\. Efforts de coupe et morphologie des copeaux en pergage orbital

La Figure 8 montre un exemple comparatif de courbes d’efforts de coupe enregistrées au
cours d’une opération de percage orbital (Figure 2.8-b) et de percage axial de ’AA2024 (Figure
2.8-c). Le percage axial a été réalisé avec un foret hélicoidal monobloc en carbure (2 lévres). Ces
efforts sont mesurés dans un repere fixe lié a la platine (Figure 2.8-a). Un filtre passe bas a 20Hz a
été appliqué aux signaux bruts. Ces efforts présentent trois phases caractéristiques distinctes. La
premicre est associée a une augmentation des efforts de coupe et correspond a la phase d’entrée de
I’outil dans la matiére. La seconde est presque stationnaire et correspond a la phase d’enlévement
constant de matiére. Enfin, la derniére phase est caractérisée par une diminution des efforts de
coupe et correspond a la sortie de I’outil.

71



Chapitre 2. Couple Outil-Matiére en percage orbital

Bien que le temps de percage orbital soit supérieur a celui du pergage axial (environ 3,5s
vs 0,3s), les efforts de coupe sont quant a eux bien plus faibles. En effet, les efforts dans le cas du
percage orbital représentent environ 40% (pour Fxy) et 1,2% (pour Fz) des efforts en percage axial
(Figure 8-b et ¢). Toutefois, les incertitudes de mesures sur ces faibles valeurs moyennes d’efforts
étaient relativement importantes. Par ailleurs, les copeaux obtenus pour tous les essais se présentent
sous forme de poussiéres en percage orbital (Figure 2.8-a). IIs sont donc aisément évacués pendant
le processus de coupe, surtout avec 1’'usage de la MQL. La MQL a limité ['usure de I’outil,
notamment 1’ usure par adhésion (BUE et BUL) qui a pu étre observée lors des essais a sec réalisés
préalablement.

—Fxy

Efforts (N)
(=
o

(=]
=
w
F

2
Temps (s)

-b
Fyy = #F,%+F}

400
350
__300
Z 250
£ 200 —Fxy
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100

Eff

B 0,0 0,1 0,2 0,3 0,4
c—‘ Temps (s)

Figure 2.8 : (a) Repére de mesure d’efforts et observation de poussiéres de copeaux issue du percage orbital de
[’4A2024 — (b) Efforts de coupe en per¢age orbital (N=40000tr/min, Norb=1375tr/min et Vfa=55mm/min) - (c) Efforts
de coupe en percage axial (N=9000tr/min et Vfa=900mm/min) de [’AA2024.

Dans la suite, toutes les valeurs d’efforts et de puissance utilisées ont été déterminées en
faisant une moyenne sur la partie stationnaire des signaux relevés.

2.3.2.2. Determination de la vitesse de coupe optimale

Les parameétres initiaux pour l’usinage de 1’AA2024-T351 sont Noui=40000tr/min,
Nors=1000tr/min et V=40m/min. Ces paramétres ont été choisis grace a 1’expérience de PRECISE,
afin de viser une coupe de matiere réguliere tout au long du percage. Ainsi, les paramétres
initialement considérés en conformité avec le matériau sont Vc=609,47m/min, p=40pm et
fa=0,00 1mm/tr.

Les courbes représentatives de 1’évolution des efforts et efforts spécifiques de coupe en
fonction de la vitesse de coupe sont schématisées a la Figure 2.9. Ces graphiques ne permettent pas
de déterminer une vitesse de coupe optimale. L’absence d’une tendance sur les efforts spécifiques
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de coupe pourrait s’expliquer par les efforts de coupe trop faibles avec des incertitudes importantes
auregard de la valeur d’effort. L’évolution de I’énergie spécifique de coupe en fonction de la vitesse
de coupe est tracée sur la Figure 2.10-a. Les énergies sont déterminées au moyen des puissances
relevées et du débit de copeaux gréce a 1’équation (2.2). L’énergie spécifique représente le rapport
entre la puissance de coupe et le débit de matiére usinée. Cependant, la puissance mesurée de la
broche orbitale prend également en compte la puissance mécanique a vide (qui représente la
puissance consommeée par les mécanismes associés au fonctionnement de la broche) et la puissance
dissipée sous forme de chaleur au niveau de 1’outil. Pour toutes les conditions de coupe, la puissance
mécanique a vide de ’ORBIBOT est trés faible par rapport a la puissance de coupe ; elle est donc
considérée comme négligeable. Malheureusement, la mesure de la puissance dissipée sous forme
de chaleur n’a pas pu étre réalisée au cours de nos essais. Sous réserve de vérification, cette
puissance a également été considérée comme négligeable.

La Figure 2.10-a montre que 1’énergie spécifique de coupe a tendance a diminuer avec
I’augmentation de la vitesse de coupe et que le minimum de I’énergie spécifique est atteint pour
Vc=876m/min. Par ailleurs, une analyse de la signature de ’ORBIBOT a vide a également été
menée a I’aide d’accélérometres implantés sur la broche orbitale. De celle-ci, il est mis en exergue
une fréquence propre du systéme au voisinage de 650m/min et des perturbations dynamiques au-
dela de cette valeur (Figure 2.10-b). Pour cette raison, la vitesse de coupe optimale sera donc fixée
a la valeur de 609,469m/min. Cette valeur correspond a une vitesse de rotation outil Nowi =
40000tr/min.
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Figure 2.9 : Efforts de coupe (a) et énergies spécifiques de coupe (b) en fonction de la vitesse de coupe
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Figure 2.10 : (a) Energie spécifique de coupe en fonction de la vitesse de coupe - (b) Accélération a vide de I'ORBIBOT
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2.3.2.3. Determination du pas hélicoidal optimal

Pour la vitesse de coupe optimale déterminée et 1’avance axiale préalablement fixée
(fa=0.001mm/tr), les énergies spécifiques de coupe Kcrxy et Kcr, impliquent un point de
fonctionnement a p =~ 30 um (Figure 2.11-b). Toutefois, pour un pas égal a 40 um, il est observé
une forte diminution de K¢ pxy (-15.372N/mm?) tandis que I’augmentation de Kcr, demeure trés
négligeable (+0.003N/mm?). De plus, a un pas de 40 um correspond aussi un effort Fxy minimum.
Par conséquent, la valeur optimale du pas hélicoidal a été prise égale a 40pm. L’évolution de
1I’énergie spécifique de coupe en fonction du pas hélicoidal est trés faible (Figure 2.12).

Efforts de coupe Efforts spécifiques de coupe Ke,Fe
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Figure 2.11 : Efforts de coupe (a) et Efforts spécifiques de coupe (b) en fonction du pas hélicoidal
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Figure 2.12 : Energie spécifique de coupe en fonction du pas hélicoidal
2.3.2.4.  Determination de I'avance axiale optimale

En tenant compte des optimums de la vitesse de coupe et du pas hélicoidal prédéterminés,
I’évolution des efforts spécifiques de coupe en fonction de I’avance axiale tracée a la Figure 2.13
ne permet pas de déterminer son optimum. En effet, cette figure montre un accroissement des
efforts spécifiques de coupe avec I’avance axiale. Cela peut s'expliquer notamment par les trés
faibles valeurs d'effort relevées, qui peuvent étre entachées d'une incertitude importante. La courbe
Kec,p=f(fy) présentée a la Figure 2.14 montre que le minimum de I’énergie spécifique est atteint
pour une valeur de fa=0,0015mm/tr. Cette valeur optimale de f; permet donc d’obtenir
Vfa=60mm/min et Norb=1500tr/min (équations (2.4) et (2.7)).

74



2.3. Applications et résultats
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Figure 2.13 : Efforts de coupe (a) et Efforts spécifiques de coupe (b) en fonction de l'avance axiale
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Figure 2.14 : Energie spécifique de coupe en fonction de l'avance axiale

En résumé, les paramétres optimisés du percage orbital en opposition de diamétre de
6,35mm pour ce couple d’outil et de matiére (I’alliage d’aluminium AA2024) sont
V¢=609,469m/min, p=40pm, fa=0,0015mm/tr. Ceci correspond aux paramétres machines
suivants : Noutil=40000tr/min, Norb=1500tr/min, Vfa=60mm/min.

Cette stratégie d’optimisation a ¢galement été effectuée au cours d’une campagne d’essais
en avalant. Les résultats sont présentés dans I’annexe A.

23.3. Qualités dimensionnelles et géométriques

Pour I’ensemble des tests effectués, le respect des exigences de qualité a été vérifié. Les
mesures de diamétre des trous ont été effectuées avec un micrométre électronique d’intérieur a 2
touches (Figure 2.15). Pour chaque condition de coupe, les mesures ont été réalisées dans le sens
longitudinal et transversal de tous les échantillons (cinq mesures par direction sur chaque
¢chantillon). Les valeurs moyennes des diamétres dans les deux directions sont en accord avec les
exigences aéronautiques (6,35+0.018mm) pour toutes les conditions de coupe. Toutefois, les
figuresFigure 2.16, 2.17 et 2.18 montrent une légére ovalisation des trous dans le sens longitudinal
(d’environ 20um), et ce quelles que soient les conditions de coupe. Afin de déterminer la source de
cette ovalisation, une campagne d’essais a été réalisée avec le méme montage expérimental (porte-

75



Chapitre 2. Couple Outil-Matiére en percage orbital

éprouvette, mise en position et serrage identiques), et le plateau de la table a été pivoté de 90°. Les
résultats de ces essais ont révélé une ovalisation toujours dans le sens longitudinal des éprouvettes,
ce qui démontre que ce phénomeéne est li¢ au serrage de I’éprouvette dans le porte-éprouvette. En
effet, le porte-éprouvette réalisé¢ pour les essais est muni d’une rainure qui bloque les degrés de
liberté dans le sens transversal de 1’éprouvette tandis que ceux dans le sens longitudinal sont
bloqués avec une seule bride (Figure 2.19-a). Pour diminuer cet effet, une seconde bride de serrage
sera ajoutée pour les futurs essais de percage (Figure 2.19-b). Cela a permis de s’affranchir de ce
défaut de forme et d’obtenir des trous respectant les spécifications aussi bien dimensionnelles que
géométriques (cf figures Figure 2.16, 2.17, 2.18).

Cette ovalisation a également été observée au cours des essais de percage en avalant (Cf
Annexe A). Mais elle était beaucoup plus faible dans cette configuration. Ceci résulte du fait que
les directions d’efforts soient contraires entre les deux configurations. Ceci engendrerait un plus
faible micro-déplacement de 1’éprouvette dans le sens longitudinal au cours de la coupe en avalant.

Figure 2.15 : Mesure de Diamétre de trou dans le sens longitudinal de l'éprouvette

@longitudinal moyen @transversal moyen
6,4 64
® 1 bride ® 1 bride
6,39
il 2 brides i ® 2 brides
6,38 } i ; " 5,38
e ! _—
€637 |- — -2 Aot —— o B e T g "
£ ¥ } { E _1 : £ 6,36
o 636 } g b 3 2 2 1, i - |§
6,35 3 6,35 1
je t :
6,34 6,34
$33 oo T oo o e e 83 =
200 400 600 800 1000 200 400 600 800 1000
a Ve (m/min) b Ve (m/min)

Figure 2.16 : Diametres de trous dans les directions longitudinale et transversale en fonction de la vitesse de rotation
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Figure 2.17 : Diametres de trous dans les directions longitudinale et transversale en fonction du pas hélicoidal
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Figure 2.19 : (a) Rainure et butée du porte-éprouvette (b) Mise en position d'une éprouvette sur le porte-éprouvette

234 Etat de surface

L’exigence retenue d’état de surface est Ral,6um. Les mesures de la rugosité arithmétique
des surfaces obtenues ont été effectuées a 1’aide d’un rugosimetre (MITUTOYO SJ-301). Pour
chaque échantillon, six mesures au total ont ¢été réalisées suivant deux lignes diamétralement
opposés (Figure 2.20). Pour les valeurs de rugosité comprises entre 0,1um et 2um, la norme ISO
4288 :1996 préconise une longueur de coupure et une longueur d’évaluation égales a 0,8Smm et
4mm, respectivement. Cependant, nos éprouvettes ne faisant que 3,125mm d’épaisseur, il a été
choisi une longueur d’évaluation de 1,6mm. Le rugosimétre a été au préalable étalonné pour cette
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configuration. Les Figure 2.21 montrent que les valeurs de rugosité arithmétiques obtenues sont
conformes aux exigences a¢ronautiques (Ra<l,6um).
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Figure 2.21 : Rugosité arithmétique des trous en fonction de la vitesse de rotation outil (a), du pas hélicoidal (b), de
l’avance axiale (c)

2.4, Conclusions

En usinage conventionnel, il est courant d’avoir recours a la méthode du couple outil-
matiére pour déterminer les parameétres de coupe optimisés. Une application directe de cette
technique au pergage orbital se heurte a des difficultés liées aux paramétres cinématiques. Inspirés
par cette pratique, nous avons proposé une méthodologie du couple outil-matiére adaptée au
percage orbital. Son application dans le cadre de ces travaux nous a permis de déterminer les
paramétres de percage optimisés. Par ailleurs, la morphologie des copeaux en pergage orbital
couplé a I'usage d’une MQL améliore grandement leur évacuation et limite 1’usure prématurée
des outils de coupe. Il a été également observé en percage orbital un trés faible niveau d’efforts
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de coupe et une excellente qualité de trou (état de surface, précisions dimensionnelles et
géométriques), résultats qui sont en accord avec ceux trouves dans la bibliographie.

Par la suite, pour répondre aux attentes de cette étude, il sera important d’étudier
I’influence du pergage orbital sur la tenue en fatigue de 1’alliage AA2024 percé. Mais dans le
cadre du projet RODEQ, il est envisagé d’influencer la tenue en fatigue des alliages AA2024
percés en combinant une opération de traitement de surface mécanique par galetage a 1’opération
de coupe en pergage orbital. L’étude de I’influence du galetage orbital sur la surface et la sous-
surface du trou percé constitue ainsi 1I’objet du chapitre suivant. Afin de déterminer les conditions
de galetage propices a une amélioration de durée de vie en fatigue, cette étude est essentiellement
menée au moyen de modeles numériques. Les résultats seront ensuite validés expérimentalement.

79






Chapitre 3. Etude numérigue du

procédé de galetage orbital
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3.1. Introduction a I’étude numérique

d.l. Introduction & I'étude numeérique

L’un des objectifs fondamentaux du projet RODEO en général et de ces travaux de these
en particulier demeure la génération et 1’optimisation des contraintes résiduelles compressives au
sein des alésages réalisés par percage orbital. Comme il a été présenté au 1°" chapitre, il existe divers
traitements mécaniques qui permettent d’introduire des contraintes résiduelles dans les couches
superficielles d’un matériau métallique. Au vu de la cinématique intéressante du percage orbital
ainsi que des avantages indéniables du galetage (cf. chapitre 1), le choix a été naturellement porté
sur le procédé innovant qu’est le galetage orbital. Celui-ci est réalisé¢ immédiatement a la suite de
I’opération de percage orbital, grice a un outil de galetage orbital! directement intégré a 1’outil de
coupe (Figure 3.1). Le dégagement entre le galeteur et les dents de la fraise permet d’effectuer les
deux opérations indépendamment.

Galeteur

Fraise

Figure 3.1 : Outil de per¢age orbital + galetage orbital
Les principaux objectifs sous-jacents a présent sont :

e La détermination du niveau de galetage nécessaire pour avoir un impact sur la
surface du trou usiné ;

e La caractérisation des champs de contraintes résiduelles générés aux bords des
trous par le procédé de galetage orbital, notamment leurs distributions et leurs
intensités ;

e [’observation des déformations résiduelles et de la forme globale de 1’alésage.

Les résultats issus de cette caractérisation permettraient d’apporter des informations sur
I’efficacité apparente d’un tel procédé, sur les méthodologies d’optimisations et d’améliorer, si
besoin, sa forme initiale. La méthode des éléments finis fournit généralement des résultats
qualitatifs et quantitatifs trés intéressants, dés lors que les stratégies de modélisation associées sont
adaptées et que les lois de comportement matériaux et de contact sont bien identifi¢es. Ces étapes
d’identifications sont donc trés cruciales et font I’objet de la premiére partie de ce chapitre. La
particularit¢ méme du probléme mécanique du galetage orbital (déformations de faibles ampleurs
vis-a-vis des dimensions de la piéce, localisation des surfaces de contact du galeteur) implique un
nombre important d’éléments, ce qui engendre des temps de calculs considérables. Dés lors, il

! Le galetage orbital et les outils associés ont été brevetés par PRECISE France (N°FR16 60693).
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parait intéressant de chercher a réduire ce probléme, de fagon a alléger le modéle numérique de
galetage orbital et ainsi faciliter I’emploi d’un tel outil dans un contexte industriel. Le choix des
géométries et des conditions aux limites, 1’étude de la convergence du maillage et de la scalabilité
du modele constituent ainsi 1’essentiel de la deuxiéme partie. La construction du modéle numérique
de galetage orbital étant ainsi achevée, la troisiéme partie présente 1’étude de I’influence des
conditions de galetage. Enfin, la validation de ces mode¢les est effectuée dans la derniére partie.

La modélisation a été mise en place en utilisant le logiciel éléments-finis ABAQUS 6.16.

e Un solveur implicite adapté pour la résolution des problémes de statique, de dynamique
linéaire, ou encore de dynamique non linéaire de faibles vitesses. Elle offre ’avantage de
pouvoir travailler avec un pas de temps assez grand mais nécessite a chaque pas de temps
une résolution itérative couteuse en temps de calculs.

e Un solveur explicite plutot orienté résolution de problémes de dynamique rapide, 1a ou
un petit pas de temps est nécessaire pour prendre en compte les phénomeénes physiques
de hautes fréquences. Il nécessite un pas de temps trés petit pour étre stable. La résolution
est directe et non itérative ce qui facilite la gestion des contacts et donc des frottements.

Notre choix s’est porté sur une résolution explicite pour différentes raisons. La premiére
est la présence des non-linéarités des contacts mécaniques au cours du galetage orbital, bien que
les niveaux de déformations soient faibles. La méthode explicite offre des algorithmes de gestion
du contact plus robustes dans ce cas de figure. Un deuxiéme argument concerne les grandes vitesses
imposées a 1’outil qui impliquent I’utilisation d’un incrément de temps trés faible, afin de prendre
en compte tous les phénomenes physiques liés a ce procédé et éviter ainsi d’éventuelles difficultés
de convergence. Une étude comparative avec une méthode implicite conduirait pour cette méme
étude a un temps de calcul plus conséquent (principalement a cause des itérations de convergence
nécessaires a chaque incrément de temps). Enfin, anticipant des mod¢les tridimensionnels
volumineux, nous nous sommes intéressés aux possibilités de parallélisation de nos mode¢les. La
résolution explicite, associée a une décomposition en domaines, entraine généralement de meilleurs
résultats en termes de speedup.

La simulation d’un procédé tel que le galetage orbital est une tache relativement lourde. La
complexité des modéles développés a nécessité 1’utilisation des ressources matérielles de la
plateforme CALMIP dédiée aux calculs intensifs. I s’agit d’un mésocentre de calculs hautes
performances qui fédere les laboratoires de recherche de 1’université Toulouse et sa région
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d.2. ldentification des parametres de modeélisation

3.2, Loi de comportement matériau

La modélisation numérique du galetage orbital nécessite inéluctablement la mise en ceuvre
de lois de comportement matériau. Afin d’obtenir des résultats de simulation corrects, ces lois
doivent représenter au mieux le comportement du matériau sous des sollicitations proches de celles
rencontrées au cours des phénomenes a traiter. Il s’agit généralement de lois élasto-(visco)-
plastiques définies comme la somme des comportements linéaires élastiques et des comportements
plastiques. La loi ¢lastique est classiquement exprimée par la loi de Hooke généralisée tandis que
celle plastique est couramment définie par des lois d’écrouissage isotrope et/ou cinématique.

Balland et al. (Balland et al., 2013b) ont considéré un écrouissage isotrope dans leur étude
du galetage de I’acier 11SMn30. Toutefois, cette loi suggere des déformations isotropes autour de
la pointe de I’outil suite aux premiers passages de 1’outil, ce qui n’est pas le cas pour certains
matériaux tels le Ti-6Al-4V (Bécker et al., 2010), I’acier 23MnCrMo5 (Demurger et al., 2006), ou
encore I’inconel 718, la fonte GGG60 et 1’acier 42CrMo4 (Trauth et al., 2013). Selon ces auteurs,
ces matériaux exhibent un effet Bauschinger (altération anisotrope de la limite d'élasticité d’un
métal polycristallin ou d'un alliage consécutif a un premier chargement au-dela de la limite
¢lastique). Par conséquent, ces derniers ont plutdt eu recours au modéle de plasticité de Lemaitre-
Chaboche (Chaboche, 2008) pour la modélisation de 1’opération de galetage. Il s’agit d’une
combinaison d’écrouissage isotrope et d’écrouissage cinématique non linéaire. L’€écrouissage
cinématique seul permet de prendre en compte cet effet Bauschinger bien marqué lors des premiers
cycles de galetage, tandis que la combinaison d’écrouissage traduit le comportement du matériau
apres plusieurs cycles.

Cependant, toutes ces lois proposées sont indépendantes du temps, donc indépendantes de
la vitesse de déformation. Or, pour tenir compte de I’influence de la vitesse de rotation de ’outil
sur les contraintes résiduelles et/ou pour étudier son influence, il serait intéressant d’intégrer une
loi ¢lasto-viscoplastique. Par ailleurs, 1’identification des parametres de calibration de la loi de
Lemaitre-Chaboche est assez complexe et fastidieuse. Il faut a minima un essai cyclique (traction-
compression sur plusieurs cycles) pour les identifier correctement. Des essais a plusieurs niveaux
de déformations sont souvent nécessaires et difficiles a représenter totalement.

Plusieurs lois de comportement intégrant les effets de la vitesse de déformation ont été
développées. Selon (Ozel & Karpat, 2007), la loi de comportement la plus connue et la plus
répandue en simulation par éléments finis est la loi thermo-visco-plastique de Johnson et Cook (G.
R. Johnson & Cook, 1983). Il s’agit d’un modéle qui permet de prendre directement en
considération D’effet de 1’écrouissage, de la viscosité et de I’adoucissement thermique selon
I’équation phénoménologique (3.1).

& =[A+B@E)" [1+Cln (g)] [1 _ (T‘T—f)m] 3.1

Tfus_Tref

A est la limite d’élasticité du matériau a la vitesse de déformation de référence &, et a la température
de référence Trep; B et n sont respectivement le coefficient d’écrouissage et 1’exposant

d’écrouissage ; Trys est la température de fusion du matériau ; C est le coefficient de sensibilité a
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la vitesse et m I’indice de sensibilité a I’adoucissement thermique. & est la contrainte d’écoulement
équivalente du matériau usiné ; £P est la déformation plastique équivalente ; &P la vitesse de
déformation plastique équivalente et T est la température du matériau.

Cette loi est largement utilisée en modélisation numérique en raison de sa simplicité, de la
facilité¢ de sa mise en ceuvre dans les codes éléments finis et de la disponibilité de paramétres pour
de nombreux matériaux. Elle est capable de prédire fidélement le comportement du matériau dans
le domaine des faibles et moyennes vitesses de déformation (Gautier List, 2004b). Toutefois, la
prédiction thermo-viscoplastique du modele de Johnson-Cook n’est valable que dans des plages
situées au-dessus de la température et de la vitesse de déformation de références (Lin et al., 2012).
Selon (Rule & Jones, 1998), ce modele sous-estime [’augmentation de la contrainte avec la vitesse
de déformation pour les trés grandes vitesses de déformation (>10e4 s™). Ils ont proposé des
mode¢les révisés de cette loi en introduisant de nouvelles constantes, afin que la loi soit plus
représentative du comportement pour les trés grandes vitesses de déformation (Rule & Jones,
1998).

Lesuer a montré que ce modele permet de représenter, avec une trés bonne précision, le
comportement de ’AA2024 (Lesuer, 1999). Dans la littérature, on retrouve différents parameétres
de loi de Johnson-Cook décrivant le comportement de I’ AA2024. Ces parametres étant valides pour
des sollicitations (traction, compression, torsion, ...) et des domaines (de déformation, de vitesses
de déformation et de températures) bien spécifiques. Il est donc indispensable de bien identifier les
sollicitations attendues dans nos études, ainsi que le domaine, afin que les paramétres soient ajustés
a la réponse des phénomeénes a étudier.

Le Tableau 3.1 regroupe les différentes valeurs de paramétres de loi Johnson-Cook pour
I’AA2024-T351 retrouvées dans la bibliographie.

Tableau 3.1: Différentes valeurs des parameétres de la loi de Johnson-Cook pour I'AA2024-T351

it
Types de c?glf:rsrilezis;[i(cl)i Tempcra 4 B C n m Source
sollicitation ) ture (K) | (MPa) | (MPa)
(G.R.
Torsion 1, 10, 100 - 265 426 0,015 | 0,34 1,0 Johnson &
Cook, 1983)
: , (Mescall &
Torsion [le-3; 5¢2] 152 202 0,015 | 0,34 1,0 Weiss. 1983)
Traction (Lesuer,
) 4000, 8000 - 369 684 | 0,0083 | 0,73 2,1
Compression 1999)
(Adibi-Sedeh
- - - 325 414 0,015 0,2 1,0 et al., 2003)
Traction 223,293, )
Compression | L¢3 | 423573, | 304 | 478 0 |0406]| 21 (Seidt &
. 1,09¢4] Gilat, 2013)
Torsion 723
(Teng &
- - - 352 440 | 0,0083 | 0,42 1,0 Wierzbicki,
2004)
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En raison des fortes compressions appliquées par 1’outil au cours du galetage orbital, les
essais de caractérisation de références devront étre des essais de compression. Divers auteurs ont
mené ces essais expérimentaux pour différentes vitesses de déformations et températures sur
1’AA2024. Selon une étude de Seidt et Gilat, la contrainte €quivalente a température ambiante de
1’AA2024 présente une tres forte sensibilité a la vitesse de déformation pour des valeurs au-dessus
de 5000 s (Seidt & Gilat, 2013). Khan et Liu ont montré qu’au-deld d’une valeur seuil de
température (=150°C), cette sensibilité est plus prononcée et est retrouvée quelle que soit la vitesse
de déformations. A cause du trés fort adoucissement thermique, cette contrainte diminue avec
I’augmentation de la température pour une vitesse de déformation imposée (Khan & Liu, 2012).
Par ailleurs, il a ét¢ démontré que 1’AA2024 ne présente pas d’écrouissage pour les températures
au-dela de 300°C (Lin et al., 2012) (Seidt & Gilat, 2013).

Afin d’identifier les paramétres de la loi de Johnson-Cook valides pour le galetage de
1’AA2024, nous nous limiterons aux essais expérimentaux menés aux vitesses de déformation
inférieures a 5000 s!. Les vitesses de déformations supérieures a cette plage sont surtout
rencontrées dans les processus de dynamiques trés rapides (la coupe des métaux, problémes
d’impact ou de crash).

Mais avant de procéder a cette identification, il serait important d’étudier 1’évolution de la
température pendant I’opération de galetage, afin de déterminer le domaine thermique et I’influence
ou non de 1’adoucissement thermique. A ce titre, nous avons réalisé¢ des essais de galetage en bord
de plaque sur des éprouvettes munies de thermocouples (Figure 3.2). Les essais ont été réalisés
pour différentes vitesses de rotation d’outil (24000 — 40000 tr/min). Tous les résultats obtenus
montrent que le galetage orbital génére une trés faible élévation de température (<1°C), comme
nous pouvons le constater sur I’exemple de la Figure 3.2-c. La température pendant le galetage
reste donc inférieure a la température seuil a partir de laquelle il pourrait se produire un
adoucissement thermique de I’AA2024. Par conséquent, le facteur thermique de la loi de Johnson-
Cook, dans cette étude, sera négligé.

10 mm

5 mm

N=30600 tr/min

\ Canaux
d'insertion des 24,9
thermocouples

Thermocouples

Eprouvette

m—TCL ——TC2 —TC3 —TC4

Buse de la micro- 0 50 100 150
lubrification Temps {S]

— =

Figure 3.2 : Mesure de températures générées par le galetage : a- Dimensions de l’éprouvette ; b- Montage
expérimental ; c- Exemple de relevés de température pour Noutil=30600 tr/min)
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La bibliographie sur les essais de compression de ’AA2024-T351 étant assez abondante,
I’identification des parametres sera faite sur ces essais déja existants, notamment sur les travaux de
Seidt et Gilat (Seidt & Gilat, 2013) pour plusieurs raisons :

- Les éprouvettes ont été extraites au coeur des toles brutes d’AA2024, afin d’obtenir une
homogénéité du matériau. Comme présenté a la Figure 15, I’alliage AA2024-T351 présente
un gradient de la taille des grains dans 1’épaisseur des toles d’AA2024-T351 due a sa mise
en forme. Il présente une fine couche dont le comportement différe considérablement du
ceeur du matériau (J. T. Maximov, Anchev, Duncheva, et al., 2017).

- Leurs essais ont été réalisés sur une large gamme de vitesses de déformation (le-4s' —
leds™) et sur des éprouvettes extraites dans diverses directions de la tole brute qui ont
permis de mettre en exergue 1’anisotropie de ’AA2024-T351 (Figure 3.3).

Transverse 700 ™T T —T T T 1
Direction F 1
¥ E
Compression 1
Specimens . ~~{_ ]
45 O T -
[\ ,1._‘\/ Through ———___ T ]
(A = = Thickness o — o 1
SO T |5 :
- A j 2
fon  [m—— e & P ]
STﬂrf n e & \ 45" Tension n..Vl 00° £ 300 Specimen Orientation 3
B gt s , Specimens n o (R 1
e, FIN45 [ /J o (Rolled)
B e =~ / g 200 = g
— — [ = 4

—— —— 90° (Transverse)
Faiecs g T -45° ]
e / Rolled 100 A—b—A Thickness 7]
——— Direction E
X 0 —d

0.00 0.10 0.20 0.30 0.40
‘ True Strain

a b

Figure 3.3 : a- Directions d’extraction des éprouvettes d’essais ; b- Résultats des essais de compression de I'AA2024-
T351 a température ambiante et a é=1s" (Seidt & Gilat, 2013)

Comme nous I’avons évoqué au chapitre précédent, nos éprouvettes ont été extraites au
ceeur de toles brutes de laminage de 6mm d’épaisseur, pour plus d’homogénéité et toujours dans le
sens de laminage, en raison de I’anisotropie de ’AA2024-T351. Par conséquent, nous utiliserons
uniquement les essais réalisés a température ambiante et sur des éprouvettes extraites dans le sens
de laminage de la tole brute.

La procédure d'identification des coefficients de la loi de Johnson-Cook s’est décomposée
en plusieurs étapes. Tout d’abord, afin de s’affranchir de I’influence de la viscosité, les constantes
A, B, et n sont déterminées a vitesse de déformation constante a 1’aide d’une régression par la
méthode des moindres carrés. La détermination des constantes C et £, a ensuite été faite par
méthode inverse. Les valeurs des paramétres du modéle de Johnson-Cook retenues sont présentées
dans le Tableau 3.2. La Figure 3.4 présente une comparaison de quelques paramétres du modele de
Johnson-Cook de I’AA2024. Les paramétres retrouvés dans la bibliographie s’ajustent moins bien
aux données expérimentales d’essais en compression, en raison de la diversité des sollicitations
expérimentales utilisées pour leurs identifications.

Tableau 3.2: Parametres du modele de Johnson-Cook identifiés pour I'AA2024

A (MPa)

B (MPa)

c & (s™H

313,87

623,8

0,451

1,825 0,584
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Figure 3.4 : Comparaison des parameétres du modeles de Johnson-Cook de 1’AA2024 avec les données expérimentales
d’essais de compression a différentes vitesses de déformation

En vue de réduire les temps de calcul, I’outil sera modélisé par une surface rigide analytique
de forme cylindrique. D’aprés Schulze (Schulze, 2006), cette hypothése ne biaise pas 1’état des
contraintes résiduelles apres galetage. Les modélisations étant réalisées en explicit, il est nécessaire
de tenir compte de I’inertie de 1’outil et de la pi¢ce. Le moment d’inertie de I’outil a été calculé
autour de son axe, dans un premier temps, puis autour de I’axe du trou, dans un deuxiéme temps.
L’inertie de la piece a été prise en compte gréace a la densité de ’AA2024-T351.

3.22.  Loi de contact outil-pidce

3.2.21. Deéfinition de |a loi de contact

La définition du frottement a I’interface de contact outil-piece a une trés grande influence
sur la précision des résultats de modélisation. Cet exercice est particulierement difficile a réaliser
car le frottement dépend de plusieurs facteurs tels que 1’environnement tribologique (lubrifié ou
sec), la vitesse de déplacement relative des surfaces en contact, le comportement des matériaux, la
qualité des surfaces en contact (leurs états de surface), la pression de contact et dans une moindre
mesure de la température (Fréne & Zaidi, 2011) (Cartier & Kapsa, 2001). La cinématique du contact
(glissement, roulement, pivotement) ainsi que la géométrie des solides en contact (contact
surfacique ou hertzien) ont également un impact direct sur la loi de contact. Ainsi, chaque contact
tribologique constitue un cas d’étude particulier qui est li¢, dés sa conception a ces différents
facteurs.

L’opération de galetage conventionnel consiste a presser un élément roulant trés peu
déformable sur la surface de la piece a déformer. De ce fait, le phénomene tribologique qui en
découle est la résistance au roulement. Celle-ci est due a la déformation élastique des piéces en
contact. L’outil (supposé indéformable dans notre cas) exerce des pressions dans la zone d’appui
qui déforment élastiquement la piéce lors de la mise en contact et crée ainsi un bourrelet de matiére
qui s’oppose a la mise en rotation de 1’outil par rapport a son appui (Figure 3.5).
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Fpl Fj Fpi
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Figure 3.5 : Schéma synoptique de la résistance au roulement

Le galetage orbital quant a lui se décompose en un mouvement de roulement (initié par la
rotation orbital) et en un mouvement de pivotement (initié¢ par la rotation outil). En plus de la
résistance au roulement retrouvée dans le cas du galetage classique, il faudrait donc également tenir
compte de la résistance au pivotement (Figure 3.6). Cette derniére est le cas particulier du
frottement de glissement d’une pi¢ce tournante soumise a un couple. Elle se caractérise par un
couple résistant Cr (généré par la composante tangentielle T des pressions de contact) qui s’oppose
au couple moteur Cyv (généré par la rotation de 1’outil autour de son axe).

Figure 3.6 : Schéma synoptique de la résistance au pivotement

Dans la littérature, la résistance au roulement dans le cas du galetage classique est
généralement modélisée par un coefficient de frottement. Le modéle de frottement le plus simple
et le plus souvent considéré est celui de Coulomb (Yen et al., 2005) (Balland et al., 2013a) (Perenda
et al., 2015) (Majzoobi et al., 2016). Pour le cas d’espéce du galetage orbital, la loi de contact sera
également modélisée par un coefficient de frottement de type Coulomb. La valeur du coefficient
de frottement a été déterminée expérimentalement grace aux relevés des efforts de galetage. Vu
I’allure sinusoidale des courbes des efforts suivant les directions x et y dans un trou (Figure 3.7-a),
il est trés difficile de déterminer dans une telle configuration les composantes normales et
tangentielles des efforts nécessaires pour 1’identification du coefficient de frottement p. De ce fait,
I’identification de cette loi s’est faite au moyen d’essais de galetage en bord de plaque. La vitesse
d’avance tangentielle V¢ étant reliée a la vitesse de rotation orbitale par 1’équation (3.2), les
composantes normales et tangentielles des efforts sont relevées suivant les directions x et vy,
respectivement (Figure 3.7-b).

Vft = 2.m. Roff- Norb (32)

Vi : Vitesse d’avance tangentielle (m.min ") Rofr : Rayon de I'excentrique (mm)
Norp : Vitesse de rotation orbitale (1 tr.min” )
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Figure 3.7 : Profils des efforts de galetage Fx et Fy sur le bord de trou (a) et sur le bord de plaque (b)

Les résultats pour différentes vitesses de rotation outil et différentes profondeurs de
pénétration d’outil® (notée « pdp ») sont illustrés a la Figure 3.8. Il est constaté que la vitesse de
rotation outil a une légére influence sur le coefficient de frottement apparent y alors que la pdp a
une influence trés négligeable.
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Figure 3.8 : Influence de la vitesse de rotation outil et de la pdp sur le coefficient de frottement

Cette loi de contact est définie également sur la base d’autres hypothéses qui permettent
notamment de réduire la complexité du probléme.

» Généralement, les pressions de contact trés élevées engendrent un phénomeéne de « stick-
slip » au cours du mouvement. Dans notre étude, il a été supposé que ce cas de figure ne se
présentait pas.

» Pour un couple de matériaux donné, les valeurs du coefficient de frottement peuvent
différées suivant la géométrie des solides en contact. Pour une surface concave, la
résistance au roulement est beaucoup plus importante que dans le cas d’une surface
convexe. En effet, la zone de contact est plus ou moins faible suivant les géométries (Figure

2 La profondeur de pénétration est égale a la différence entre le rayon de I’outil & galeter et le rayon
de la fraise.
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Chapitre 3. Etude numérique du procédé de galetage orbital

3.9). Par conséquent, les pressions de contact sont plus ou moins localisées, ainsi que les
déformations « élastiques » responsables de la résistance au roulement et au pivotement.
L’identification de la loi de frottement sur des surfaces planes se fait en supposant le contact
entre le galeteur et I’alésage trés localisé (rayon du trou trés grand par rapport a celui de
I’outil).

] o 0

Figure 3.9 : Schéma synoptique de la répartition de pression de contact sur une surface : (a) convexe, (b) plane et (c)
concave

3.2.2.2. Reésolutions numériques des problémes de contact avec ABAQUS/Explicit

ABAQUS Explicit dispose de trois principaux algorithmes pour modéliser les

e Le contact général : applicable a toutes les surfaces existantes du modele, cet algorithme
est donc facile a mettre en place et surtout trés utile lorsqu’il y a un nombre important de
picces avec des topologies complexes ;

e Le contact pair : il permet de sélectionner directement un ou des groupes de surfaces
concernées par une condition de contact ;

e L’auto contact : il est a utiliser lorsqu’il peut y avoir contact, aprés déformation, entre
deux surfaces d’une méme picce.

Nos modéles numériques ont été réduits a deux piéces : 1’outil a galeter et la piece en
AA2024 (les brides de serrage sont remplacées par des conditions aux limites qui seront présentées
plus loin). Dans ces conditions, 1’algorithme contact pair a été utilisé. La résolution numérique du
contact par ce dernier nécessite de spécifier la méthode d’application des pressions de contact ainsi
que les méthodes de formulation et de suivi du mouvement relatif entre les surfaces en contact. Une
grande partie du temps de calcul avec ABAQUS/Explicit est associé¢ a la résolution du contact
numérique et dépend principalement de ces méthodes choisies pour sa modélisation. Avant de
présenter nos différents choix, nous rappellerons bri¢vement ces méthodes. Le lecteur pourra se
référer a la documentation non exhaustive pour plus de détails sur le fonctionnement de ces
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3.3. Description du modéle éléments finis

A. Méthodes d’application des pressions de contact ABAQUS/Explicit

Avec le choix de 1’algorithme de contact pair, ABAQUS/Explicit offre deux méthodes
d’application des pressions de contact : soit la méthode de contact cinématique, soit la méthode de
pénalisation.

o Laméthode de contact cinématique utilise un algorithme de contact prédicteur/correcteur
cinématique pour appliquer strictement les pressions de contact (aucune pénétration n'est
autorisée).

e Laméthode de contact de pénalité a une application moins stricte des pressions de contact
mais permet le traitement de types de contact plus généraux ; il permet de modéliser
certains types de contact que l'algorithme de contact cinématique ne peut pas étudier tel le
contact entre deux corps rigides, par exemple.

Dans la plupart des simulations, les deux méthodes donnent des résultats similaires.
Cependant la méthode par pénalité est mieux adaptée lorsque le contact implique des corps rigides
(surtout rigide analytique) et des contraintes définies pour un neeud sur le corps rigide (Tie, MPC,
Coupling, Rigid body, ...). Pour cette raison, la méthode de pénalité a été adoptée.

B. Méthodes de formulation et de suivi du contact avec ABAQUS/Explicit

Il existe trois approches pour tenir compte du mouvement relatif de deux surfaces en
contact dans ABAQUS/Explicit :

e « Finite sliding », qui permet tout mouvement arbitraire des surfaces (glissement, rotation)
et inclut généralement les effets géométriques non linéaires. I1 est donc idéal dans le cas de
grandes déformations et grandes rotations.

o «Small sliding », qui suppose que bien que deux corps puissent subir de grands
mouvements, il y aura relativement peu de glissement d'une surface le long de ’autre. Les
surfaces peuvent subir des rotations arbitrairement importantes mais un nceud de la surface
esclave interagira avec la méme zone locale de la surface maitre tout au long de 1'analyse.

o« Infinitesimal sliding and rotation », qui supposent que le mouvement relatif des surfaces
en contact (glissement, rotation) sont faibles.

La présence des grandes rotations du galeteur au cours du galetage justifie le choix de
I’algorithme « finite sliding ». Par ailleurs, les algorithmes « Small sliding » et « Infinitesimal
sliding and rotation » ne peuvent pas étre utilisées pour des contacts utilisant l'algorithme de
contact a pénalité ou impliquant des surfaces rigides analytiques.

3.3. Description du Modele Elements Finis

3.3, [éométrie et conditions aux limites

La simulation du galetage orbital sur un trou complet et sur toute 1’épaisseur de 1’éprouvette
(3mm) est une opération tres fastidieuse et chronophage en temps de calcul. Dés lors, il serait trés
intéressant de pouvoir réduire cette opération sur une portion représentative de la piece. Toutefois,
il faut veiller a ne pas trop simplifier le mod¢le, au risque de fausser I’ interprétation des phénomenes
rencontrés dus aux effets de bord. Afin de considérer I’influence de la matiére non modélisée sur

93



Chapitre 3. Etude numérique du procédé de galetage orbital

la découpe simulée de la géométrie de la piéce, les conditions aux limites doivent étre définies avec
beaucoup de précaution. Dans le cas du galetage classique, un encastrement complet des faces
entraine au sein de la piéce de plus grandes contraintes résiduelles tandis que des faces non
contraintes en entraine plutét de faibles (effets de bord). A ce titre, I’'usage des plans de symétrie
semble étre la méthode la mieux adaptée pour la simulation du comportement de la matiere
avoisinante (Trauth et al., 2013) (Perenda et al., 2015) (Majzoobi et al., 2016). D’autres auteurs ont
plutot eu recours a l’utilisation d’éléments semi-infinis pour tenir compte de 1’influence de la
mati¢re non modélisée (Balland et al., 2013a) (Balland et al., 2013b) (Degré, 2011). Mais toutes
ces considérations ne restent valides que si la taille de la surface de contact est trés faible par rapport
au reste de la piece considérée. En effet, 1’état de contraintes dans la picce est indépendant de sa
géométrie globale, si les dimensions de la portion représentative sont grandes devant les dimensions
de la zone de contact (K. L. Johnson, 1985).

Si cette condition est généralement vérifiée dans le cas du galetage classique, tel n’est pas
le cas pour le galetage orbital. En effet, le ratio diamétre outil/diamétre piéce est faible dans le cas
du galetage classique contrairement au cas du galetage orbital (généralement 0,1 pour le galetage
classique contre 0,77 pour le galetage orbital). Par conséquent, pour une méme profondeur de
pénétration d’outil, la largeur de la surface de contact dans le cas du galetage classique est nettement
plus faible par rapport aux dimensions de la piéce. Méme pour un ratio identique, le secteur
angulaire o définissant la largeur de la surface de contact augmente trés rapidement avec la
profondeur de pénétration dans le cas des surfaces concaves (trous), tandis que cette croissance est
lente dans le cas des surfaces convexes (axes/arbres) (Figure 3.10). Il faudrait déterminer la portion
angulaire minimale et les conditions aux limites a appliquer a cette géométrie permettant d’avoir
des résultats fiables et limitant les effets de bords sur nos modéles.

Malheureusement, le modele de galetage orbital ne peut étre réduit a aucun modéle en deux
dimensions (déformations planes, contraintes planes, axisymétriques) en raison de sa cinématique
particuliére.

B
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Figure 3.10 : (a) Illustration du secteur angulaire de contact en galetage orbital d’un trou ; (b) Evolution du secteur
angulaire de contact en fonction de la profondeur de pénétration avec le ratio diamétre outil/diamétre piéce identique

Au cours de ses travaux sur 1’étude du processus de taraudage par vis autoformeuse,
Mathurin (Mathurin, 2008) a modélisé¢ 1’assemblage par une découpe angulaire de 45° (Figure
3.11-a). Selon I’auteur, ce choix permet un bon compromis entre les temps de calcul et les résultats
obtenus, dans la mesure ou certaines conditions aux limites sont respectées (Figure 3.11-b) :
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3.3. Description du modéle éléments finis

Une condition de symétrie est appliquée sur la face ou les filets de la vis commencent
le processus de formation. Bien qu’elle soit restrictive car elle empéche I’écoulement
de matic¢re engendré par la rotation de la vis, elle permet d’éviter un flux de matiére
dans le sens inverse ;

Une condition de bord libre est appliquée sur la face de sortie de la vis car une condition
de symétrie ou d’encastrement empéche le flux de matiére généré par la rotation de la
vis, ce qui conduit généralement a I’arrét des calculs.

La piéce est encastrée sur le bord libre extérieur.

Ces conditions de symétrie et de bord libre engendrent d’importants effets de bords. Ce qui
implique donc d’observer les résultats sur un secteur angulaire restreint au centre de la piéce (Figure

3.11-b).

45°)
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: 4 Sens de rotation de la vis
1
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Figure 3.11 : (a) Géométrie des pieces en taraudage par vis autoformeuse (b) Conditions aux limites sur la piece

(Mathurin, 2008)

Compte tenu des grandes similarités cinématiques qui existent entre le procédé de
taraudage par vis autoformeuse et le galetage orbital, nous avons dans un premier temps modéliser

la piece sur différentes découpes angulaires. Les résultats obtenus nous ont montré que les découpes
a 45° et 90° n’étaient pas adéquates pour nos modéles car ils subsistaient encore énormément

d’effets de bords, quelles que soient les conditions aux limites appliquées. La découpe a 180° quant

a elle permet d’avoir des résultats homogenes et exploitables sur une zone d’observation de 45°
(Figure 12). Par ailleurs, les conditions aux limites appliquées a la piéce sont les suivantes (Figure

3.12):

Les déplacements radiaux UR sont bloqués sur les bords périphériques de la piéce ;
Une condition de symétrie sur les déplacements orthoradiaux U est considérée sur une
partie des faces de découpe de la piece. Cette condition a €té retenue parce qu’elle
permet de prendre en compte 1’influence de la matiére non modélisée. Au voisinage du
trou, elle conduirait plutot a bloquer le flux de matiére généré par le mouvement du
galeteur ;

Les déplacements axiaux UZ sont bloqués sur huit sommets de la piéce. Cette condition
représente 1’appui plan et le bridage réalisés sur les faces inférieure et supérieure de la
piece au cours du galetage réel. Ce choix a été retenu car il est plus simple a mettre en
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Chapitre 3. Etude numérique du procédé de galetage orbital

ceuvre (aucune modélisation du contact brides-picce, pas de pression de serrage des
brides, ...). Le rayon extérieur de la picce est pris suffisamment grand pour limiter les
effets de bord (9,525 mm).

Zone d'observation
des résultats

A UR=0
A uve=o
A uz=0

Piece

£

Figure 3.12 : Conditions aux limites sur la piece

Nous avons également ¢étudié¢ I’influence de la hauteur de la picce modélisée sur les
contraintes résiduelles. Comme le montre la Figure 3.13, nous remarquons que la hauteur de la
picce impacte également grandement la répartition des contraintes. Par conséquent, toute la hauteur
de la piéce (3 mm) doit étre considérée si 1’on souhaite éviter une perturbation de 1’état des
contraintes aprés galetage orbital.
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Figure 3.13 : Observation de l'influence de l'épaisseur sur les contraintes de Von Mises

Comme nous 1’avons indiqué dans le paragraphe 3.2.1, I’outil a été modélisé en corps rigide
analytique. Cette modélisation permet de piloter les déplacements du corps rigide a 1’aide de son
seul nceud de référence. Ainsi, les vitesses de rotation et la vitesse d’avance axiale sont imposées
sur le nceud de référence de I’outil. La fraise n’étant d’aucune utilité pendant 1’opération de galetage
orbital, seul le galeteur est modélisé. Les dimensions de 1’outil sont représentées sur la Figure 3.14.
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Point de référence

0,6 mm

R>2,425 mm

Figure 3.14 : Dimensions du galeteur

3.0.2.  Maillage

3.3.21.  Choix des éléments de maillage

Le choix correct des éléments de maillage pour une simulation numérique particuliére est
trés crucial si ’on désire obtenir des résultats précis a colit raisonnable. La pi¢ce est enticrement
modélisée a I’aide d’éléments hexaédriques de premier ordre et a intégration réduite (C3D8R). Les
¢léments C3DS8R ont été utilisés car ils peuvent contribuer a la réduction des temps de calcul par
rapport a ceux a intégration complete (C3DS). Par ailleurs, les ¢léments C3D8R fournissent
d’excellents résultats pour des sollicitations de compressions, contrairement aux éléments a
intégration compléte (C3DS). Les éléments tétraédriques (C3D4) quant a eux convergent tres
lentement avec le raffinement du maillage et ont une trés grande raideur.

L’usage des éléments C3D8R peut éventuellement engendrer le phénoméne de
« Hourglass »°. Plusieurs méthodes sont proposées avec ABAQUS/Explicit pour contrdler ce
phénoméne de Hourglass. Elles consistent a 1’introduction de faibles valeurs de raideur artificielle
et/ou d’amortissement artificiel pour limiter la propagation des modes de Hourglass. L’usage de
ces solutions couplé a un maillage fin permet d’obtenir d’excellents résultats de calculs. La méthode
de Hourglass proposée par défaut a été considérée.

Le galetage orbital introduit de forts gradients de contraintes et de déformations sur les
couches superficielles de la piéce. Un autre prérequis essenticl pour obtenir des résultats
satisfaisants des Mod¢les Eléments Finis (MEF) est ’utilisation d’un maillage raffiné et structuré
au niveau des parois du trou, particuliérement au niveau de la zone d’observation des résultats. Le
maillage de la pi¢ce est présenté a la Figure 3.15. Par souci de limiter au mieux le nombre
d’¢éléments sans altérer les résultats, le maillage a été optimisé comme suit :

- Comme nous I’avons vu au paragraphe 3.3.1, la zone d’observation des résultats s’étend
sur un secteur angulaire de 45° autour du centre de la piéce. Mais utiliser un maillage trés
fin sur toute cette zone ne s’avere pas nécessaire vu que les résultats peuvent étre exploités
au voisinage élémentaire de la zone centrale (Figure 3.12). Nous avons par conséquent
décidé de mailler les faces de découpe avec une taille d’¢léments plus grande et d’établir
un bias sur la circonférence qui s’étend des faces de découpe jusqu’a la zone centrale.

3 Aucune énergie de déformation ne résulte de la déformation de 1’élément.
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Chapitre 3. Etude numérique du procédé de galetage orbital

Cette zone centrale est maillée avec des éléments uniformes de taille élémentaire* sur la
circonférence du trou (Figure 3.15-b). Le secteur angulaire de cette zone centrale a été
choisi de maniere a étre toujours plus grand que le secteur angulaire a qui représente la
zone de contact entre I’outil et la piece (cf. Figure 3.10).

De méme, suivant la direction axiale, il n’est pas nécessaire de mailler toute la paroi du
trou avec un maillage trés fin. C’est ce qui justifie une zone centrale de faible hauteur
maillée avec des éléments réguliers de taille ¢lémentaire. La hauteur de cette zone est
¢galement supérieure a celle de la zone de contact entre I’outil et la piéce dans le sens
axial (Figure 3.15-c).

A entrée et a la sortie de ’outil, nous avons fait un choix d’élément de taille élémentaire
dans le sens axial. Ceci a été retenu pour mieux évaluer la hauteur de bavure en entrée et
en sortie de la piece. Entre la zone centrale et les faces d’entrée/sortie d’outil, nous avons
réalisé un double « bias », afin d’avoir une transition convenable entre les différentes
zones (Figure 3.15-c).

Suivant la direction radiale, le maillage est de plus en plus grossier en s’éloignant du bord
du trou car le matériau est de moins en moins affecté par le galetage orbital (Figure
3.15-b). Par ailleurs, entre les parois du trou et I’extrémité de la picce, il a été délimité
une zone de transition de maillage, afin d’avoir un unique élément au niveau de la
circonférence externe de la piece (Figure 3.15-c).

Le maillage de la piece a été réalisé en négligeant 1’état de surface initial du trou car cela

nécessiterait davantage d’éléments plus petits comme le montrent Balland et al. (Balland et al.,
2013b), ce qui augmenterait drastiquement les temps de calcul.

Pour minimiser les erreurs et les singularités numériques, tous les résultats seront extraits

aux neeuds et aux points d’intégration d’éléments situés sur une bande localisée au centre de la zone

d’intérét, puis moyennés (Figure 3.16). La largeur de bande est de cinqg éléments.

L’outil étant modélisé a 1’aide d’une surface rigide analytique, il ne nécessite pas de maillage.

4 Taille du plus petit élément dans la zone centrale. La taille des autres éléments dépend de celle-ci,

vu qu’il y ait défini un bias a partir de cette taille élémentaire.
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Figure 3.15 : Maillage de la piéce
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Z

l’
X

Figure 3.16 : Zone d'extraction des résultats de contraintes et déformations résiduelles
3.3.2.2.  Convergence du maillage

Les résultats des premiers MEF de galetage orbital développés ont fait état de trés forts
gradients de contraintes et de déformations sur une faible épaisseur de couches superficielles de la
piece (= 500pm). Pour obtenir une meilleure précision des résultats, la taille élémentaire doit étre
choisie suffisamment petite. Toutefois, cela ne doit pas se faire au détriment des temps de calcul.
Afin d’obtenir un gradient de contraintes raisonnable, nous avons choisi trois tailles élémentaires
suffisamment petites (40 um, 60 um et 80 pm). Comme nous 1’avons précisé en introduction, les
calculs ont été réalisés sur les ressources matérielles dont dispose le mésocentre de calculs intensifs
CALMIP. Les calculs ont été exécutés sur un nceud dont I’architecture physique est la suivante :

- Nombre de processeurs : 02 ;

- Processeur : Intel Skylake 2,3 GHz ;

- Nombre de cceurs : 36, soit 18 ceeurs/processeur ;

- Mémoire vive globale du nceud : Mémoire partagée de 192 Go.

Les résultats de contraintes résiduelles issus des différents modéles sont présentés a la
Figure 3.17. 1l s’agit de contraintes relevées aux points d’intégration des éléments de la section
médiane de la picce (Figure 3.17-a). Hormis les contraintes radiales ou nous observons des
phénomenes assez différents, les courbes de contraintes obtenues sont quasi-identiques. Toutefois,
la localisation du pic de contraintes résiduelles différe en fonction de la taille élémentaire de
maillage choisie. On serait tenté de choisir une taille élémentaire de 40 pm, mais les durées de
calculs correspondants s’avérent étre tres élevées, ainsi que les colits en temps de calculs (Figure
3.18). Par conséquent, nous avons choisi pour notre mod¢le une taille ¢lémentaire intermédiaire
égale a 60 um.

100



3.3. Description du modéle éléments finis
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Figure 3.17 : Comparaison des contraintes résiduelles radiales (a), circonférentielles (b) et axiales (c) pour différentes
tailles élémentaires ; (d) Zone de relevé des contraintes
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Figure 3.18 : Durées et temps de calul CPU en fonction de la taille élémentaire du maillage

5 Temps CPU = Durée de calcul x nombre de cceurs. C’est ce temps qui est pris en compte lors de
I’attribution des ressources de calcul sur les plateformes de calculs intensifs.
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Ces durées de calculs sont aussi grandes pour plusieurs raisons. Tout d’abord, le faible pas
de la trajectoire hélicoidale associé aux grandes vitesses de rotation outil impose d’avoir un pas de
temps assez petit. Ce qui entraine donc une durée globale conséquente pour procéder au galetage
orbital de toute I’épaisseur de la piéce. Quant a la taille élémentaire, le nombre d’éléments augmente
rapidement avec la diminution de cette derni¢re (Figure 3.18). Ce qui accroit par conséquent le
nombre de degrés de liberté du modele. Suivant le schéma de résolution explicite, le pas de temps
dépend de la taille du plus petit élément du modele. La résolution d’un probléme avec la méthode
explicite revient a travailler comme s’il s’agissait d’un probléme de propagation d’ondes. La vitesse
de propagation des ondes a I’intérieur du matériau étant dépendante de la taille du plus petit
¢lément ; plus la taille de I’¢lément est faible, plus petit est le pas de temps.

3.8.3.  Etude de la scalabilité du modgle

Outre la réduction de mod¢le, une stratégie d’optimisation des temps de calcul consiste a
tirer profit des ordinateurs a architecture parall¢le. Ces ordinateurs sont en effet congus pour réaliser
un grand nombre d’opérations élémentaires par seconde grace, non pas a une fréquence d’horloge
plus élevée, mais plutét a un nombre important de processeurs en réseaux et a une gestion
performante de transmission des données. L’exécution paralléle des calculs avec le solveur explicit
d’ABAQUSO constitue donc un atout important dans la mesure ou il peut permettre de réduire le
temps d'exécution pour les analyses qui nécessitent un grand nombre d'incréments et/ou qui
contiennent un grand nombre de nceuds et d’éléments.

La méthode de décomposition en domaine est une des méthodes de parallélisation les plus
répandues. Elle consiste a diviser le modéle en un nombre de domaines parall¢les spécifié par
l'utilisateur, et chaque domaine est attribué a un processeur (Figure 3.19). La solution est obtenue
indépendamment pour chaque domaine et des informations sont transmises pour assurer la
continuité et 'équilibre aux limites du domaine. Les domaines sont divisés initialement afin que
chacun ait des dépenses de calcul approximativement équivalentes.

Figure 3.19 : lllustration de décomposition d'un modele éléments finis en domaines paralléles

Les performances de parallélisation sont mesurées en comparant le temps total requis pour
exécuter le modele sur un seul processeur (exécution séquentielle) au temps total requis pour
I'exécuter sur plusieurs processeurs (exécution parall¢le). Le rapport entre ces deux valeurs est
appelé « speedup factor » ou simplement « speedup » (équation (3.3)). La scalabilité fait référence
au comportement du speedup avec la variation du nombre de processeur. Une scalabilité parfaite
indique que le speedup augmente linéairement avec le nombre de processeur. Autrement dit, la
parallélisation sera parfaite si le speedup est égal au nombre de processeurs utilisés pour I’exécution
paralléle du calcul. Mais cette scalabilit¢ dépend fortement du modele. Il arrive fréquemment
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qu’utiliser plus de cceurs peut étre contre-productif car les temps de communication entre
processeurs peuvent augmenter, réduisant ainsi le speedup et entrainant une surconsommation
inutile du temps CPU.

temps calcul séquentiel

Speedup = (3.3)

temps calcul paralléle

L’étude de la scalabilité de notre modéle a été réalisé sur plusieurs cceurs de la plateforme
CALMIP. La Figure 3.20 présente I’évolution du speedup en fonction du nombre de cceurs alloués
pour la parallélisation de notre mode¢le. N’ayant pas réalisé les calculs sur un seul cceur, nous avons
considéré comme temps de calcul séquentiel celui réalisé sur quatre.

20 3 900
—a—Speedup
i: Speedup idéal A =
—e—Durée de calcul I 700 g
§ 14 " 600 %
m 12 =
“‘;-10 2
% 8 400 E
a 200 3
2 - 100
o L~ 0
0 8 16 24 32 40 48 56 64 72 80
Nombre de coeur
Nombre | Mémoire Durée de calcul Temps CPU Speedup=
d . G t4coeurs
e ceeurs | vive (Go) (jr hh:mm:ss) | (heure) | (jr hh:mm:ss) (heure) tocoeurs
4 20 33jr03:57:13 | 795,95 | 132jr15:48:52 | 3183,81 1
8 40 18 jr 13:44:08 | 445,74 | 148 jr 13:53:04 | 3565,88 1,786
16 80 10 jr 22:46:43 | 262,78 | 175jr 04:27:28 | 4204,46 3,029
36 192 06jr17:53:35 | 161,89 | 242 jr20:09:36 | 5828,16 4917
72 374 10 jr 07:47:55 | 247,80 | 660 jr 19:06:40 | 17841,50 3,212

Figure 3.20 : Scalabilité du modéle éléments finis de galetage orbital développé

La scalabilité de notre modéle décroit a partir de 36 cceurs et au-dela, elle est encore pire.
Au vu de ces résultats, le nombre de cceurs idéal pour exécuter nos calculs serait 16. Toutefois,
nous constatons qu’en utilisant 36 coeurs, nous avons un gain en durée de calcul de plus de 4 jours
contre une perte en temps CPU de 1623 heures. Ce prix a payer en temps CPU nous semble moindre
comparé a la durée de calcul économisé. Par conséquent, nous avons décidé de paralléliser nos
différents calculs sur 36 ceeurs.
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34. Ftude du niveau de galetage et de l'influence des conditions de galetage

L’un des objectifs majeurs de ces travaux est la détermination du niveau de galetage
nécessaire pour avoir un impact sur I’intégrité de surface du trou usiné, et par ricochet sur la durée
de vie en fatigue de la piece. Le parameétre principal de 1’intégrité de surface servant d’objectif est
la contrainte résiduelle (CR). Nous observerons a ce titre I’intensité et la position du « pic
compressif »°, ainsi que 1’étendue de la « zone compressive »’. Les champs des CR de traction
seront également examinés. Les autres parameétres a savoir : le niveau d’écrouissage, la bavure et
la forme de I’alésage aprés galetage orbital seront aussi analysés. Les parametres de galetage
considérés initialement sont les mémes que les paramétres de coupe optimisés déterminés au
chapitre 2 a savoir : Noutil = 40000 tr/min, Norb = 1500 tr/min et Vfa = 60 mm/min.

34).  Etude du niveau de galetage orbital

3411,  Contraintes résiduelles

Le Tableau 3.3 : Profondeurs de pénétration d’outil considérées et taux de galetage
recapitule les profondeurs de pénétration d’outil considérées, ainsi que les taux de galetage orbital
correspondants. La Figure 2.21 représente les composantes radiales, circonférentielles et axiales
des contraintes résiduelles obtenues pour différentes profondeurs de pénétration (pdp) de
1’AA2024-T351. Nous pouvons constater que le galetage orbital génére des contraintes résiduelles
de compression dans les couches superficielles du trou, méme a de trés faibles taux de galetage
orbital. Par ailleurs, I’augmentation de la profondeur de pénétration s’accompagne d’une
augmentation de Dl’intensité du pic compressif. Les CR radiales, circonférenticlles et axiales
atteignent respectivement -34 MPa, -396 MPa et -432 MPa pour une pdp égale a 20 um, contre -7
MPa, -231 MPa et -225 MPa pour une pdp égale a 5 pm. La position du pic de compression reste
quasiment inchangée avec la variation de la pdp. La largeur de la zone compressive croit également
avec I’augmentation de la pdp. Le passage d’une pdp de 5 um a une pdp de 20 um permet de
doubler cette épaisseur compressive (environ 250 um contre 500 um). Ces résultats s’expliquent
par I’augmentation des forces de galetage engendrées par 1’accroissement du diamétre de I’outil,
ce qui induit de plus fortes pressions dans les couches superficielles de la piéce. Ces zones
compressives sont équilibrées au loin par des zones de CR de traction. Plus le pic compressif est
important, plus le pic en traction 1’est également.

Tableau 3.3 : Profondeurs de pénétration d outil considérées et taux de galetage

pdp (um) 5 10 15 20

Taux de galetage = % x 100 (%) | 0,157 | 0315 | 0472 | 0,630

¢ Valeur maximale en valeur absolue de CR de compression.
7 Zone totale située sous la surface du trou qui s’étend du le bord du trou jusqu’ou les CR deviennent
positives. Elle représente I’étendue des couches superficielles de la piece ou régnent des CR compressives.
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Figure 3.21 : Contraintes résiduelles générées dans I’AA2024-T351 par galetage orbital pour différentes profondeurs
de pénétration

Les niveaux de CR radiales sur la section médiane sont trés inférieurs par rapport aux deux
autres composantes, quelle que soit la pdp (Figure 3.21). Par contre, sur les faces d’entrée et de
sortie de I’outil, elles sont beaucoup plus grandes (Figure 3.22-b). De plus, les zones compressives
correspondantes sont également beaucoup plus élevées (> 3 mm). Ceci serait lié aux effets de bords.
En effet, en entrée et sortie d’outil, la matiére déplacée dans le sens axial est plus importante alors
qu’elle est tres faible dans le sens radial ; tandis qu’a la section médiane, c’est plutdt ’inverse. Les
composantes circonférentielles des CR sur les faces sont de traction, ce qui peut s’avérer critique
pour la tenue en fatigue de la piéce. Mais cette zone est trés faible (= 100 um - 150 pm) et elle est
trés vite compensée par une plus large zone compressive en dessous. Par ailleurs, 1’ébavurage
permettra de les supprimer. Ceci peut €tre li¢ aux effets de bords. En effet, les éléments situés pres
des faces extérieures du trou sont alors moins contraints axialement, beaucoup moins qu’en section
médiane. Les pics compressifs en surface sont beaucoup plus faibles qu’en section médiane. Quant
aux zones compressives, elles sont plus grandes. Ces phénomeénes sont observés pour toute
profondeur de pénétration d’outil (cf. Annexe B).
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Figure 3.22 : Comparaison des contraintes résiduelles sur la face d’entrée, la section médiane et la face de sortie de
I’4A2024-T351 générées par galetage orbital pour pdp = 20 um

3412 Evaluation du taux d'écrovissage

Le taux d’écrouissage peut étre numériquement étudié au travers les déformations
plastiques cumulées équivalentes (PEEQ) (Trauth et al., 2013). Les niveaux des déformations
plastiques cumulées pour différentes profondeurs de pénétration sont présentés a la Figure 3.23.
Ces résultats montrent que les maximums des taux d’écrouissage sont obtenus a la surface du
matériau du trou. Par ailleurs, I’épaisseur de matériau écroui reste faible et varie 1égérement avec
la profondeur de pénétration. Elle est d’environ 250 um pour une pdp de 5 pm contre 500 pm pour
une pdp de 20 pm. Le taux d’écrouissage augmente également avec la profondeur de pénétration.

PEEQ

1
g 09 pdp = 05 um
& o8 | —-Pip e 0 5m
¥ o7 —pdp=15pum
m w» i 58
= pdp = 20 pm
oy g 0,6

=

gz
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E 03
—
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8 o1
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Figure 3.23 : Déformations plastiques cumulées générées dans I’AA2024-T351 par galetage orbital pour différentes
profondeurs de pénétration
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3.413. Bavures

Le galetage orbital s’accompagne d’un écoulement de matiére en amont et en aval de I’outil
qui peut générer des bavures aux surfaces d’entrée et de sortie. Cet écoulement de maticre est
beaucoup plus important dans le sens de I’avance de ’outil. Il en résulte des bavures en sortie plus
grandes que celles observées sur la face d’entrée (Figure 3.24). L’augmentation de la pdp engendre
un écoulement de matiére plus important, ce qui justifie I’augmentation de ces bavures. Les largeurs
de racines des bavures en entrée et sortie restent également assez faibles et varient trés peu avec
I’augmentation de la pdp. Nous observons numériquement au loin du trou la présence d’une faible
zone de « compression » par rapport a la cote initiale sur la face d’entrée, mais pas au niveau de la

sortie.
ra a - b
Bavures en entrée Bavures en sortie
80 10
—pdp =05 um
= 70 — =10 um = 0 —
E pap=10p E ' 7=
2 60 —pdp = 15 pm S, _ag WFTFH 2 3 4 5
o pdp =20 pm @ '
one de |

B a0 2 830
g 30 - compression & a0 ]
S L r
3 20 3 .50
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2 10 \,% = 60 ~—pdp =10 pm
TN ) — 20 —Pap=15pm
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Distance bord du trou (mm) Distance bord du trou (mm)

Entrée ¢

Figure 3.24 : Hauteurs de bavures en entrée et en sortie d'outil pour différentes profondeurs de pénétration
3414 Forme et taux résiduel d'expansion radiale de |'alésage

La maitrise de la valeur du diamétre résiduel aprés galetage orbital est trés importante
industriellement. Elle permet la vérification rapide de la réalisation correcte du procédé sur une
piece finie et sert a définir les dimensions d’outil. Sur la Figure 3.25-b, nous avons représenté la
déformation radiale résiduelle de 1’alésage aprés galetage orbital. Ces résultats exhibent des
déplacements radiaux résiduels plus importants sur les faces d’entrée et de sortie de ’outil tandis
qu’a cceur, ils restent faibles et sont assez homogénes. La forte diminution du maintien axial du
matériau proche des surfaces extérieures est responsable de la génération de ces déformations
résiduelles significatives. Mis a part aux extrémités de 1’alésage, la forme générale de 1’alésage
obtenue apres galetage orbital est assez uniforme.

107



Chapitre 3. Etude numérique du procédé de galetage orbital

Afin de quantifier ce retour élastique, le taux résiduel d’expansion radiale Re défini par
I’équation (3.4) est étudié pour différentes valeurs de profondeur de pénétration. Le diamétre
résiduel considéré est celui moyenné sur la partie de 1’alésage ou les déformations radiales
résiduelles sont uniformes. Nous pouvons noter que ces taux résiduels restent tres faibles (Figure
3.25-c).

Re = Srésidque=bimitial o 100 (3.49)
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a Expansion radiale b
. 35
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Figure 3.25 : Influence de la profondeur de pénétration sur [’expansion radiale et le taux résiduel d’expansion radiale.

342.  Influence de la configuration de galetage

Les résultats de modeles numériques présentés au § 3.4.1 ont été obtenus pour une
configuration de galetage orbital en opposition (cf. Figure 2.6). A présent, il est question ici de
mettre ces résultats en paralléle avec ceux issus d’une configuration en avalant. Les modéles
numériques ont été développés pour une profondeur de pénétration égale a 20 pm.

3.4.21. Contraintes résiduelles et écrouissage

La configuration de galetage semble n’avoir aucun effet sur la largeur de la zone
compressive (Figure 3.26). Les profils des contraintes résiduelles aussi restent globalement
identiques. Par contre, pour toutes les composantes du tenseur des contraintes, le pic compressif est
beaucoup plus important dans le cas du galetage orbital en avalant. Il est relevé entre les deux
configurations une différence d’environ 100 MPa pour les contraintes axiales. Quant aux niveaux
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d’écrouissage, les résultats présentés a la Figure 3.27 montrent qu’ils ne sont pas impactés par la
configuration de galetage orbital.
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Figure 3.26 : Influence de la configuration de galetage orbital sur les contraintes résiduelles au sein de de I’AA2024-
1351
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Figure 3.27 : Influence de la configuration de galetage orbital sur les déformations plastiques cumulées de 1’A42024-
7351

3.422. Bavures, forme de I'alésage et taux résiduel d'expansion radiale

Les résultats présentés aux Figure 3.28 et 3.29 montrent que les bavures ainsi que la forme

globale de ’alésage apres galetage sont identiques, quelle que soit la configuration employée. Il en

est de méme du taux d’expansion radiale.
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L’impact de la configuration de galetage est donc surtout retrouvé sur 1’état des champs de
contraintes résiduelles.
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Figure 3.28 : Influence de la configuration de galetage orbital sur les bavures en entrée et en sortie d'outil
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Figure 3.29 : Influence de la configuration de galetage sur [’expansion radiale et le taux résiduel d expansion radiale
3.4.3.  Influence de la vitesse de rotation outil

Les premiers résultats de galetage orbital ont été obtenus pour les paramétres de coupe
optimaux déterminés par le COM orbital. Tout comme en pergage orbital, ces derniers peuvent
avoir une trés grande influence sur 1’intégrité de surface des alésages. Il est donc question a présent
de donner un premier apercu de cet impact. Le paramétre étudié ici est la vitesse de rotation outil.
La rotation de 1’outil autour de son axe a été bloquée (Noutil = 0 tr/min) et les résultats ont été
comparés au cas du galetage en conditions de coupe optimisées.

3.43..  Contraintes résiduelles et écrouissage

Au regard des résultats présentés en Figure 3.30 et 3.31, il apparait que I’annulation de la
vitesse de rotation outil amenuise I’intensité du pic compressif des contraintes résiduelles et le
niveau d’écrouissage autour de I’alésage. Ces résultats peuvent s’expliquer par le glissement relatif
des surfaces en contact plus important lorsque la vitesse de rotation est bloquée, ce qui induit donc
apres passage de 1’outil une surface moins compressive.
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Figure 3.30 : Influence de la vitesse de rotation de [’outil sur les contraintes résiduelles au sein de de ’AA2024-T351
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Figure 3.31 : Influence de la vitesse de rotation de ['outil sur les déformations plastiques cumulées de I’A42024-T351

3.43.2. Bavures, forme de I'alésage et taux résiduel d'expansion radiale

Au regard des Figure 3.32 et 3.33, 'impact de la vitesse de rotation de 1’outil sur les
bavures, la forme de 1’alésage et le taux résiduel d’expansion radiale est quasi-nul.

Le blocage de la vitesse de rotation de 1’outil influence donc uniquement la répartition des

contraintes résiduelles et les niveaux d’écrouissage.

111



Chapitre 3. Etude numérique du procédé de galetage orbital

Bavure entrée a Bavure sortie b
80 10
N = 40000 tr/min
£ N =0 tr/mi £
5 - —NMN =0 tr/min g—lﬂ 0 T 3 ! i i
@
5 50 :?: -20
m™ 40 m -30
= o
3 3 g -0
5 20 5 50
2 s
= 10 = -60
g ; E = N = 40000 tr/min
r —N =0 tr/min
108 1 2 3 4 5 .30 ‘
Distance bord du trou (mm) Distance bord du trou (mm)

Figure 3.32 : Influence de la vitesse de rotation de l'outil sur les bavures en entrée et en sortie d'outil
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Figure 3.33 : Influence de la vitesse de rotation de l'outil sur l’expansion radiale et le taux résiduel d’expansion
radiale

344, Influence de la remontée de I'outil

Les résultats présentés jusqu’ici sont ceux obtenus uniquement au cours de la descente de
I’outil. Mais en pratique, le galetage orbital se produit également durant la phase de remontée de
I’outil. En effet, I’excentrique de la broche orbitale utilisée n’étant pas motorisé, il ne peut donc
étre réglé qu’en amont de 1’opération de galetage orbital. Partant de ce constat, la vitesse initiale de
remontée d’outil préconisée par PRECISE est identique a la vitesse d’avance axiale
(Vfa = 60 mm/min). Mais pour des raisons de productivité, nous nous sommes également
intéressés au cas d’une remontée rapide d’outil (Vfa = 180 mm/min).

3441 Contraintes résiduelles et écrouissage

La Figure 3.34 montre que les champs de contraintes résiduelles générées au cours de la
remontée rapide sont quasi-identiques a ceux produits uniquement pendant la descente de I’outil, a
I’exception de la composante axiale ou une augmentation de pic compressif de 60 MPa est
observée. Par contre, la remontée lente de 1’outil accroit davantage le pic compressif. Par rapport
au galetage orbital en descente uniquement, il passe de — 380 MPa a -470 MPa suivant la
composante circonférentielle, et de -420 MPa a -560 MPa suivant la composante axiale. Cette
différence entre les remontées lente et rapide se justifie par le taux de recouvrement qui est plus
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important dans le premier cas de figure. Le niveau d’écrouissage pour sa part reste quasi inchangg,
ce qui traduit donc I’atteinte du niveau d’écrouissage maximal au cours de la descente (Figure 3.35).
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Figure 3.34 : Influence de la remontée de ['outil sur les contraintes résiduelles au sein de de I’AA2024-T351
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Figure 3.35 : Influence de la remontée de [’outil sur les déformations plastiques cumulées de I’AA2024-T351
3.447. Bavures, forme de I'alésage et taux résiduel d'expansion radiale

Les Figure 3.36 et 3.37 montrent que la remontée de 1’outil ne modifie pas les hauteurs de
bavures, ni la forme de I’alésage aprés galetage.

Ainsi, le recouvrement réalisé au cours de la remontée de 1’outil permet de générer des
champs de contraintes résiduelles plus importants et le taux résiduel d’expansion radiale reste
inchangg.
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Figure 3.37 : Influence de la remontée de [’outil sur [’expansion radiale et le taux résiduel d’expansion radiale

3.4.0.

Synthise

Les parametres du galetage orbital ont tous une influence plus ou moins importante sur
I’intégrité des alésages en AA2024-T351. Pour certains paramétres comme la configuration de
galetage, la vitesse de rotation de 1’outil ou encore la remontée de I’outil, cette influence est quasi-

négligeable sur les bavures et la forme de I’alésage. Mais elle est trés prononcée en ce qui concerne
1’état des contraintes résiduelles et 1’écrouissage. La profondeur de pénétration de 1’outil est I’'un

des paramétres qui impacte, et ce de maniére significative, tous les criteres d’intégrité de 1’alésage.
Les modéles ont permis de déterminer le niveau de galetage nécessaire pour obtenir un champ de

contraintes résiduelles et un niveau d’écrouissage assez importants, niveau de galetage qui reste
trés faible comparé aux autres procédés de traitement tels 1’expansion a froid.
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d.0. Validation expérimentale du modele éléments finis

La validation du mod¢le est une étape importante car elle permet d’évaluer la fiabilité de
celui-ci. L’un des objectifs principaux de ces travaux étant I’observation des contraintes résiduelles
générées apres galetage orbital, il serait judicieux d'effectuer cette comparaison en termes de
contraintes résiduelles. Cependant, I’évaluation des contraintes résiduelles au sein des alésages est
une opération complexe, encore plus au sein de ’AA2024-T351. Comme nous 1’avons vu au
chapitre 1, le confinement du trou ne permet pas d’avoir une bonne amplitude de déplacement de
la source de rayons X (cf. Figure 1.27). Ensuite, pour obtenir les profils de contraintes résiduelles
aprés percage tel que présentés a la Figure 3.21 et déterminer la profondeur affectée par le galetage
orbital, il faudrait appliquer la méthode de diffraction des rayons X (DRX) sur les faces d’entrée et
de sortie (et éventuellement sur la section médiane, aprés découpe sans altération de 1’état de la
piece). Mais ces faces sont orientées dans le sens de laminage de la tole de ’AA2024. De ce fait,
cette direction présente une plus grande texturation et la taille des grains est la plus grande (cf.
Figure 1.15). Ainsi, elles entacheraient les résultats de DRX de grandes incertitudes (Figure 3.38).
C’est pour cette derniére raison que (Ball & Lowry, 1998) ont affirmé que la DRX appliquée a
1’AA2024 n’est pas trés fiable.
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Figure 3.38 : DRX sur les faces d'entrée d'éprouvette en AA2024 (a) Mise en place - (b) Régression elliptique et
résultats obtenus pour une mesure

En vue de contourner le souci lié au confinement du trou, certains auteurs optent pour une
découpe de I’échantillon (Figure 3.39) (Perrin, 2007) (Girinon, 2017). Mais cette alternative
présente un autre inconvénient : la découpe peut avoir une influence non négligeable sur 1’état des
contraintes résiduelles avant découpe comme le montre (Girinon, 2017). Par ailleurs, la DRX doit
&tre réalisée sur des surfaces planes ou bien dont la courbure est trés faible. Dans notre étude, les
trous ont un diamétre de 6,35 mm et le diamétre du faisceau de rayons X utilisé est égal a 2 mm.
Ces contraintes géométriques générent un faible faisceau diffracté et conduit & des résultats
inexploitables.
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Figure 3.39 : Découpe d’échantillon pour I’évalutaion des CR par DRX au sein de I’alésage

Les méthodes destructives ou semi-destructives d’évaluation des CR s’avérent
intéressantes pour obtenir les valeurs de contraintes a cceur de composants. Mais les champs
générés par le galetage orbital présentent des gradients trés importants sur de faibles distances aux
bords du trou. 11 est par conséquent inutile d’appliquer, par exemple, la méthode du trou incrémental
le bord du trou et la jauge de déformations. D étant le diametre du cercle de la jauge (soit 2,65mm
pour D = 5,13 mm). Au vu des résultats des mod¢les numériques, les profils des CR ne peuvent pas
étre captés.

Afin de s’affranchir de toutes ces difficultés rencontrées avec 1’application de la DRX sur
les alésages en AA2024, une campagne spécifique d’évaluation de CR sur les bords de plaque
traités par galetage a été mise sur place. Comme présenté au chapitre 1, la texture de I’AA2024 est
beaucoup plus marquée dans le sens de laminage (L), et la taille des grains est trés grande. En
revanche, dans les sens travers-long (Tv) et travers-court (Tc), le matériau est beaucoup moins
texturé et la taille des grains est relativement faible (cf. Figure 1.15). La surface plane de la piéce
constitue un autre grand intérét pour 1’application de la DRX. Ainsi, nous avons modélisé
numériquement le galetage orbital sur le bord de plaque en AA2024-T351 (Figure 3.40). Cette
alternative revient a développer sur une surface plane les opérations de percage orbital et de
galetage orbital qui se passe dans un trou, le pergage orbital et le galetage orbital s’apparentant ainsi
au fraisage et au galetage du bord de plaque, respectivement. Les résultats obtenus ont été ensuite
comparés a ceux obtenus expérimentalement (trois éprouvettes par profondeur de pénétration). La
configuration de galetage orbital sur les bords de plaque en AA2024 est identique a celle du
paragraphe 3.2.2.1. Le maillage de la plaque reprend le méme principe développé au paragraphe
3.3.2, avec une taille élémentaire de 60 um.

Figure 3.40 : Fraisage et galetage de bords de plaque d’AA2024 : (a) Expérimental — (b) Modéle numérique
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3.0..  Efforts de galetage

Les efforts de galetage obtenus expérimentalement et numériquement sont présentés a la
Figure 3.41. Tout d’abord, nous pouvons constater que les niveaux d’efforts augmentent avec la
profondeur de pénétration de 1’outil. Ensuite, pour chaque profondeur de pénétration, les résultats
d’efforts numériques sont en trés bonne corrélation avec les niveaux d’efforts expérimentaux. Cette
excellente correspondance entre les valeurs expérimentales et numériques d’efforts valide dans un
premier temps nos modeles numériques développés.

A I’analyse de ces résultats, nous observons une quasi-égalité des efforts expérimentaux pour les
profondeurs de pénétration de 5 um et 10 um. Comme nous le verrons plus loin, ce phénomeéne a
¢été observé pour tous les résultats expérimentaux pour ces mémes profondeurs de pénétration. Une
mesure des dimensions d’outils utilisés a révélé que 1’outil correspondant a une profondeur de
pénétration de 5 um était en fait usiné avec une pdp égale a 10 um.
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Figure 3.41 : Efforts expérimentaux et numériques de galetage de bords de plaque en AA2024
3.0.2.  Evaluation des contraintes résiduelles par DRX en bord de plague

Toutes les conditions de mesure sont présentées plus en détail dans I’annexe C. Comme
nous pouvons le remarquer sur la Figure 3.42, la méthode des sin? ¥ donne une meilleure régression
elliptique sur les diffractogrammes obtenus en bord de plaque par rapport a ceux obtenus en surface
de I’éprouvette. Les résultats de CR sont beaucoup moins entachés d’erreurs de mesure. Un premier
résultat observé a la Figure 3.43-a est la présence de CR de compression sur les éprouvettes juste
fraisées (pdp = 00 um). Ceci permet de conclure que le percage orbital avec les conditions de coupe
optimales prédéterminées permet de générer un champ de CR compressives dans les couches
superficielles de 1’alésage. Le galetage réalisé expérimentalement ne s’effectue pas sur un matériau
exempt de CR comme c’est le cas du modele numérique. Nous constatons ensuite
expérimentalement que 1’augmentation de la profondeur de pénétration s’accompagne de
I’augmentation des niveaux de CR. Cette méme tendance est également observée numériquement,
bien que les niveaux obtenus ne soient pas rigoureusement égaux. Ceci peut s’expliquer par cette
présence de CR aprés fraisage simple de 1’éprouvette. L’état de surface initial peut également avoir
une influence sur ces niveaux de CR apreés galetage. Néanmoins, les contraintes résiduelles
générées sur les bords de plaque avec une pdp égale a 5 um sont quasi-nulles. Ceci peut s’expliquer
par les effets de bords qui sont beaucoup plus importants dans le cas d’une plaque par rapport aux
alésages.
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Figure 3.43 : Contraintes résiduelles obtenues apres galetage de I'AA2024: (a) Résultats expérimentaux — (b) Résultats
numeériques

3.0.0. Taux d'écrovissage et microdureté

L’évaluation expérimentale du taux d’écrouissage sur les bords de plaque s’est effectuée
au moyen de deux méthodes : la FWHM (Full Width Half Maximum), et la microdureté. La FWHM
est la largeur de corde a mi-hauteur des diffractogrammes issus de la DRX (Figure 3.42-b). Les
valeurs de FWHM ont été déduites des résultats de DRX obtenus précédemment. La microdureté a
été mesurée a I’aide d’un durométre VICKERS, avec une charge égale a 1kgf maintenue pendant
quinze secondes. Cing indents de mesure ont été réalisés sur chaque éprouvette. La Figure 3.44-a
présente les résultats issus de ces essais. Elle met en exergue la parfaite corrélation entre les deux
méthodes employées pour 1’évaluation de 1’écrouissage de 1’éprouvette. Nous remarquons que
I’augmentation de la pdp accroit I’écrouissage dans les couches superficielles du matériau. Malgré
que I’écrouissage initial de la piéce ne soit pas modélis¢é numériquement avant I’opération de
galetage, les résultats issus de nos modeéles montrent également cette méme tendance (Figure
3.44b). Tout comme pour les contraintes résiduelles, une pdp égale a 5 um n’engendre quasiment
aucun écrouissage sur les plaques.
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Figure 3.44 : Evaluation du taux d’écrouissage apreés galetage de I’AA2024 : (a) Résultats expérimentaux de FWHM et
de microdureté de Vickers — (b) Résultats numériques

Nous avons également évalué par nanoindentation le taux d’écrouissage sur 1’alésage traité
par galetage orbital avec une pdp de 20 um. Les essais ont été réalisés au niveau de la section
médiane de 1’éprouvette (cf. Figure 3.45-a). Les éprouvettes ont été au préalable sectionnées a la
micro-trongonneuse et enrobées dans une résine afin d’étre polies manuellement. Le polissage s’est
fait a 1’aide de papiers de verre de différentes tailles de grains, puis avec une solution diamant
(1um) et enfin avec une suspension d’OP-S (0,25 um). Un indenteur de type Berkovich a été utilisé,
avec une charge appliquée égale a 5 mN. La méthode d’analyse des courbes est celle d’Oliver &
Pharr. Les résultats de nanodureté obtenus montrent un écrouissage superficiel sur une épaisseur
d’environ 40um. L’allure générale de 1’évolution de cet écrouissage le long de la profondeur est
semblable a celle obtenue a I’aide de nos modéles numériques (Figure 3.23). Mais ’estimation de
la profondeur affectée semble plus grande dans nos modeles (200 pum), certainement a cause de
1’écrouissage initial avant galetage qui n’est pas modélisé.

A-A Zone d’indentation

y ) Direction de laminage

de la tole brute

HIT ¢

2200 + ~

N
8

g
o

Bord
du trou

Lo iy,

g

HIT (MPa)
[
a2
(=]
T S SN S

1

1

1

1

1

1

1

1

1

1

1700 !

1

1600 =y | f 3

20 do 60 80 100
Distance au bord du trou (um)
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3.0.4.  Synthese

L’impossibilité d’obtenir des résultats fiables de DRX aux bords des trous de petits
diametres réalisés dans 1’ AA2024 nous a amenés a conduire nos travaux de validation sur des bords
de plaques fraisées et galetées. Les niveaux d’efforts obtenus présentent une trés bonne
correspondance entre les modéles numériques et les essais expérimentaux. Par ailleurs, les résultats
de DRX nous ont montré que le percage orbital réalisé avec les conditions de coupe optimales
génére des contraintes résiduelles de compression autour de 1’alésage. Ces contraintes sont encore
meilleures avec 1’opération de galetage orbital. L’augmentation de la profondeur de pénétration de
I’outil de galetage accroit davantage ces contraintes résiduelles et I’écrouissage superficielle. Les
modéles numériques de galetage développés nous ont permis d’observer tous ces différents
résultats, bien que les valeurs ne soient pas tout a fait égales. Une origine de ces différences réside
dans la non prise en compte de I’intégrité¢ de surface initiale du trou aprés percage. En effet, afin
d’obtenir un nombre raisonnable de degrés de liberté dans nos modéles numériques, la modélisation
numérique se focalise sur la simulation du galetage orbital. Pour cette ¢tude numérique, on
considére un état de surface parfait et les contraintes résiduelles ainsi que 1’écrouissage comme
nuls. Ces paramétres initiaux, aprés percage, ont une certaine importance pour 1’intégrité de la
surface finale, apres galetage orbital.

3.5. Conclusion de I'étude numérique

Les modéles ¢éléments finis réalisés pour ces travaux de thése contribuent a I’é¢tude du
procédé¢ innovant de galetage orbital dans les alésages en AA2024-T351. Le développement d’une
stratégie de modélisation polyvalente basée sur 1’identification adéquate des lois matériau et de
comportement, d’une part, et sur le choix approprié de la géométrie, des conditions aux limites et
des éléments de maillage, d’autre part, nous a permis de simuler ce procédé avec des durées et
temps de calculs raisonnables. L’analyse des résultats obtenus permet aujourd’hui de mieux
comprendre 1’impact de ce procédé sur un composant industriel, particulierement du point de vue
des contraintes et des déformations résiduelles dans les sections traitées de I’AA2024. Le galetage
orbital est un procédé qui met en jeu des phénomenes complexes. Les parametres qui le définissent
sont nombreux et les conditions opératoires sont variées. Nous avons testé la dépendance des
simulations a divers paramétres tels que le taux de galetage, la configuration de galetage, la vitesse
de rotation de I’outil et la vitesse de remontée d’outil. Ces simulations ont permis d’observer la
distribution des trois principales composantes de contraintes résiduelles, 1’écrouissage, la bavure et
I’expansion radiale générés apres galetage orbital au sein de 1’AA2024-T351. Les principales
conclusions observées sont décrites ci-apres.

e L’augmentation du niveau de galetage orbital s’accompagne d’une augmentation du pic
compressif et de la zone compressive autour de 1’alésage. Il en est de méme de
1I’écrouissage superficiel et des bavures en entrée et sortie d’outil. Nous avons également
observé un phénoméne de saturation de CR a partir d’un certain niveau de galetage
(=0,7%). Comparativement a I’expansion a froid ou le taux standard d’expansion est égal
a 4% pour les alliages d’aluminium, un maximum de contraintes résiduelles est obtenu
au sein de 1’alésage avec un taux de galetage orbital inférieur a 1%. Ces composantes
présentent des hétérogénéités marquées entre la face d’entrée, la section médiane et la
face de sortie de 1’alésage. Cette hétérogénéité est a relier aux effets de bords. Par ailleurs,
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la forme générale de 1’alésage aprés galetage orbital reste géométriquement stable et le
taux d’expansion radiale reste tres faible.

e La configuration de galetage a une influence notable sur les CR, mais pas sur
I’écrouissage, les bavures et 1’expansion radiale. Le galetage en avalant permet d’obtenir
de plus grands pics compressifs au sein des alésages, surtout suivant la composante axiale
des contraintes résiduelles.

e Le blocage de la vitesse de rotation de 1’outil s’accompagne d’un glissement relatif des
surfaces de contact plus important, ce qui réduit les pics compressifs des contraintes
résiduelles et la largeur de la zone compressive, mais également le taux d’écrouissage des
couches superficielles de 1’alésage.

e [L’opération de recouvrement au cours de la remontée de 1’outil permet d’augmenter
davantage I’intensité des contraintes résiduelles. Plus la remontée est rapide, moins
important est le taux de recouvrement et donc I’amélioration des contraintes résiduelles.

Ces modeles numériques ont ensuite ét€ validés a 1’aide d’essais expérimentaux de fraisage
et galetage en bords de plaque. Une excellente corrélation est obtenue aussi bien en termes de
niveaux d’efforts, que de I’évolution des CR et de 1’écrouissage avec le niveau de galetage. Ces
modeles numériques développés fournissent des informations capitales sur la répartition des
contraintes résiduelles et de I’écrouissage en sous couches de I’alésage, informations qui demeurent
difficiles d’accés expérimentalement.
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4.1. Procédure expérimentale

L’étude numérique présentée précédemment nous a permis d’obtenir une bonne
compréhension théorique des phénomenes mis en jeu lors du galetage orbital de I’ AA2024-T351.
Du point de vue numérique, la génération de contraintes résiduelles compressives et d’écrouissage
qui sont bénéfiques en fatigue, a été démontrée. Ce nouveau chapitre présente les travaux
expérimentaux menés pour ¢tudier la faisabilit¢ de I’opération de galetage orbital au sein des
alliages d’aluminium employés dans le secteur aéronautique. A 1’aide de ces essais, nous souhaitons
tout d’abord vérifier le bon fonctionnement des outillages et du principe technologique du galetage
orbital sur les alliages aéronautiques. L autre objectif de ces travaux expérimentaux est d’analyser
I’intégrité de surface, principalement les champs de contraintes résiduelles et I’écrouissage générés
par ce procédé. Une étude comparative entre divers procédés industriels de percage effectuée sur
la base des différents paramétres de 1’usinabilité et de I’intégrité de surface devra permettre d’avoir
un excellent apercu. Des outillages industriels et des outillages congus spécifiquement pour
I’application sont utilisés. Pour cette campagne, nous avons employé des conditions expérimentales
basées sur des données industrielles et sur les résultats issus de la méthodologie d’optimisation
développée au chapitre 2. En fin de chapitre, les performances en fatigue de ces différents alésages
sont évaluées suivant plusieurs configurations.

41, Procédure expérimentale

411, Rappel des exigences industrielles sur les alésages

Les exigences aéronautiques imposées pour la réalisation des trous de fixation sont les
suivantes :

e Diameétre : 6,35 mm (1/4") ;

e Tolérance sur le diameétre : H9 (0,036 mm) ; « pas d’ovalisation »
e Rugosité : Ral,6pm ;

e Hauteur de bavure : < 0,1 mm ;

e Distance entre les trous : [6,35 mm ; 25,4 mm] ([1/4" 5 1"]) ;

Les éprouvettes en alliage d’aluminium AA2024-T351 ont toujours été extraites dans le
sens de laminage d’une tle brute de laminage de 6mm d’épaisseur.

412. Processus de pergage et de galetage orbital

Afin de caractériser I’apport des conditions de coupes optimisées en pergage orbital et du
galetage orbital, il a été décidé de les examiner au regard des procédés déja présents et ancrés dans
le monde industriel. Il s’agit notamment du pergage axial en une seule opération et du pergage avec
réalisation d’un avant-trou (percage puis alésage). Le pergage axial a été effectué avec un foret
hélicoidal monobloc a deux lévres en carbure spécialement développé et fabriqué par HAM France
pour le percage de ’AA2024-351. Les outils utilisés pour réaliser le percage axial de I’avant-trou
et I’alésage sont respectivement un foret a deux Iévres en acier rapide et un alésoir a six lévres en
carbure. Le percage orbital et le galetage orbital ont été réalisés avec des outils en carbure de
tungsténe également congus spécifiquement pour cette étude. Les fraises de percage orbital ont
chacune quatre dents et plusieurs outils de galetage sont fournis en fonction de la profondeur de
pénétration. La Figure 4.1 présente ces différents outils de pergage utilisés.
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Figure 4.1 : Outils utilisés pour les différents percages : (a) Percage axial — (b) Per¢age axial + alésage — (c) Percage
orbital — (d) Per¢age orbital + galetage orbital

Les conditions de coupe associées a chaque configuration sont consignées dans le Tableau
4.1. Les valeurs correspondantes aux pergages axiaux ont été fournies par les fabricants d’outil en
respect avec le matériau usiné. Les valeurs pour le percage orbital et le galetage orbital sont celles
issues de I’optimisation mise en place précédemment (§2.3.2).

Tableau 4.1: Conditions de coupe utilisées pour les percages

Percage Pré-percage axial + Alésage Percage orbital
axial Pré-percage Alésage et Galetage
orbital
Noutil (tr/min) 9000 3800 2005 40000
Vfa (mm/min) 900 380 501 60

Norb (tr/min) - - - 1500
Pas hélicoidal (mm) - - - 0,04
Ve (m/min) 180 74,02 40 608,3

fa (mm/tr) 0,1 0,1 0,25 0,0015

Le centre d’usinage 5 axes DMG DMUSS5 ainsi que 1'unité de percage orbital ORBIBOT
présentés au chapitre 2 ont été utilisés pour la réalisation de tous ces essais de percages. Le montage
picce utilisé ainsi que les conditions de micro-lubrification externe sont également identiques (cf.
Figure 2.7 : (a) Centre d'usinage Saxes DMG DMUSS5 (b) Montage expérimental du pergage
orbital). Les opérations de pergage orbital et de galetage orbital ont d’abord été réalisées en
opposition (cf. Figure 2.6).
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42. Caractérisation des procédés et de |'intégrité des alésages

471 Caractérisation des procédés

Les principaux critéres sur lesquels s’appuie cette analyse sont les efforts de coupe et les
qualités dimensionnelles et géométriques des alésages.

4211, Efforts de coupe et de galetage orbital

La Figure 4.2 montre des signaux d’efforts enregistrés au cours des différentes opérations
de percage réalisées. Un filtre passe-bas avec une fréquence de coupure de 10 Hz a été appliqué
aux signaux bruts, afin de filtrer la fréquence de passage de dent et d’avoir un signal moyenné. La
Figure 4.2-a représente les efforts de coupe relevés au cours du percage axial. La Figure 4.2-b
représente les efforts obtenus pour les opérations de pré-pergage axial puis alésage. Elle présente
trois phases caractéristiques bien distinctes. La premicre représente 1’opération de percage axial de
I’avant-trou, la seconde, le temps mis pour effectuer le changement entre I’outil de percage et
1’alésoir et la troisiéme 1’opération d’alésage. La Figure 4.2-c représente les efforts obtenus pour
les opérations de percage orbital puis galetage orbital a une profondeur de pénétration de 20 pm
(pdp = 20 um). L’opération se décompose en plusieurs phases : le per¢age orbital (phase 1), le
galetage orbital au cours de la descente de I’outil et la remontée de 1’outil (phases 3 et 5
respectivement). La phase 2 constitue le temps de latence entre la sortie de 1’outil de percage et
I’entrée de D'outil de galetage dans la piéce. C’est ce qui permet d’assurer une compléte
indépendance des deux opérations. La phase 4 quant a elle représente le temps écoulé entre la sortie
de I’outil de galetage et son entrée au cours du galetage en remontée. Il est important de souligner
ici que durant la phase 5, les vitesses de rotation outil et orbitale sont restées inchangées.

Ces relevés montrent des efforts variant de fagon importante d’un procédé a I’autre. Méme
si ces trés faibles valeurs sont certainement entachées d’une incertitude importante du fait de la
platine et du calibrage utilisés, la comparaison relative entre les procédés reste néanmoins
exploitable. Ainsi, le percage orbital produit les efforts les plus faibles (apres 1’alésage axial).
L’opération de pré-pergage axial produit les efforts axiaux les plus élevés avec un maximum a
600 N contre 350 N et 3,8 N en percage axial et orbital respectivement. Les efforts de galetage
orbital sont encore beaucoup plus faibles avec un maximum inféricur a IN. Cette méme tendance
est observée pour les résultantes des efforts tangentiels et radiaux Fxy, avec les plus faibles valeurs
relevées pour les opérations orbitales (pergage et galetage). Les durées des opérations de percage
orbital + galetage orbital et du pré-pergage axial + alésage sont quasi-équivalentes, mais demeurent
malgré tout supérieures a celle du percage axial. Ceci se justifie par la trés faible avance axiale
employée pour les opérations orbitales et le temps de changement d’outil entre le pré-pergage axial
et D’alésage (effectué sur centre d’usinage; sur une ligne d’assemblage, cela nécessiterait 2
opérations distinctes, avec 2 machines dédiées). Un autre aspect a relever est la meilleure
évacuation des copeaux grace a I’utilisation d’une MQL tout au long des opérations de pergage.

La Figure 4.3 présente 1’influence de la profondeur de pénétration (notée « pdp ») sur la
résultante Fxy des efforts de galetage. Les valeurs d’efforts axiaux Fz étant trés faibles pour les
plus petites pdp, elles n’ont pas pu étre mesurées de facon fiable. Cette Figure 4.3 montre que les
efforts de galetage augmentent quasi-linéairement avec la profondeur de pénétration d’outil, ce qui
est en accord avec les résultats de modéles numériques présentés au chapitre précédent.
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Figure 4.2 : Efforts de coupe relevés au cours des différentes opération de percage : (a) Pergcage axial - (b) Pré-
percage axial + alésage - (c) Percage orbital + galetage orbital avec pdp = 20 um

12
10
8 _.PI‘-

v, ——pdp =05 um
= 6 I.i‘.rI( ——pdp =10 pm
g4 ;’ ——pdp =15 pm

2 4 pdp =20 um
o —4
0 1 2 3 4
Temps (s)

Figure 4.3: Résultante des efforts radiaux et tangentiels de galetage orbital en fonction de la profondeur de pénétration
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4212.  lualités dimensionnelles et géométriques

Les moyens d’évaluation des qualités dimensionnelles et géométrique sont identiques a
ceux présentés au chapitre 2 (cf. §2.3.3). Pour chaque procédé, les mesures ont été faites dans les
directions longitudinale et transversale de cinq éprouvettes (cinq mesures par direction). Les
résultats obtenus montrent que les trous percés ne présentent pas d’ovalisation, quel que soit le
procédé de percage (Figure 4.4 : Diamétres moyens des trous dans les directions longitudinale et
transversale de I'éprouvette en fonction du procédé). Il en est de méme des trous traités par galetage
orbital. Il est également a noter que les valeurs moyennes de mesure dans les deux directions sont
en accord avec les exigences industrielles.

Traités par galetage orbital

i
i
i
i
]
i
i
i
i

Orbital + pdp Orbital + pdp Orbital + pdp Orbital + pdpl

I
|
|
|
I -
|
|
|
I
|

Axial Axial + Alésé Orbital =05 um =10 um =15 pn =20 um |
= @ long moy _ 6,344 | 6,357 | 6,349 I 6,3484 _ 6,352 _ 6,352 | 6,351 |
= @ trans moy 6,342 6,353 6,350 L 6,346 6,351 6,349 6,353

Figure 4.4 : Diamétres moyens des trous dans les directions longitudinale et transversale de l'éprouvette en fonction du
procédé

En conclusion, tous les procédés testés sont donc réalisables avec des efforts qui restent
limités. De plus, ils permettent tous de respecter les exigences en termes de diamétre et
d’ovalisation (circularité) de 1’alésage.

47.2. Analyse de l'intégrité des alésages

4771 Bavures

Les mesures de la hauteur des bavures ont été effectuées avec un profilométre optique
(Alicona Infinite Focus SL) sur les faces de sortie des éprouvettes (Figure 4.5-a). Pour chaque
procédé, les mesures ont été effectuées sur quatre éprouvettes avec huit points de mesure
réguliérement répartis sur les bords des trous afin de mieux observer leur distribution autour du
trou (Figure 4.5-b). La Figure 4.5-c montre que les valeurs de hauteur de bavure restent inférieures
a la hauteur de bavure maximale admise (0,1 mm). Le percage orbital produit des trous ayant les
plus petites bavures (< S5pum). Par rapport au percage orbital, le galetage orbital génére de bavures
légérement plus grandes (entre 10 et 20um). Cela se justifie par le fait que pendant le galetage
orbital, des déformations plastiques sont induites dans les couches superficielles du trou et le
matériau est repoussé sous I’outil. A la sortie de l'outil, ce matériau repoussé est donc expulsé vers
l'extérieur sous forme de bavure. Les éprouvettes pré-percées et alésées présentent les hauteurs de
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bavures les plus élevées (entre 10 et 60um). Ces fortes bavures proviennent des couches de matériau
sur les parois de 1’avant-trou qui, compte tenu de l'avance axiale de l'alésoir, sont fortement
repoussées au moment de la sortie de 1’outil.

Des distributions non uniformes des bavures sont également observées sur les trous percés
par les procédés axiaux. Les plus importantes sont observées sur les éprouvettes pré-percées
axialement puis alésées. Cela est di au fait que ces trous présentent des bavures importantes sur
certains points de mesure, alors que trés peu de bavures étaient présentes sur les autres points de
mesure. Ce phénoméne n’est pas retrouvé sur les processus orbitaux. Cela peut s’expliquer par la
différence entre les avances axiales des processus. En effet, une avance axiale élevée ne permet pas
de répartir uniformément la matiére repoussée sur les bords du trou lorsque I'outil sort de la picce.
Cela peut étre di également a 1’alésoir utilisé qui semble produire une bavure relativement
importante, méme si elle reste acceptable par rapport a I’exigence de 0,lmm.

a e b

alicona

1000 — = == - c e e e e e e, ———————— =
E 90,0 S S S S S e——
Traités par galetage orbital
2 g0 I par gaiets I
v
o 700 | |
S 60,0 | I
3 500 I |
3 400 I 1
5 300 : | : |
2 200 | : [
B ang T
i T . - g . | . z - ]
. . y ) Orbital + Orbital + Orbital + Orbital + |
_ Axial Axial + Alésé Orbital | pdp = 05 pum pdp=10pm  pdp =15 pm | pdp =20 um |
c | Bavures| 16,039 = 58404 | 3,742 | 11,972 _L 12,124 | 13,289 | 18,723

Figure 4.5 : Mesure de bavures : (a) Mise en place de I'éprouvette — (b) Points de mesure sur la face de sortie autour
du trou — (c) Valeurs moyennes de bavures en fonction du procédé
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47727 Etatde surface

Les conditions et moyens de mesure de la rugosité arithmétique sont similaires a ceux
montrés au chapitre 2 (cf. §2.3.4). Les mesures ont été faites sur quatre éprouvettes pour chaque
procédé. Pour chaque éprouvette, un total de six mesures a été effectué sur deux chemins
diamétralement opposés (cf. Figure 2.20). Comme le montre la Figure 4.6, les procédés orbitaux
(percage et galetage) offrent de meilleures rugosités arithmétiques par rapport aux processus
axiaux. L’augmentation de la profondeur de pénétration améliore davantage cet état de surface.
Ceci se justifie par I’augmentation des pressions de galetage avec la pdp, ce qui contribue a réduire
les irrégularités de profil résultant du pergage. On peut également noter que toutes ces valeurs sont
conformes aux exigences aéronautiques (Ra<1.6um), a I'exception des trous alésés qui présentent
une rugosité arithmétique trop élevée, probablement en raison de l'avance axiale élevée préconisée
au cours de l'alésage ou de I’outil utilisé. Ce probléme rencontré avec le processus pré-percage axial
+ alésage nous a interrogé puisqu’il met cette configuration en dehors du cadre de 1’étude.
Toutefois, n’étant pas en capacité de réaliser a nouveau les essais avec un autre set d’outils et de
conditions de coupe, nous avons choisi de garder cette configuration parmi celles étudi¢es, en
prenant toutes les précautions dans 1’analyse des résultats obtenus.

4,0 e e |

3,6 | Traités par galetage orbital |

g 2,8 I I
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"3 2,4 | I
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%nlpﬁ ————————————— 2 1 |
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0,0 _ _u B B @=m == I

. " - . Orbital + Orbital + Orbital + Orbital +
Axial | Axial + Alésé Orbital |pdp =05 um pdp=10um pdp=15um  pdp =20 pum :
Ra(um) 1,040 | 3,056 0253 I 0,259 0213 | 0172 | 0,167 |

Figure 4.6 : Rugosité arithmétique des trous percés pour chaque procédé de per¢age
4223. Evaluation des contraintes résiduelles

Comme nous I’avons vu au chapitre précédent, 1’application de la diffraction des rayons X
aux éprouvettes en AA2024-T351 percées ne permet pas d’avoir des résultats d’évaluation des
contraintes résiduelles fiables. La méthode de galetage en bords de plaque développée au chapitre
3 permet effectivement d’avoir une idée des contraintes aprés les opérations orbitales (pergage et
galetage). Cependant, il est impossible de développer une pareille équivalence de procédé dans le
cas du percage axial. Des lors, une nouvelle méthode d’évaluation qualitative des champs de
contraintes résiduelles (CR) a été mise en oeuvre, nous 1’avons intitulée « Hole Opening
Comparative Technique » (HOCT). Elle est basée sur la « splitting method » présentée au chapitre
1 (cf. §1.2.3.2) et a été développée conjointement avec Alexandra LACOMBE dans le cadre de ses
travaux sur l’influence de I’intégrité de surface sur la tenue en fatigue des pieces percées en
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Cependant, les pergages et le galetage orbital sont réalisés au sein de piéces massives et a cause des
effets de bords, la réduction de I’épaisseur de matiére autour des trous serait inappropriée.
Appliquer cette méthode sur un seul trou avec une forte épaisseur de maticre autour du trou ne
permet pas d’avoir des relevés de déformations facilement exploitables. La technique de HOCT
consiste donc a réaliser une série de plusieurs trous, afin d’avoir un phénomeéne d’addition des
contraintes libérées lors de 1’ouverture des trous, générant ainsi des déformations globales
d’éprouvettes plus importantes. Tout comme la « splitting method », cette technique évalue les
déformations de I’éprouvette avant et aprés I’ouverture des trous.

Dans nos travaux, cette méthode a été appliquée sur une série d’éprouvettes d’épaisseur
possédant chacune cinq trous. La géométrie des éprouvettes ainsi que leurs dimensions sont
présentées a la Figure 4.7. L’ouverture des trous a été effectuée a I’aide d’une fraise de diameétre
1,2mm et avec lubrification externe. Le profil mesuré est orienté dans la direction longitudinale de
I'éprouvette et est situé a mi-épaisseur de I'éprouvette, du coté opposé a la fente usinée.

a Epaisseur =3
f 4,175
¢ 4,175
, Profil de
-1 mesure
b

Figure 4.7 : Géométrie d éprouvette d’analyse des contraintes résiduelles par la technique de HOCT
(dimensions en mm)

La technique de HOCT a été appliquée sur trois éprouvettes pour chaque procédé de
percage. Les mesures de forme ont été faites a 1’aide du profilométre optique Alicona Infinite Focus
SL. Les déformations des profils obtenus sont présentées a la Figure 4.8. La premiére observation
faite est I’excellente répétabilité des essais, avec pour chaque procédé des profils de forme et des
valeurs mesurées quasi-identiques. Le percage axial géneére des éprouvettes dont le profil est
convexe (fermeture du matériau) apres ouverture des trous. Ceci traduit la présence des contraintes
résiduelles circonférentielles de traction au sein de la piéce avant ouverture des trous. En ce qui
concerne le percage orbital, il ne semble pas modifier I’état des contraintes résiduelles de la picce.
Les déformations relevées sont quasi-nulles. Les éprouvettes traitées par galetage orbital quant a
elles présentent plutdt un profil concave apres ouverture des trous, révélant ainsi 1’existence de
contraintes résiduelles circonférentielles de compression. Ces deux derniers résultats montrent
clairement que le galetage orbital permet de générer des contraintes compressives apres 1’opération
de pergage orbital. Par ailleurs, les maxima des déformations mesurées en valeurs absolues dans le
cas des éprouvettes galetées sont nettement supérieurs a ceux des éprouvettes percées axialement.
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Figure 4.8 : Résultats de la technique de HOCT

Les résultats de DRX en bords de plaque qui ont été présentés au chapitre précédent ont
indiqué la présence de CR de compression apres fraisage. Mais la technique de HOCT appliquée
aux trous usinés par percage orbital ne révele pas de CR. Plusieurs hypothéses peuvent justifier ce

contraste :

- des CR étaient déja présentes en bord de plaque avant 1’opération de fraisage et cette
derniére n’a eu aucun effet sur 1’état des CR ;

- le percage orbital introduit des CR, mais les niveaux ne sont pas suffisants pour avoir une

déformation perceptible des éprouvettes aprés ouverture des trous ;

- le fraisage en bord de plaque n’est pas totalement représentatif du pergage orbital (pas les
mémes géométries de copeaux, ...)

Quoi qu’il en soit, les résultats de DRX des bords de plaque galetés ont montré une nette
amélioration des contraintes résiduelles compressives et nous retrouvons ce résultat en orbital.
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4724  Evaluation des niveaux d'écrouissage : microdureté et nanoindentation

Des mesures de microduret¢ VICKERS ont ét¢ faites sur la surface des alésages percées, a
mi-épaisseur des éprouvettes (Figure 4.9-a), et avec une charge de 1 kgf maintenue pendant quinze
secondes. Une série de cinq indentations réguli¢rement espacées de 200 um a été effectuée pour
chaque éprouvette. Vu que les surfaces d’indentation ne sont pas planes, un facteur de correction
calculé a partir de la taille des empreintes a été appliqué a chaque mesure. Il a été fait en parall¢le
des essais de nanoindentation sur la section médiane des éprouvettes. La préparation des
échantillons et les conditions expérimentales sont identiques a celles présentées au §3.5.3.

Les résultats de microdureté (Figure 4.9-b) montrent une dureté plus faible dans le cas du
percage orbital, synonyme d’un plus faible taux d’écrouissage superficiel. Le galetage orbital
génére un écrouissage équivalent au percage axial. Ces observations ont également été faites par
nanoindentation (Figure 4.10). Par ailleurs, il apparait que 1’écrouissage induit par le galetage
orbital et le percage axial s’étend sur une profondeur d’environ 40 pm. L’uniformit¢ de la
nanodureté le long du bord du trou dans le cas du percage orbital laisse suggérer que ce procédé
n’induit que trés peu d’écrouissage superficiel.
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Figure 4.9 : Résultats de mesure de microdureté VICKERS sur la surface des alésages
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Figure 4.10 : Résultats de mesure de nanoindentation en bord de trou
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42.3. Synthése

Le percage orbital produit des efforts de coupe beaucoup plus faibles que le pergage axial.
Les efforts de galetage orbital augmentent 1égérement avec la profondeur de pénétration d’outil,
mais ils restent toujours faibles comparés a ceux du percage orbital. Le respect des qualités
dimensionnelles et géométriques des alésages traités par galetage orbital a été vérifié. Il est a noter
que ce traitement mécanique permet d’améliorer nettement 1’état de surface des alésages. Toutefois,
il produit une augmentation minime de la hauteur de bavures en sortie d’outils. L’analyse de
I’intégrité de surface a aussi permis de constater que le pergage axial engendre des contraintes
résiduelles de traction et un écrouissage dans les couches superficielles du trou tandis que le percage
orbital n’en génére quasiment pas. Le galetage orbital permet d’obtenir des alésages avec un
meilleur écrouissage superficiel et des contraintes résiduelles compressives.

4.3. Performances en fatigue des alésages

431.  Définition des campagnes d'essais et des cas d'études

L’influence des différents procédés de pergage et du galetage orbital a été étudiée sur
I’intégrité de surface. Il est question a présent d’étudier I’impact de ces différents procédés sur la
durée de vie en fatigue de 1’éprouvette percée. Les essais de fatigue ont été réalisés a différentes
échelles. Dans un premier temps, une configuration de trou non habités est examinée en vue d’isoler
I’impact du galetage orbital et de mieux appréhender 1’influence de I’intégrité de surface. Dans un
deuxiéme temps, un assemblage avec une fixation est étudié pour évaluer I’efficacité du galetage
orbital dans les environnements de chargement dominés par le matage. Ces essais ont tous été
réalisés a 1’aide d’une machine électromécanique de fatigue, SCHENCK hydropuls PSB 100kN
(Figure 4.11). Au précédent chapitre, il a été démontré que plus la profondeur de pénétration d’outil
est importante, meilleure est 1’intégrité de surface des alésages. Une étude préliminaire de fatigue
a permis d’avoir cette méme tendance sur la tenue en fatigue. Les résultats de galetage orbital
présentés dans la suite de ces travaux sont ceux réalisés avec une profondeur de pénétration de 20
um.
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% SCHENCK

Figure 4.11 : Dispositif de fatigue SCHENCK hydropuls PSB 100kN
43.2. Essais de fatigue trous non habités

Les essais de fatigue sur des éprouvettes sans fixation ont été réalisés en deux phases. La
premiére se focalise sur des essais a iso-contraintes et la seconde s’intéresse a différentes
amplitudes de contraintes, afin de déterminer les courbes de Wohler. La géométrie des éprouvettes

est représentée a la Figure 4.12.
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Figure 4.12 : Géométrie des éprouvettes de fatigue trous non habités
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43.21. Essais a iso-contraintes
Les conditions expérimentales suivantes ont été considérées :

e Types de sollicitation : traction-traction R = Smin — (1 ;

Omax

e Contrainte nominale maximale au niveau de la section nette : 0, = 150MPa;
e Fréquence de sollicitation : 15 Hz ;
o Température : Température ambiante.

A. Impact de I'opération d’ébavurage sur la tenue en fatigue a iso-contrainte

Comme spécifié dans les exigences aéronautiques, les trous doivent étre chanfreinés afin
d’¢éliminer les bavures. L'opération de chanfreinage a consisté a réaliser un chanfrein de 0,3 mm
sur les bords du trou selon les exigences aéronautiques. Mais cela induit un taux d'enlévement de
maticre ¢levé sur I'épaisseur de 1’éprouvette (20 % s'il est réalisé sur les deux bords). Ainsi, une
autre option d'ébavurage a également été envisagée pour les essais de fatigue sans fixation. Cette
opération d'é€bavurage consiste en un léger meulage des bords d'entrée et de sortie du trou avec du
papier de verre a petits grains en vue d’éliminer la bavure. Ces deux configurations ont été testées
et comparées aux éprouvettes non ébavurées.

En raison des temps importants que nécessitent les tests de fatigue, il a été décidé de réduire
les niveaux des plans d’expérience. Ces essais ont donc été effectués uniquement pour les
opérations de percage axial et percage orbital + galetage orbital, a raison de quinze éprouvettes par
procédés de percage équitablement réparties entre les différentes configurations. Les résultats
(Figure 4.13) obtenus ont été trés dispersés, en particulier pour les éprouvettes percées et galetées.
En effet, trois éprouvettes galetées ont eu des résultats inattendus :

e Une éprouvette chanfreinée s’est rompue a 2 546 643 cycles alors que le nombre
de cycles a la rupture des autres éprouvettes de cette configuration était d'environ
310 000 cycles ;

e Une éprouvette ébavurée s’est rompue a 415 961 cycles contre 230 000 cycles
environ pour les autres éprouvettes de cette configuration ;

e Une éprouvette non ébavurée s’est rompue a 908 549 cycles contre 210 000 cycles
environ pour les autres éprouvettes de cette configuration.

Pour une meilleure interprétation des résultats, ces 3 valeurs singuliéres n'ont pas été
considérées dans l'analyse.

La durée de vie en fatigue des échantillons percés axialement est relativement équivalente
entre les configurations chanfreinées, non ébavurées et ébavurées, méme si les échantillons
chanfreinés ont une durée de vie en fatigue légérement inférieure. La méme conclusion peut étre
faite entre les trous ébavurés et non ébavurés des éprouvettes galetées (approximativement la méme
durée de vie en fatigue), mais la configuration chanfreinée montre une durée de vie en fatigue
beaucoup plus importante, malgré la réduction de 1'épaisseur sur le bord du trou. Cependant, les
résultats sont encore trés dispersés, certainement du fait de I’important enlévement de maticre da a
ce chanfreinage.
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Ainsi, mis a part les éprouvettes galetées et chanfreinées, il semble que 1'opération
d'ébavurage n'ait pas d'impact significatif sur la durée de vie en fatigue. Cela pourrait s'expliquer
par les faibles valeurs de hauteur de bavure mesurées sur les bords des trous, qui minimisent la
concentration potentielle de contraintes sur les bords des trous. Ainsi, la fissure commence au ceeur
de I'échantillon avant de se développer jusqu'aux bords comme cela a été observé sur la surface de
rupture (Figure 4.14). Toutefois, pour la suite des essais, afin d’éviter toute interaction liée a la
présence d’une bavure, toutes les éprouvettes ont été ébavurées a 1’aide du papier de verre.
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Figure 4.13 : Influence de l'opération d’ébavurage sur la tenue en fatigue
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Figure 4.14 : Section de rupture des éprouvettes de fatigue (a) ébavurées, (b) chanfreinées, (c) non ébavurées

B. Impact du procédé de percage et du galetage orbital sur la tenue en
fatigue a iso-contrainte

Pour chaque procédé, il a été considéré cing éprouvettes. Les procédés orbitaux ont d’abord
été réalisés en opposition (cf. Figure 2.6). Les résultats de cette campagne sont présentés en Figure
4.15. 1l apparait clairement que le pergage orbital donne de meilleurs résultats en fatigue comparé
au percage axial (+22,15%). Le galetage orbital améliore encore davantage cette tenue en fatigue
(+37,59% par rapport au percage axial). Le pré-percage + alésage a tendance a donner la plus faible
tenue en fatigue (-15,74% par rapport au percage axial) ; cela pourrait étre corrélé avec la rugosité
arithmétique qui est la plus élevée.
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C. Impact de la configuration du pergage orbital et du galetage orbital

Les résultats des processus orbitaux présentés précédemment sont ceux d’éprouvettes
usinées en opposition. Ces résultats ont été comparés a ceux obtenus pour un usinage en avalant
(Figure 4.16). Il en ressort que les processus orbitaux en avalant offrent de meilleures durées de vie
en fatigue, avec ou sans galetage orbital. En effet, il est observé une amélioration de la tenue en
fatigue de 7,84% en utilisant le pergage orbital en avalant plutét qu’en opposition. De méme, le
galetage orbital en avalant améliore de 22,70% la durée de vie par rapport au galetage en opposition.
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Figure 4.16 : Influence de la configuration des opérations orbitales
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43.2.2. Courbes de Wihler

Afin d’approfondir la comparaison entre les procédés, les courbes de Wohler sur des
échantillons de trous non habités ont également été tracées. Les procédés orbitaux réalisés au cours
de cette campagne ont été effectués en opposition. Les conditions expérimentales suivantes ont été
considérées :

e Types de sollicitation : traction-traction R = Zmin — 0,1 ;

Omax
¢ Contrainte nominale maximale au niveau de la section nette : 0, = [120; 280]MPa ;
e Fréquence de sollicitation : 20 Hz ;
e Température : Température ambiante ;
e Nombre d’éprouvette par niveau de contraintes : 3.

Les résultats (Figure 4.17) montrent que le nombre de cycles a la rupture du galetage orbital
est toujours supérieur a celui du pergage orbital quel que soit le niveau de 1’amplitude des
contraintes. Le nombre de cycles a la rupture du pergage axial est toujours légérement inférieur a
celui du pergage orbital. En outre, la limite de fatigue conventionnelle 4 10° cycles du percage
orbital est égale a celle du galetage orbital (= 135 MPa). Cette limite commune de fatigue
conventionnelle a 10° cycles entre les procédés orbitaux est nettement supérieure a celle du pergage
axial (= 110 MPa). Au regard des intégrités de surface obtenues, ces résultats s’expliquent par la
présence de contraintes résiduelles de traction autour des alésages percés axialement, bien que ces
derniers présentent un meilleur écrouissage superficiel. Par ailleurs, la forte dispersion des résultats
de fatigue relevées au cours de 1’étude de I’impact de 1’ébavurage sur les éprouvettes galetées peut
s’expliquer par le fait que la contrainte de 150 MPa appliquée est tres proche de la limite de fatigue
conventionnelle des éprouvettes galetées (135 MPa).
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Figure 4.17 : Courbes de Wohler pour les différents procédés de pergage
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43.3. Essais de fatigue trous habités

En vue d'évaluer l'avantage des processus orbitaux optimisés sur des assemblages avec
fixation, des essais de fatigue en double cisaillement ont été effectués. Les dimensions des
¢prouvettes ont €té choisies conformément a la norme (ASTM E238-17a) (Figure 4.18). Le
montage expérimental est constitué¢ d’une chape en acier 35CD4 et d’une fixation composée d'une
vis en titane et d'un écrou en acier. Les tests ont été effectués sur quatre éprouvettes pour chaque
procédé. Les conditions expérimentales suivantes ont été prises en compte :

e Types de sollicitation : traction-traction R = Smin — 0,1 ;

Omax

e Fréquence de sollicitation : 15 Hz ;

o Température : Température ambiante ;

e Nombre d’éprouvette par niveau de contraintes : 3 ;

e Contrainte nominale maximale au niveau de la section nette : 0, = 59,65 MPa.
Cette contrainte a été calculée de maniére a avoir un niveau de contrainte maximale
réelle sur la section nette égal a celui retrouvé dans le cas des essais sans fixation
(Omax = 150 MPa, K; = 3,46).

Afin d'étudier exclusivement les avantages du pergage orbital et du galetage orbital
(usinage en opposition) en conditions de coupe optimisées sur les trous avec fixation, certaines
considérations ont été faites :

- Les assemblages sont réalisés avec un ajustement avec jeu, afin d'éviter les interférences ;

- Desrondelles en PTFE ont été placées entre chaque c6té de I'éprouvette et la chape afin de
limiter les interactions entre la chape et éprouvette (Figure 4.19) ;

- Le couple de serrage minimal prescrit selon les exigences aéronautiques pour cette
configuration est de 6,3 Nm. Mais un couple de serrage de 4Nm a été choisi pour qu'il n'y
ait pas de précharge sur la fixation et donc pas de transfert de charge a travers celle-ci.
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Figure 4.18 : Dimensions des éprouvettes d’essais de fatigue avec fixation
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Figure 4.19 : Montage expérimental des essais de fatigue avec fixation

Les résultats obtenus (Figure 4.20) confirment que le percage orbital permet d'atteindre une
meilleure résistance a la fatigue par rapport au percage axial (+27,47%). Le galetage orbital quant
a lui améliore de 53,85% la durée de vie par rapport au percage axial et de 20,7% par rapport au
percage orbital. Le pré-pergagetalésage offre une durée de vie en fatigue moindre par rapport au
percage axial (-19,43%), comme attendu au vu des résultats précédents. Tous ces différents résultats
sont conformes aux résultats des tests de fatigue des éprouvettes avec trou non-habité.
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Figure 4.20 : Résultats des essais de fatigue avec fixation
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434 Synthese des essais de fatigue

Les différentes campagnes de fatigue ont montré que le pergage orbital permet d’obtenir
une meilleure tenue en fatigue comparativement au percage axial, et ce bien qu’il produise un
écrouissage plus faible. La présence de contraintes résiduelles de traction et la rugosité arithmétique
légérement supérieure dans le cas du percage axial semblent étre a 1’origine de cette différence de
durée de vie en fatigue. Le galetage orbital a permis d’accroitre la durée de vie en fatigue de
I’AA2024-T351 grace a ’amélioration de 1’état de surface et aussi a travers ’introduction de
contraintes résiduelles compressives et de 1’écrouissage en surface des alésages. Les courbes de
Wahler obtenues ont également permis de mieux comprendre le phénomeéne de dispersion rencontré
au cours des précédentes campagnes de fatigue.

44, Conclusion de ['gtude expérimentale

L’étude expérimentale du galetage orbital menée a permis de révéler les faibles niveaux
d’efforts engendrés pendant cette opération. Le respect des qualités dimensionnelles et
géométriques, quelle que soit la profondeur de pénétration, a €galement été vérifié. L’analyse de
I’intégrité de surface a notamment mis en lumicre le meilleur état de surface généré par le galetage
orbital, ainsi que les contraintes résiduelles compressives et 1’écrouissage superficiel dans les sous-
couches de I’alésage. Ce traitement mécanique produit toutefois des bavures légerement plus
grandes que le percage orbital, mais qui restent largement en dessous du seuil de tolérance
industriel. Tout ceci a permis de valider la faisabilité du galetage orbital au sein des alésages en
alliage d’aluminium AA2024-T351. Les tests de fatigue sur éprouvettes avec trou non habité ont
montré que la hauteur des bavures produites par le pergage orbital est trop faible pour avoir un
impact pertinent sur la durée de vie en fatigue. Par conséquent, de ce point de vue, l'opération
d'ébavurage n'est pas absolument nécessaire avec le pergage orbital sur les chaines d’assemblage.
Ces essais ont également mis en évidence que le pergage orbital en conditions de coupe optimisées
offre une meilleure tenue en fatigue que le percage axial. De plus, cette durée de vie en fatigue est
encore meilleure avec le galetage orbital. Ces résultats ont également été observés au cours d’essais
de fatigue sur des assemblages avec fixation. En outre, les courbes de Wohler ont montré que les
limites conventionnelles de fatigue a 10° cycles des processus orbitaux (pergage orbital et galetage
orbital) sont plus élevées que celle du pergage axial. Les conditions de coupe optimisées en pergage
orbital grande vitesse ainsi que le galetage orbital permettent donc d'atteindre une meilleure tenue
a la fatigue qu'avec le percage axial. L’augmentation de la tenue en fatigue de I’AA2024-T351 est
principalement due a la présence des contraintes résiduelles compressives et & une meilleure
rugosité, tous deux inhérents au galetage orbital. Ces contraintes résiduelles n’ont pu
malheureusement qu’étre évaluées qualitativement en raison des limites imposées par le cas
d’étude. Le fait que le pergage orbital présente une meilleure tenue en fatigue que le pergage axial
semble surprenant au premier abord, au vu de 1’état des connaissances sur ce sujet dans ’alliage
d’aluminium AA2024-T351. Mais cela est a mettre en relation avec les conditions de réalisation
des alésages. Ainsi, plusieurs facteurs peuvent expliquer cela. Le petit diamétre d’alésage considéré
tout d’abord, lié a la faible épaisseur des toles percées, peut générer un effet d’échelle. Ensuite les
conditions opératoires utilisées : les résultats obtenus sont a priori trés dépendants de I’outil utilisé,
notamment en percage axial ; le développement du percage orbital grande vitesse peut également
modifier la surface obtenue. Enfin, il faut noter qu’avec ces petites dimensions, il est
particulierement difficile de caractériser I’intégrité de surface en proche-surface, la profondeur
affectée semblant trés petite.
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Conclusion générale

Ces travaux de theése contribuent au développement du pergage orbital grande vitesse et du
procédé de galetage orbital des alliages aéronautiques. Ils se focalisent principalement sur
I’optimisation des conditions de coupe et 1’étude de I’impact des différents paramétres de ce
procédé de traitement de surface innovant, 1’objectif principal étant 1’introduction des contraintes
résiduelles de compression au sein des alésages en vue d’accroitre la tenue en fatigue des
composants aéronautiques. La premicre partie de ces travaux a mis en relief les spécificités du
percage orbital et du galetage, ainsi que la problématique afférente en rapport avec le matériau
d’étude (AA2024-T351). Il a permis de mieux comprendre les enjeux liés a leur emploi au sein de
I’industrie aéronautique et de dégager les principaux verrous scientifiques a lever.

Pour atteindre les objectifs de ce projet de recherche, la détermination des conditions de
coupe optimales a été réalisée grace au couple outil matiére adapté au cas du pergage orbital. Cette
méthode de minimisation des efforts et énergies spécifiques de coupe a été ¢laborée et appliquée
sur une série d’éprouvettes. En plus des énergies spécifiques de coupe, les résultats de ces essais
expérimentaux ont été évalués en termes d’efforts de coupe, de 1’état de surface, des qualités
dimensionnelles et géométriques des trous percés et ont révélé une excellente qualité des trous
usinés.

La modélisation par éléments finis du procédé de galetage orbital a également contribué a
I’atteinte de ces objectifs. Elle a nécessité avant tout une élaboration minutieuse des différents
¢léments du modele. Cette élaboration a été faite, d’une part, en déterminant les paramétres de
modélisation essentiels pour I’obtention de résultats représentatifs, et en réduisant, d’autre part, la
taille du probléme a travers la détermination de la portion minimale de la piéce a modéliser, ainsi
que I’étude de la convergence du maillage et de la scalabilité. Cette approche numérique a ensuite
¢été appliquée a différentes conditions expérimentales. Le taux de galetage nécessaire pour induire
une meilleure intégrité de surface a ainsi été déterming. [.’abondance des paramétres qui définissent
le galetage orbital nous a amené a étudier de maniere limitée 1’influence de quelques-uns a savoir :
la configuration de galetage, la vitesse de rotation de I’outil et la remontée de 1’outil. Les critéres
d’évaluation des résultats ont été les contraintes résiduelles, 1’écrouissage, les bavures et le taux
résiduel d’expansion radiale. Il est ressorti de cette étude que tous ces paramétres impactent
grandement les champs de contraintes résiduelles et Iégérement I’écrouissage tandis qu’ils n’ont
aucune influence sur les bavures, la forme globale de 1’alésage et le taux d’expansion résiduelle
radiale.

La caractérisation expérimentale des alésages réalisés par percage orbital et traités par
galetage orbital a ensuite été réalisée en comparaison a d’autres procédés de per¢age couramment
utilisés en aéronautique (pergage axial et pré-percage axial + alésage). Elle a montré que le galetage
orbital génére de tres faibles efforts et produit des trous qui vérifient toutes les exigences
aéronautiques. Ces trous présentent ¢galement un meilleur état de surface et des couches
superficielles plus écrouies.

L’impossibilité d’évaluer quantitativement les niveaux de contraintes résiduelles au sein
des alésages nous a conduit a proposer une alternative de mesure par diffraction de rayon X sur les
bords de plaque en AA2024-T351. Ceci a permis de confronter avec succes les résultats numériques
aux expériences en termes d’efforts, de contraintes résiduelles et d’écrouissage, validant par
conséquent les modeles numériques développés. Il a également été développé au cours de ces
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travaux une méthode qualitative d’évaluation des contraintes résiduelles au sein des alésages, la
technique de HOCT (Hole Opening Comparative Technique) basée sur la « splitting method ».
Cette technique a permis de démontrer que le galetage orbital génére des contraintes compressives
au sein des alésages en AA2024-T351. L’impact de cette intégrité de surface sur la durée de vie a
enfin été évalué. Il a été observé une amélioration de la tenue en fatigue des éprouvettes percées
par pergage orbital par rapport au pergage axial, avec ou sans fixation. Le galetage orbital s’est
avére particulicrement efficace car il améliore davantage cette durée de vie. Les courbes de Wohler
ont montré que les limites conventionnelles de fatigue a 10 cycles des processus orbitaux (percage
orbital et galetage orbital) sont plus élevées que celle du pergage axial. Le procédé du pergage
orbital couplé au galetage orbital a généré des contraintes résiduelles compressives tout en obtenant
un meilleur état de surface. L’application de ce procédé d’écrouissage couplée a des conditions de
coupe optimisées UGV ont démontré un gain en durée de vie trés considérable.

Perspectives

Ces travaux de thése ont permis de soulever diverses problématiques scientifiques. Tout
d’abord, il serait intéressant de réussir a déterminer quantitativement les niveaux de contraintes
résiduelles au sein des alésages. La technique de HOCT constitue une excellente base dans ce sens
et pourrait se voir étre complétée par des modeles éléments finis d’ouverture de trou. Le but de ces
modeles étant de déterminer I’état des contraintes nécessaires pour engendrer une déformation de
I’éprouvette similaire a celle rencontrée expérimentalement. Cela pourrait se faire par 1’application
des conditions aux limites en déplacement sur les contours de I’éprouvettes et a relever les
contraintes correspondantes.

A partir des modéles mis en place, il est possible de définir des plans d’expérience plus
¢élaborés avec plusieurs niveaux (plus de deux) de différents facteurs tels que la vitesse de rotation
orbitale, la vitesse d’avance axiale, le nombre de passe d’outil ou encore le sens de recouvrement.
Cette étude permettra d’avoir a travers la méthode des surfaces de réponse un meilleur apercu sur
les paramétres du galetage orbital les plus influents en termes d’intégrité de surface, ainsi que sur
leur interdépendance.

Une campagne compléte de fatigue des trous avec fixation en tenant compte des
interactions dans les empilements de matériaux, des interférences de fixation et du couple de
serrage sont a envisager, afin d’avoir plus d'informations sur les avantages du pergage orbital et du
galetage orbital & grande vitesse.

Enfin, I’effet d’échelle susceptible d’étre généré a cause du faible diamétre des trous et de
I’épaisseur de I’éprouvette nécessite d’étre étudié. Il serait intéressant de mener dans ce cas cette
étude sur des trous de diamétres plus importants.
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Annexe A : Couple outil-matiére du pergage orbital en avalant

Annexe A : Couple outil-matigre du pergage orbital en avalant

Al. Détermination des parametres optimisés

Al-1. Determination de la vitesse de rotation outil optimale

Tout comme dans le cas du percage orbital en opposition, I’évolution des efforts spécifiques
de coupe en fonction de la vitesse de coupe ne permettent pas de déterminer un optimum (Figure
A.1). La courbe représentative de 1’évolution de 1’énergie spécifique de coupe en fonction de la
vitesse de rotation montre que le minimum de [’énergie spécifique est atteint pour
Noutil=60000tr/min (Figure A.2). Par ailleurs, I’analyse de la signature de I’ORBIBOT a vide
menée précédemment a révélé une fréquence propre du systéme au voisinage de 650m/min. La
vitesse de coupe optimale sera donc fixée a la valeur de 609.469m/min. Cette valeur optimale
correspond a une vitesse de coupe de rotation outil Newi = 40000tr/min.
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Al-2. Détermination du pas hélicoidal optimal

Les énergies spécifiques de coupe Kcpxy et Kcr, permettent de définir un point de
fonctionnement a p=40um comme dans le cas de la configuration en opposition (Figure A.3-b). On
pourrait également considérer un pas optimal de 50um car cette valeur minimise davantage
I’énergie spécifique de coupe Kc ryy, sans toutefois augmenter grandement le K¢ r,.
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Figure A.3: Efforts de coupe (a) et Efforts spécifiques de coupe (b) en fonction du pas hélicoidal
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Figure A.4 : Energie spécifique de coupe en fonction du pas hélicoidal
Al-3. Determination de |a vitesse d'avance optimale

De méme que dans le cas du pergage orbital en opposition, le tracé des efforts spécifiques
de coupe en fonction de 1’avance axiale ne donne aucune information par rapport a I’optimisation
de cette derniére. En tenant compte de la vitesse de coupe et du pas hélicoidal optimaux déterminés,
I’évolution de la courbe Kc,p=f(f,) est présentée a la Figure A.6. Cette figure montre que le
minimum de 1’énergie spécifique est atteint pour une valeur de fa=0,0015mm/tr. Cette valeur de
fy permet d’obtenir Vfa=60mm/min et Norb=1500tr/min.
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Annexe A : Couple outil-mati¢re du percage orbital en avalant
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Figure A.5: Efforts de coupe (a) et Efforts spécifiques de coupe (b) en fonction de la vitesse d'avance axiale
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Figure A.6: Energie spécifique de coupe en fonction de la vitesse d'avance axiale

Les valeurs optimisées des paramétres de per¢age orbital en avalant de diamétre de 6,35mm
pour ce couple d’outil et de matiere (I’alliage d’aluminium AA2024) sont :

V¢=609,469m/min — p=40pm — fa=0,0015mm/tr

AZ2. Qualités dimensionnelles et géométriques
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Figure A.7: Diametres de trous dans les directions longitudinale et transversale en fonction de la vitesse de rotation
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Figure A.8: Diametres de trous dans les directions longitudinale et transversale en fonction du pas hélicoidal
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Figure A.9: Diamétres de trous dans les directions longitudinale et transversale en fonction de l'avance axiale
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Figure A.10: Rugosité arithmétique des trous en fonction de la vitesse de coupe (a), du pas hélicoidal (b), de I'avance
axiale (c)
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Annexe B. Niveaux de contraintes résiduelles en fonction de la profondeur de pénétration d’outil

Annexe B: Niveaux de contraintes résiduelles en fonction de la profondeur de la

penétration d outil
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Figure B.11 : Comparaison des contraintes résiduelles sur la face d’entrée, la section médiane et la face de sortie de
1’AA2024-T351 générées par galetage orbital pour pdp = 05 um
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Figure B.12 : Comparaison des contraintes résiduelles sur la face d’entrée, la section médiane et la face de sortie de
1’4A2024-T351 générées par galetage orbital pour pdp = 10 um
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Annexe B. Niveaux de contraintes résiduelles en fonction de la profondeur de pénétration d’outil
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Figure B.13 : Comparaison des contraintes résiduelles sur la face d’entrée, la section médiane et la face de sortie de
1’AA2024-T351 générées par galetage orbital pour pdp = 15 um
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Annexe C : Conditions expérimentales de diffraction des rayons X

>
>
>

vV V VYV VY V VYV

Y

Y Vv

Annexe C : Conditions expérimentales de diffraction des rayons X

Nombre d’éprouvettes par pdp : 3

Nombre de points de mesure par éprouvette : 2

Diffractométre : X’Pert PRO MPD diffractometer, collimator 0.5 % 1.0 mm?

Anode : Cobalt CrKa radiation

Aka1 = 1.788965 et Ay, = 1.79285
Filtre : Fe

U=40kV, I=30mA

Plans cristallins : {4 2 2}

Angle de Bragg : 136°

28, = 18,317 ; —S; = 4,624 (10° MPa™")

2 directions de mesure : @ = {0°, 90°}

19 séries de mesure par direction : ¥ = [—40°, 40°] par pas de 5°

Pour chaque série, 26 = [132°, 138°], par pas de 0,05

Temps mis pour une série de mesure : T =~ 02h30min
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Etude et optimisation du pergage orbital robotisé pour 'assemblage des structures
aéronautiques

Résumé : Ces travaux de thése traitent du pergage orbital de piéces en alliage d’aluminium AA2024-
T351. Ce cas d’étude est issu d’une problématique industrielle rencontrée par différents constructeurs
aéronautiques qui souhaitent intégrer ce procédé dans leurs moyens de fabrication. Malgré les multiples
avantages du percage orbital par rapport au percage axial conventionnel, il subsiste un véritable frein
technologique trés important : 1’abaissement de la tenue en fatigue des picces en alliage d’aluminium
percées. Ceci résulte d’une non optimisation des niveaux des contraintes résiduelles au sein des
alésages réalisés par ce procédé. Il n’existe a ce jour aucun moyen d’optimisation des parameétres de
coupe du pergage orbital. L.’objectif global de ces travaux est d’améliorer la durée de vie en fatigue des
pieces percées en introduisant au cours de I’opération des contraintes résiduelles compressives et de
1’écrouissage superficiel, tous deux bénéfiques pour la tenue en service des composants. Les travaux
présentés se focalisent d’abord sur I’optimisation des paramétres de coupe du pergage orbital au sein
de I’alliage d’aluminium AA2024-T351, optimisation menée sur la base de la minimisation des efforts
et énergies spécifiques de coupe. Un traitement mécanique de surface novateur a également été
introduit au sein du projet : le galetage orbital. La caractérisation de ce procédé a été réalisée au moyen
de modéles Eléments Finis. Ces modéles ont permis a posteriori d’étudier 1’influence des paramétres
de ce procédé sur 'intégrité de surface de 1’alésage, notamment sur la répartition des contraintes
résiduelles. Une mise en paralléle avec les résultats expérimentaux est effectuée, afin de valider les
différentes simulations numériques mises en ceuvre. Une caractérisation expérimentale de 1’intégrité de
surface des alésages, réalisés par percage orbital en conditions de coupe optimisées et par galetage
orbital, ont démontré, non seulement, la faisabilité du procédé de galetage orbital, mais aussi le respect
des exigences aéronautiques. L’étude de la tenue en fatigue d’éprouvettes en alliage d’aluminium
AA2024-T351 percées ont complété cette caractérisation.

Mots-clés : Pergage orbital, galetage orbital, Contraintes résiduelles, Modéles éléments finis, Fatigue

Study and optimization of robotized orbital drilling process for the assembly of
aeronautical structures

Summary: This thesis addresses the orbital drilling of AA2024-T351 aluminum alloy parts. This case
study arose from an industrial problem encountered by various aircraft manufacturers who wish to
integrate this process into their manufacturing processes. Despite the multiple advantages of orbital
drilling compared to conventional axial drilling, there is still a very important technological barrier: the
lower fatigue strength of drilled aluminum alloy parts. This is due to the non-optimization of residual
stress levels within the boreholes produced by this process. There is currently no means of optimizing
orbital drilling cutting parameters. The overall objective is to improve the fatigue life of drilled parts
by introducing during drilling compressive residual stresses and strain-hardening, which are both
beneficial to components fatigue life. The work presented in the thesis focuses firstly on the orbital
drilling cutting parameters optimization, based on the specific cutting forces and energies minimization.
An innovative mechanical surface treatment was introduced within the project: orbital deep rolling. Its
characterization had been carried out using Finite Element Method. These models allowed to study
further its parameters influence on boreholes surface integrity, particularly on residuals stress. A
comparison with experimental results is achieved in order to validate the various numerical simulations
implemented. Experimental characterization of the surface integrity of the boreholes performed with
orbital drilling under optimized cutting conditions and with orbital deep rolling proved not only the
feasibility of the orbital deep rolling process, but also compliance with aeronautical requirements. All
this is completed by a fatigue life study of AA2024-T351 aluminum alloy drilled samples.

Keywords: Orbital drilling, Orbital deep rolling, Residual stresses, Finite Elements Method, Fatigue



