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Introduction genérale

L’industrie aéronautique constitue un secteur d’excellence reconnu pour la complexité des
techniques et des technologies qu’il emploie. Afin de rester la plus compétitive possible, elle meéne en
permanence une politique d’amélioration de la performance technique et de fiabilité de ses aéronefs. Par
ailleurs, au-dela de cette recherche de performance technique, le contexte actuel impose a I’industrie
aéronautique de mener en paralléle une politique d’amélioration de la performance énergétique et
économique du transport aérien. Les constructeurs doivent concevoir des aéronefs toujours plus éco-
efficients tout en réduisant au maximum leur cott de production. D’aprés Munroe et al. (Munroe et al.,
2000), la fabrication de la structure de I’avion représente la part la plus colteuse du processus de
fabrication d’un avion civil. Ainsi, ’optimisation des procédés de fabrication et d’assemblage de la
structure semble indispensable pour réduire le codt total de production d’un avion. Cette optimisation
est possible a travers la mise en place de procédés ou de méthodes innovants qui permettent de diminuer
les cotits des moyens de production (machines d’usinage, outils, etc...) et/ou le temps de production.

Le recours a la technique d’assemblage pour la fabrication de structures mécaniques de grandes
dimensions telles que les structures aéronautiques est inévitable pour des raisons techniques et/ou
économiques. En effet, la fabrication d’une seule piéce de structure renforcée et de grande dimension
n’est pas possible d’un point de vue technique. De plus, cela présenterait d’importantes difficultés en
termes de gestion des tolérances et de maintenance. Le processus d’assemblage prédominant dans
I’industrie aéronautique est I’assemblage mécanique par fixations. Celui-ci est généralement réalisé en
installant des vis ou des rivets dans des trous percés dans les piéces a assembler. Ce processus présente
de nombreux avantages : il est relativement peu codteux, il permet d’assembler des matériaux différents
et de réaliser des assemblages démontables dans le cas des fixations filetées.

Afin de permettre I’assemblage par fixations des structures aéronautiques, un nombre important
d’opérations de percage doit étre réalisé dans les différentes pieces a assembler. Celui-ci varie de
plusieurs centaines de milliers a plusieurs millions d’opérations de pergage selon la taille de 1’avion
(Girot et al., 2008). Aujourd’hui, le per¢age axial est de loin le procédé de pergage le plus répandu dans
I’industrie aéronautique pour 1’usinage des logements de fixation. Ce procédé présente 1’avantage d’étre
maitrisé depuis de nombreuses années et d’avoir un colt relativement modéré. L.’assemblage de pieces
aéronautiques percées avec le procédé de percage axial implique plusieurs étapes (Figure 0-1).

Nettoyage,
Ebavurage

position avant trous temporaires et des du mastics

grilles de percage

: U o T
Installation des ' <
Mise en Percage des fixations Dégroupage, Application
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Figure 0-1 : Etapes d’assemblage d une structure aéronautique avec usinage des logements de fixation par percage axial
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Afin de mener a bien 1’assemblage, des grilles de pergage sont mises en place a I’aide de fixations
temporaires afin de permettre aux Unités de Percage Automatique (UPA) de se centrer. Une opération
de pergage d’un avant-trou est donc réalisée en premier lieu afin de permettre la mise en place des grilles
de percage. Une fois ces grilles installées, une seconde opération de percage, 1’ébauche, est réalisée.
Cette opération, qui permet de retirer la majeure partie du matériau a usiner, peut induire la formation
de bavure en faces d’entrée et de sortie des pieces. A la suite de I’ébauche, une opération de démontage
de I’assemblage et d’ébavurage des pieces est alors réalisée afin de retirer les bavures de chaque trou au
niveau des interfaces. Enfin, aprés remontage des piéces, une derniére opération d’usinage, 1’alésage,
est réalisée. Celle-ci permet de conférer au logement de fixation des propriétés geométriques finales
conformes avec les spécifications aéronautiques. Ainsi, le processus d’assemblage actuel d’une structure
aeronautique impliquant le pergage axial est relativement long, notamment du fait du dégroupage de
I’assemblage pour 1’opération d’ébavurage. Un logement de fixation subit de nombreuses opérations
d’usinage successives : pergage d’un avant-trou, ébauche, ébavurage et alésage.

Afin d’optimiser le temps d’assemblage des structures et donc leur coit, les industriels envisagent
depuis ces derniéres années la mise en place de nouveaux processus d’assemblage impliquant une unique
opération d’usinage du logement de fixation. Dans cette optique, 1’industrie aéronautique s’intéresse au
procédé de percage orbital. Avec cette technique, le logement de fixation est usiné a 1’aide d’un outil de
diametre inférieur a celui du trou qui décrit une trajectoire hélicoidale dans le matériau (Figure 0-2).

Tool rotation Eccentricity

.

Tool path

Figure 0-2 : Cinématique du procédé de pergage orbital (Deitert, 2011)

Le procédé de percage orbital présente de nombreux avantages d’un point de vue économique par
rapport au pergage axial dit conventionnel (Pereira et al., 2017). Un de ses avantages majeurs est la forte
diminution de I’effort de coupe axial par rapport au pergage conventionnel qui permet de diminuer
significativement la formation de bavure. La mise en place d’un pergage orbital maitrisé pourrait donc
permettre de supprimer I’opération de démontage et d’ébavurage des picces. Par ailleurs, le percage
orbital permet le percage de trous de géométrie variable avec un méme outil en modifiant uniquement
I’excentrique soit la distance entre I’axe de la broche servant a la rotation outil et I’axe de la broche
servant a la rotation orbitale. L’ébauche et la finition pourraient ainsi étre réalisées en une seule opération
avec ce procédé : ébauche en descendant et finition en remontant. Enfin, du fait de 1’utilisation d’un
outil de diameétre plus petit que le diametre du percage, I’évacuation des copeaux est facilitée dans le cas
du pergage orbital ce qui permet d’envisager la réalisation d’usinages a sec avec ce procédé.

Méme si le percage orbital induit un temps de percage plus long que le procédé conventionnel (du
fait de la trajectoire hélicoidale et de la faible vitesse d’avance employeée), il semble donc trés intéressant
pour optimiser le temps de production global en supprimant un certain nombre d’opérations du processus
d’assemblage conventionnel. Une étude menée par Airbus a révélé que le remplacement du procédé de
percage axial par le percage orbital pouvait engendrer, dans certains cas, jusqu’a 50% de gain sur le
temps d’assemblage (Latger et al., 2002). Toutefois, il faut noter que I’avantage économique associé au
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gain sur le temps de production est aujourd’hui limité par le colit d’une machine de pergage orbital et
des outils associés qui sont bien plus onéreux que pour le pergage conventionnel.

En ce qui concerne la qualité du logement de fixation obtenu, des études ont été menées afin de
mettre en place le percage orbital dans plusieurs matériaux aéronautiques dont les alliages d’aluminium.
Elles ont montré que ce procédé permet d’obtenir, en une seule opération d’usinage et sans lubrification,
des trous respectant les exigences aéronautiques en termes de rugosité, de hauteur de bavure et de
variation de diamétre (Ni, 2007).

Ainsi, I’intérét économique du procédé de pergage orbital semble étre démontré et la qualité des
logements de fixation obtenus avec ce procédé semble étre validée par 1’industrie aéronautique.
Cependant, avant de pouvoir déployer grandement cette technique de percage sur leur ligne de
production, les constructeurs d’aéronefs doivent répondre a la question de 1I’impact de ce procédé de
percage sur les performances des structures en fatigue. En effet, les trous percés constituent des
discontinuités géométriques qui générent de fortes concentrations de contrainte lors de 1’application
d’un chargement mécanique. Ce sont donc des zones critiques majeures a partir desquelles des
endommagements peuvent s’initier en fatigue et entrainer la ruine de la structure. La fissuration en
fatigue des logements de fixation représente entre 50% et 90% du nombre de fissurations totales d’un
avion en service (fissures induites par la corrosion, par des surcharges, etc...) (Liu et al., 2007). Ainsi,
parmi les exigences imposees a une structure aéronautique, la performance en fatigue des structures
percées apparait comme une exigence capitale.

La thése, menée en collaboration avec Airbus, vise a répondre a cette problématique pour le cas
d’applications industrielles. L’étude se focalise sur le cas du percage dans 1’alliage d’aluminium 2024-
T351 (AA2024-T351) qui est 1’un des alliages les plus utilisés dans le secteur aéronautique. En effet,
cet alliage d’aluminium a durcissement structural présente a la fois une faible masse volumique, une
bonne tenue en fatigue et une grande tolérance aux dommages. Il est couramment utilisé sous forme de
toles minces pour fabriquer la peau du fuselage ou sous forme de t6les plus épaisses pour constituer la
voilure et les raidisseurs intrados de ’aile.

Les caractéristiques d’une surface (et sous-surface) usinée ayant un impact sur la performance en
fatigue de la piéce sont regroupées sous le terme « intégrité de surface ». Celle-ci a été 1’objet de
nombreux travaux portant sur des surfaces usinées dans divers matériaux et avec divers procédés
d’usinage. Ces travaux ont permis d’identifier les différentes caractéristiques qui constituent 1’intégrité
de surface a savoir la topographie de la surface, les contraintes résiduelles et 1’état métallurgique du
matériau en sous-surface (microstructure, dureté). Cependant, pour le cas des surfaces percées dans les
alliages d’aluminium, trés peu d’études de caractérisation de leur intégrité ont été menées et le role de
chacune des caractéristiques d’intégrité de surface dans la tenue en fatigue de la piéce percée ne semble
pas, aujourd’hui, pleinement appréhendé. Ainsi, au-dela de la problématique industrielle, plusieurs
verrous scientifiques sont a lever dans cette étude afin d’apporter des éléments de compréhension sur le
comportement en fatigue des piéces percées en AA2024-T351. Des méthodes de caractérisation de
I’intégrité de surface, adaptées pour le cas des surfaces percées en aluminium, doivent étre mises en
place. Une caractérisation compléte de I’intégrité de surface doit étre menée afin d’identifier les
caractéristiques majeures d’intégrité de surface qui pilotent la durée de vie en fatigue des piéces percées
en AA2024-T351. Enfin, afin de pouvoir proposer des pistes d’optimisation de la performance en fatigue
des picces percées, I’impact de 1’opération de percage sur 1’intégrité de surface doit étre appréhendé.

L’ensemble des travaux menés dans le cadre de cette thése sont présentés dans ce manuscrit organisé
en quatre chapitres.

Le premier chapitre est consacré a 1’étude bibliographique. Il présente le matériau et les procédés de
percage étudiés ainsi que les enjeux liés a I’emploi de ces procédés de percage dans 1’industrie
aéronautique. Les divers moyens permettant d’analyser la qualité des trous percés sont également
exposés. Enfin, un état de I’art sur les liens entre le procédé d’usinage, I’intégrité de surface et la tenue
en fatigue est réalisé en se focalisant sur le cas des alliages d’aluminium.
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Le deuxieme chapitre vise a évaluer I’impact du procédé de pergage sur les chargements
thermomécaniques mis en jeu au cours de l’usinage, la qualit¢ des trous percés au regard des
specifications aéronautiques et la tenue en fatigue de la piéce percée. Il présente les résultats d’une
campagne d’essais menée avec des configurations de pergage industrielles. Elle comprend des essais de
percage instrumentés en effort et en température, des essais d’évaluation de la qualité des trous en termes
de diamétre, rugosité et hauteur de bavure ainsi que des essais de fatigue réalisés sur des éprouvettes
trouées libres.

Afin d’appréhender les liens entre 1’intégrité de surface du trou percé et la tenue en fatigue de la
piece pour le cas du percage de I’AA2024-T351, le troisieme chapitre est dédié a la caractérisation de
I’intégrité de surface des trous percés pour les configurations de percage considérées dans cette étude.
Il présente les résultats de la caractérisation expérimentale de 1I’ensemble des aspects de 1’intégrité de
surface (aspects topologiques, mécaniques et métallurgiques). Un modéle numérique développé dans le
but de prédire la profondeur de matériau en bord de trou affectée par les aspects internes de I’intégrité
de surface, afin d’orienter les essais de caractérisation, est présenté. Par ailleurs, une nouvelle méthode
d’analyse de I’état de contraintes résiduelles des piéces percées en alliage d’aluminium est introduite.
Les corrélations entre les résultats d’intégrité de surface des trous percés et les performances en fatigue
des éprouvettes correspondantes sont investiguées.

Le quatriéme chapitre porte sur 1’étude de I’impact de la configuration de percage sur les aspects de
I’intégrité de surface ayant été identifiés comme ayant une influence notable sur la tenue en fatigue. Un
modele numérique 2D de coupe est développé pour mener a bien cette étude et I’impact de chacun des
paramétres de 1’opération de percage associés a la coupe latérale sur I’intégrité de surface est analysé a
partir de ce modele. De plus, les paramétres des configurations de pergage considérés pour les essais de
fatigue sont analysés afin d’expliquer les différences d’intégrité de surface constatées dans le cadre de
cette étude.
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Chapitre 1. Etat de ’art

1.1 Objectifs

Ce chapitre a pour objectifs de définir le cadre théorique de I’étude et de synthétiser les divers
travaux qui ont été menés sur 1’étude de I’intégrité de surface, en particulier pour les surfaces usinées en
alliages d’aluminium. Il vise & identifier les principales caractéristiques d’intégrité de surface et leur role
dans la tenue en fatigue, a recenser leurs moyens de caractérisation et & investiguer I’impact du procédé
d’usinage sur celles-Ci.

La theése étant focalisée sur 1’étude du pergage de I’alliage d’aluminium 2024-T351, une premiere
partie de ce chapitre est consacrée a la présentation de ce matériau et une seconde a la présentation des
procédés de percage étudiés. Les divers moyens permettant d’évaluer la qualité des trous percés de
maniére expérimentale pendant et aprés I’usinage et de maniére numérique a I’aide de modeles éléments
finis sont ensuite synthétisés dans une troisieme partie. Enfin, les liens entre procédé de percage,
intégrité de surface et tenue en fatigue sont investigués dans une derniere partie.

1.2 Généralités sur ’usinage de I’alliage d’aluminium 2024-T351

1.2.1 L’alliage d’aluminium 2024-T351

L’alliage d’aluminium 2024 est I’'un des alliages les plus couramment utilisés dans 1’industrie
aéronautique. C’est un alliage a durcissement structural, c’est-a-dire que ses propriétés mécaniques lui
sont conférées par I’application d’un traitement thermique aprés sa mise forme. Ce traitement thermique
induit une précipitation contrélée de certaines phases a I’intérieur de la matrice d’aluminium et donc
une augmentation des propriétés mécaniques de 1’alliage.

1.2.1.1 Propriétés

La composition chimique de I’alliage 2024 selon la norme [NF EN 573-3, 2019] est présentée dans
le Tableau 1-1. Cet alliage a pour élément d’alliage principal le cuivre. L’addition de cet élément accroit
les caractéristiques mécaniques de I’aluminium (avec un plafonnement vers 6%) grace a la phase
durcissante CuAl; qui précipite lors du durcissement structural.

Elément d’alliage Al Cu Mg Si Fe Mn Cr Zn Ti
Quantité (%) Base | 3,8-49 | 1,2-18 | <0,5 <0,5 | 0,3-0,9 | <0,1 <0,25 | <0,015
Tableau 1-1 : Composition chimique de I’alliage d’aluminium 2024 selon la norme [NF EN 573-3, 2019]

Les propriétés mécaniques minimales d’une tole en AA2024-T351 d’épaisseur comprise entre 6 et
12,5 mm sont données par la norme [NF EN 485-2, 2018] (Tableau 1-2) qui semble considérer cet alliage
comme isotrope.

Limite d’élasticité a 0,2% Rpo2 (MPa) 290
Résistance a la traction Rm (MPa) 440
Allongement a la rupture Asomm (%0) 13

Tableau 1-2 : Propriétés mécaniques minimales d 'une téle en AA2024-T351 d’épaisseur entre 6 et 12,5 mm sollicitée
dans sa direction de laminage [NF EN 485-2, 2018]

Les propriétés physiques de 1’alliage 2024 de maniere plus large, incluant ses propriétés thermiques,
sont présentées dans le Tableau 1-3.
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Module d’Young E (MPa) 73100
Coefficient de poisson v 0,33
Conductivité thermique 2 (W.m.°C™) 121
Coefficient d’expansion thermique a (°C') | 24,7 x 10°®
Masse volumique p (kg.m) 2770
Capacité thermique massigue ¢p (J.kg2.°C™?) 875
Solidus T+ (°C) 502

Tableau 1-3 : Propriétés physiques de ’alliage d’aluminium 2024 (Veljic et al., 2016)

L’alliage d’aluminium 2024-T351 posséde a la fois de bonnes propriétés mécaniques, une bonne
conductivité thermique et une faible masse volumique. Cela explique sa large utilisation dans I’industrie
aeronautique depuis de nombreuses années.

1.2.1.2 Mise en forme et traitement thermique

Le processus de mise en forme de I’alliage d’aluminium 2024 comporte 3 étapes (Pauze, 2008;
Prieto Yespica & José, 2012):

- Lacoulée : tous les composants de I’alliage sont mélangés a 700°C, puis le mélange est coulé
sous forme de plaque, la plague se solidifie ensuite ce qui entraine la formation d’hétérogénéités
structurales et chimiques.

- L’homogénéisation : la plaque est portée entre 475 et 495°C pendant 20 h. Les hétérogénéités
macroscopiques de composition sont alors éliminées. Les particules intermétalliques grossiéres
formées pendant la solidification sont, elles, insolubles a cette température et demeurent.

- Le laminage : la plaque est laminée a chaud (puis éventuellement a froid) pour atteindre
I’épaisseur désirée. Cela entraine la fragmentation et 1’élongation des grains. Les particules
intermétalliques grossieres sont cassées et redistribuées dans la direction de laminage.

Afin d’augmenter les propriétés mécaniques de 1’alliage 2024, un traitement thermique, indiqué par
la lettre « T », est toujours appliqué au matériau aprés sa mise en forme pour engendrer le durcissement
structural de celui-ci. L’étude porte sur 1’alliage 2024 traité a 1’état T351. Le traitement thermique T3
est composé de quatre étapes : la mise en solution, la trempe, 1’écrouissage et la maturation (Benedyk,
2010). La désignation Tx51 indique qu’une opération de détensionnement par traction est réalisée aprés
la trempe (Figure 1-1).

T35

/

T : traité thermiquement | TX51 : relaxation par
traction

T 3 : mise en solution, trempe, | T X5 : traitement de relaxation |
écrouissage et maturation

T 351 : MES + trempe + traction contrélée + maturation

Figure 1-1 : Schéma récapitulatif de 1’état thermique de [’alliage AA2024-T351 (Pauze, 2008)
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Les étapes successives du traitement T351 sont ainsi les suivantes (Pauze, 2008) :

La mise en solution : le matériau est porté a une température supérieure a la température de
solvus des éléments d’alliage pendant une durée suffisante pour obtenir une mise en solution
totale des atomes de soluté.

La trempe : I’alliage est refroidi suffisamment rapidement de sorte a ce que les précipités
intermétalliques stables n’aient pas le temps de se former et a conserver, a la température
ambiante, la solution solide sursaturée en lacunes et en atomes de solutés obtenue a la fin de la
mise en solution.

Le détensionnement : le matériau subi une traction avec déformation plastique de I’ordre de 2%
afin de réduire les contraintes résiduelles induites par la trempe et de rendre la précipitation
ultérieure plus homogéne en générant des dislocations, sites privilégiés de germination des
précipités.

La maturation et/ou le revenu : I’alliage est maintenu a température ambiante (maturation) et
durcit spontanément par décomposition de la solution solide sursaturée en éléments d’addition.
Dans la plupart des cas, ce vieillissement qualifié de naturel est suivi par un vieillissement
artificiel avec un maintien a une température supérieure (entre 120 et 170°C), appelé revenu,
afin d’ajuster les caractéristiques mécaniques du matériau.

Le durcissement de 1’AA2024-T351 résulte donc du phénoméne de précipitation associé a la
décomposition de la solution solide sursaturée au cours de 1’étape de maturation. Cet alliage est durci
par la précipitation des phases CuAl, et Al.,CuMg (Huda et al., 2009). Les précipités durcissants
constituent des obstacles au passage des dislocations lors de la déformation plastique, ce qui contribue
a I’augmentation des propriétés mécaniques du matériau.

1.2.1.3 Texture morphologique

La texture morphologique d’une tdle en AA2024-T351 d’épaisseur 50 mm a été étudiée par
micrographie optique aprés oxydation anodique par Pauze (Pauze, 2008). A cause de 1’opération de
laminage subie par le matériau lors de sa mise en forme, celui-ci présente une structure fibrée fortement
anisotrope qui est constituée de gros grains aplatis et étirés dans la direction de laminage (Figure 1-2-a).
Cette structure peut étre caractérisée selon trois directions : sens long (L), sens travers court (Tc) et sens
travers long (T.). La taille moyenne d’un grain dans ces trois directions est indiquée en Figure 1-2-b.

~,

1000}%

100 umt
—

300 pm

Figure 1-2 : Texture morphologique de ’alliage AA2024-T351 révélée en micrographie optique suite a une oxydation

anodique (a) et dimensions caractéristiques d 'un grain (b) (Pauze, 2008)
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De plus, cette étude de la texture morphologique a mis en évidence un gradient de la taille des grains
dans I’épaisseur de la t6le avec des grains de taille beaucoup plus petite au niveau de 1’extréme peau (4
mm).

La structure anisotrope d’une téle en AA2024-T351 lui confere des propriétés mécaniques
également anisotropes. En effet, les pi¢ces extraites d’une telle tole présentent de meilleures propriétés
mécaniques lorsqu’elles sont sollicitées dans le sens long que lorsqu’elles sont sollicitées dans le sens
travers court ou long. C’est pourquoi, certains auteurs, comme Pauze (Pauze, 2008), donnent des
propriétés mécaniques différentes de I’AA2024-T351 en fonction de la direction de sollicitation. Dans
I’industrie aéronautique, afin d’avoir des structures les plus résistantes possibles, les piéces fabriquées
a partir de toles d’aluminium laminées sont toujours extraites de sorte a ce que la direction du laminage
corresponde a la direction principale de sollicitation de la piéce une fois en service.

1.2.2 Usinabilité de ’AA2024-T351

L’usinabilité d’un matériau caractérise sa capacité a étre mis en forme par enlévement de matiére.
Elle peut étre évaluée a travers plusieurs critéres : la durée de vie de I’outil ou son usure, la forme du
copeau, le taux d’enlévement de maticre, les efforts de coupe et la puissance consommée, la qualité de
la surface usinée. Plusieurs travaux traitent de I’usinabilité des alliages d’aluminium en rapport avec ces
critéres (Carrilero and Marcos 1996; Jawahir and Balaji 2003; Songmene et al. 2011; Santos et al. 2016).

1.2.2.1 Durée de vie de [’outil

Différents matériaux sont utilisés pour la fabrication des outils coupants pour 1’usinage des alliages
d’aluminium : aciers rapides, carbure de tungsténe, diamant polycristallin, etc... Dans I’industrie
aéronautique, le matériau le plus répandu des outils de percage de 1’AA2024-T351 est le carbure
tungstene. Ce matériau permet un bon compromis entre 1’état de surface obtenu, la résistance a 1’usure
de I’outil et le cout de celui-Ci.

Lors de I’usinage des alliages d’aluminium, et en particulier lors de 1’usinage a sec, différents
mécanismes d’endommagement de 1’outil coupant peuvent avoir lieu : usure par adhésion, usure par
abrasion, usure par diffusion, deéformations plastiques sévéres. La prédominance d’un ou des
mécanismes d’usure dépend a la fois des propriétés physico-chimiques des matériaux de 1’outil et de la
pieéce usinée, du type d’opération d’usinage, et des conditions de coupe. Au cours de 1’usinage de
I’AA2024-T351, les mécanismes d’endommagement prédominants sont I’usure par adhésion et 1’usure
par diffusion (G. List et al., 2005).

Le premier phénomeéne se produit sous 1’effet de la pression. Des soudures se créent entre I’outil et
le copeau par écrasement des aspérités ou par des phénomeénes d’adsorption et de solubilité lorsqu’il
existe une affinité chimique entre les atomes des matériaux de I’outil et de la piece. Lorsque ces soudures
se rompent, des fragments de matiére provenant du copeau restent accrochés sur 1’outil. Dans certains
cas d’usinage de I’AA2024-T351, ces ¢léments de copeau restant collés au niveau de la pointe de 1’outil
peuvent s’accumuler de maniére importante et former une aréte rapportée (Built-Up Edge, BUE) (Figure
1-3). Celle-ci peut devenir instable en grossissant et se briser, ce qui induit une modification des
conditions de coupe et une détérioration de 1I’intégrité de surface. Le phénomeéne d’adhésion a lieu
principalement lors de la coupe avec des outils en carbure de tungsténe ou en aciers rapides pour le
domaine des faibles vitesses de coupe et des faibles avances (List, 2004) soit pour les conditions de
coupe généralement considérées pour le percage conventionnel de AA2024-T351. Afin de limiter ce
phénomene d’usure, un revétement de surface adapté peut étre appliqué sur I’outil de coupe ou une
lubrification peut étre mise en place. Dans 1’industrie aéronautique, une micro-lubrification (MQL :
Minimal Quantity Lubrification), qui consiste a appliquer une quantité minimale de fluide de coupe par
jet d’air, est ainsi généralement employée pour le percage de I’AA2024-T351. Ce type de lubrification
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présente des avantages économique et écologique notables par rapport & la lubrification classique
(arrosage) tout en permettant d’obtenir de trés bons résultats en termes de qualité de surface.

13 58 SEI

Figure 1-3 : Observation MEB de I’arréte rapportée formée a I'issue d'une opération de coupe orthogonale de
1’AA42024-T351 avec un outil coupant en carbure de tungsténe (List, 2004)

Le phénomeéne de diffusion est d0i aux températures et pressions élevées qui fournissent assez
d’énergie aux atomes pour qu’ils migrent de 1’outil vers le copeau ou inversement. Pour le cas de
I’'usinage de 1’AA2024-T351 avec un outil en carbure, les atomes d’aluminium peuvent migrer dans
I’outil a travers le liant cobalt et forment des composés intermétalliques AlcCoyx (List, 2004). Cela
fragilise la cohésion entre les grains de carbure et le liant de cobalt et contribue a la fragilisation de
I’outil. Le phénoméne de diffusion a lieu majoritairement au cours de 1’usinage a grande vitesse de
coupe et la température est le facteur principal contrélant le taux de diffusion (Nouari, 2000). Ainsi, il
est important de limiter les niveaux de températures atteints au cours de I’usinage de I’AA2024-T351.
L’utilisation d’une lubrification sous forme de MQL, qui contribue a réduire I’échauffement a I’interface
outil/piece, permet donc de limiter également le phénomeéne d’usure de 1’outil par diffusion dans les cas
ou un usinage de I’AA2024-T351 a grande vitesse est mis en place.

Ainsi, dans certaines conditions particulieres de coupe de I’AA2024-T351, I’endommagement de
I’outil de coupe peut étre un probleme majeur induisant une détérioration de la piece usinée, la ruine de
I’outil et donc des colts importants associés. Cependant, pour la majorité des applications industrielles
aéronautiques, le percage de 1’AA2024-T351 est un procédé maitrisé qui, grace a I’utilisation de
conditions de lubrification et de matériau d’outil, et parfois de revétement, adaptés, n’entraine pas
d’endommagement majeur de 1’outil.

1.2.2.2 Forme du copeau

La grande ductilité des alliages d’aluminium a tendance & conduire a la formation de copeaux
continus. Ceux-ci ne sont pas souhaitables pour les opérations de percage dans le cas d’applications
industrielles car ils peuvent engendrer plusieurs problémes affectant le bon déroulement de la coupe. En
effet, les copeaux continus se fragmentent difficilement et ont tendance a former des copeaux longs
difficilement évacuables vers I’extérieur de la piece. IIs peuvent conduire a des problemes de bourrages
induisant des arréts de production et a une altération de I’intégrité¢ de la surface de trou a travers le
frottement du copeau sur celle-ci. De plus, contrairement aux copeaux segmentés ou fragmentés, les
copeaux continus favorisent la formation d’une aréte rapportée lorsque qu’une zone de stagnation de la
Matiére se crée au niveau de la pointe de I’outil. Comme évoqué précédemment, cette forme d’usure de
I’outil peut aussi altérer 1’intégrité de surface.

Les vitesses de coupe et d’avance jouent un role majeur dans la morphologie des copeaux (Figure
1-4) (Rubio et al. 2006; Wagner et al. 2012). Avec les avances relativement faibles habituellement
employées en pergage conventionnel des alliages d’aluminium, les copeaux obtenus ont tendance a étre
continus quelle que soit la vitesse de coupe. En revanche, pour certains cas d’application ou des avances
plus importantes sont considérées, la morphologie du copeau dépend également de la vitesse de coupe.
L’augmentation de I’avance et de la vitesse de coupe peut permettre 1’obtention de copeaux segmentés
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1.2 Généralités sur 1’usinage de I’alliage d’aluminium 2024-T351

ou fragmentés. Par ailleurs, la géométrie de 1’outil a aussi un impact sur la nature des copeaux. La mise
en place d’un brise-copeaux sur I’outil est trés efficace pour 1’obtention de copeaux non continus
(Carrilero & Marcos, 1996).

Ainsi, les configurations conventionnelles de per¢age 1’AA2024-T351 ont tendance a générer une
forme de copeau continue qui n’est pas optimale pour la productivité. Toutefois, 1’utilisation d’une
lubrification participe a améliorer 1’évacuation des copeaux vers I’extérieur de la piéce et donc la
productivité. L’emploi d’une lubrification peut également avoir une influence sur la morphologie des
copeaux obtenus mais elle semble secondaire par rapport a celle des conditions de coupe (Kishawy et
al., 2005; Wagner et al., 2012) (Figure 1-4).

a) v b)
!

[
0.3

1000
)

Figure 1-4 : Influence des conditions de coupe sur la morphologie des copeaux lors du fraisage de I’aluminium 2050
pour un engagement radial de 50 mm avec lubrification (a) et sans lubrification (b) (Wagner et al., 2012)

500

04 fzlmm/dy 0.1 0.2 03 o4 fetmm/d

1.2.2.3 Efforts de coupe

Les efforts de coupe et le couple axial mis en jeu au cours du percage des alliages d’aluminium sont
relativement faibles par rapport & ceux mis en jeu au cours de 1’usinage des autres métaux. A titre
d’exemple, ils sont de I’ordre du tiers de ceux mis en jeu au cours de 1’usinage des aciers (Santos et al.,
2016). La grande ductilité des alliages d’aluminium conduit a de grandes longueurs de contact
outil/piece ce qui a tendance a contribuer a I’augmentation des efforts de coupe. Cependant, la faible
résistance au cisaillement de ces alliages rend leur usinage relativement aisé et induit de faibles niveaux
d’actions mécaniques malgré les importantes longueurs de contact outil/piece mises en jeu.

Les faibles actions mécaniques mises en jeu au cours de 1’usinage des alliages d’aluminium peut
conduire a une faible énergie spécifique consommée en comparaison a celle consommée au cours de
I’'usinage de d’autres matériaux. Cependant, en percage, les faibles vitesses d’avance et de coupe
généralement employées limitent le débit de copeau et donc le gain sur I’énergie spécifique consommée.

Les efforts de coupe ainsi que le couple axial générés lors du percage de I’alliage d’aluminium 2024-
T3 sont fortement affectés par les vitesses d’avance et de coupe (Figure 1-5) (Giasin et al., 2016). lls
augmentent avec 1’augmentation de la vitesse d’avance qui induit I’augmentation de 1’épaisseur du
copeau. lls diminuent avec I’augmentation de la vitesse de coupe qui induit I’augmentation de la
température du matériau dans les zones de cisaillement primaire et secondaire et donc la diminution des
contraintes de cisaillement dans ces zones (Zaghbani & Songmene, 2009).

Ainsi, de par les faibles actions mécaniques qu’il met en jeu, I’'usinage des alliages d’aluminium
présente une performance énergétique relativement élevée. Toutefois, pour le cas du pergage, les faibles
vitesses d’avance et de coupe employées en percage conventionnel impliquent tout de méme la
consommation d’une certaine énergie spécifique.
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Figure 1-5 : Evolution de I'effort axial (a) et du couple axial (b) au cours du percage de I'AA2024-T3 en fonction des vitesses
d'avance et de coupe (Giasin et al., 2016)

1.2.2.4 Qualité de la piece usinée

Le faible module d’Young des alliages d’aluminium (égal a environ un tiers de celui des aciers)
ainsi que leur grande ductilité entrainent la génération d’importants champs de déformations élastiques
et plastiques au cours de 1’usinage. Ceux-ci, associés parfois a la présence d’une aréte rapportée sur
I’outil, peuvent étre responsables de problémes au niveau de la qualité de la piéce usinée. Pour le cas du
percgage, ils peuvent induire une rugosité de surface importante et/ou un non-respect des tolérances
géométriques (diamétre, défaut de circularité, déviation radiale ou formation de bavures) (Kurt et al.,
2008), notamment dans le cas de parametres de coupe (vitesses de coupe et d’avance) élevés (Koklu
2012; Kurt et al. 2009; Giasin et al. 2016). Cet impact négatif est di a I’augmentation du taux
d’enlévement de matiére, des vibrations de 1’outil générées et de la température mise en jeu dans la zone
de coupe qui induit une dégradation des propriétés du matériau a travers le phénomeéne d’adoucissement.

Les parametres de coupe semblent étre les paramétres majeurs impactant la formation de bavure
avec un impact négatif significatif de la vitesse d’avance sur la hauteur de bavure (Giasin et al., 2016).
En revanche, leur influence sur 1’état de surface et le diamétre percé semble étre limitée (Kurt et al.,
2008).

La géométrie et le revétement de 1’outil utilisé semblent étre d’autres paramétres importants ayant
une influence sur la qualité du percage obtenu (Kurt et al. 2008; Nouari et al. 2003). L’augmentation de
I’angle de pointe et de ’angle d’hélice du foret minimise la rugosité de surface alors qu’un angle de
pointe faible minimise la formation de bavure.

Ainsi, les principales difficultés rencontrées lors de 1’usinage des alliages d’aluminium semblent
étre les problemes de qualité de surface et de non-respect des tolérances géométriques. Afin de limiter
les déformations plastiques séveéres au cours de ’usinage, responsables de ces problémes, la température
mise en jeu dans la zone de coupe doit étre limitée. La mise en place d’une lubrification adaptée peut
permettre d’obtenir une qualité d’état de surface suffisante pour ne pas avoir recours a une opération de
finition.
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.....

en jeu et la relative longue durée de vie des outils utilisés pour leur usinage, les alliages d’aluminium
sont considérés comme la catégorie de matériaux présentant la plus grande usinabilité. Leur usinabilité
dépend de plusieurs facteurs a savoir I’outil de coupe utilisé et les conditions et I’environnement de
coupe. Par ailleurs, 1’usinabilité varie d’un alliage d’aluminium a 1’autre en fonction de leur composition
chimique. Jawahir et Balaji (Jawahir & Balaji, 2003) proposent une classification des alliages
d’aluminium selon 5 niveaux d’usinabilité (A, B, C, D et E, usinabilité croissante de E & A) prenant en
compte la longueur des copeaux formés et la qualité de la surface usinée. Selon cette classification,
I’alliage 2024-T3 possede une usinabilité relativement bonne (niveau B) en comparaison aux autres
alliages d’aluminium.

Comme vu au cours de I’étude des différents critéres d’usinabilité présentée dans cette partie,
I’emploi de grandes vitesses (vitesses de coupe et d’avance) pour I’usinage des alliages d’aluminium
présente de nombreux avantages : réduction des efforts de coupe, meilleure morphologie de copeau,
minimisation de 1’arréte rapportée. C’est pourquoi, ces derniére années, 1’'usinage a grande vitesse
(UGV), voire a trés grande vitesse et a ultra grande vitesse, des alliages d’aluminium a été fortement
développé (Hamade & Ismail, 2005). Plusieurs travaux ont montré que I'UGV permet de réduire
considérablement les problémes d’état de surface et de formation de bavure rencontrés fréquemment
lors de 1’usinage des alliages d’aluminium dans leur plage de vitesses d’usinage conventionnelle
(Hamade & Ismail, 2005). Pour le cas du percage de ’AA2024-T351, Kamgaing Souop (Kamgaing
Souop, 2020), dans ses travaux sur le percage orbital en collaboration avec PRECISE France, a mis au
point une optimisation de ce procédé dans le cadre d’un UGV afin d’améliorer a la fois 1’intégrité de
surface des trous percés et leur temps d’usinage.

1.3 L’opération de percage

Le percage, opération d’usinage la plus courante dans I’industrie mécanique, consiste en la
réalisation d’un trou cylindrique dans une piéce. Il existe différents procédés permettant la réalisation
de cette opération d’usinage (per¢age a I’aide d’un outil rotatif coupant, percage par électroérosion,
percage laser, poingon...). Parmi ceux-ci, I’étude se focalise sur le percage effectué a 1’aide d’un outil
rotatif coupant qui est de loin le procédé le plus répandu. Elle vise a comparer les procédés de pergage
axial et orbital qui mettent en ceuvre des cinématiques et des outils trés différents et par conséquent des
phénomeénes d’enlévement de matiére bien distincts.

1.3.1 Cinématique des procédés de percage axial et orbital

e Le procédé de percage axial

En percage axial, ’'usinage est réalis¢ a 1’aide d’un foret qui exécute deux mouvements (Figure
1-6) :
- un mouvement de coupe correspondant a une rotation du foret autour de son axe qui est défini
par la vitesse de coupe & la périphérie de I’outil V¢ ou la vitesse de rotation de la broche N :

Vs X Doutil X N

11
¢ 1000 -0

V¢ : vitesse de coupe (m/min)
N : vitesse de rotation de la broche (tr/min)
Doutil - diametre de I’outil (mm)
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- un mouvement d’avance correspondant a une translation du foret suivant I’axe du trou percé qui
est défini par la vitesse d’avance Vi 0U ’avance par tour fa ou I’avance par tour et par dent fa,:

Vfa = fa X N (1'2)
fe
faz= 7‘1 (1-3)

Via: vitesse d’avance axiale (mm/min)

fa - avance axiale par tour (mm/tr)

fa; - avance axiale par tour et par dent (mm/tr)
Z : nombre de dents de [’outil

fa

v

Figure 1-6 : Cinématique du percage axial (Jrad, 2007)

e Le procédé de percage orbital

En percage orbital, I’usinage est réalisé avec une fraise de diamétre inférieur au diamétre du trou
qui parcourt une trajectoire hélicoidale. Celle-ci est caractérisée par trois mouvements (Figure 1-7) :

- une rotation de la fraise autour de son axe qui est définie par la vitesse de rotation de la broche
N ou la vitesse de coupe a la périphérie de la fraise V. :

_ 1000 X V,

= (1-4)
T X Doutil

- une rotation de la fraise autour de I’axe du trou qui est définie par la vitesse de rotation orbitale
Norb Ou la vitesse d’avance tangentielle au centre de I’outil Vi ou ’avance tangentielle au centre
outil par tour d’outil f; :

N, = Ure
p =
or T X (D - Doutil)

(1-5)

fo = ft X N (1_6)

Norb : Vitesse de rotation orbitale (tr/min)

Vi : vitesse d’avance tangentielle au centre de [’outil (mm/min)
D : diamétre du trou (mm)

fi : avance tangentielle au centre outil par tour d’outil (mm/tr)

- une translation suivant I’axe du trou définie par la vitesse d’avance axiale Via (mm/mn) ou
I’avance axiale par tour d’outil fa (mm/tr) :
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Via = fa XN @7

La vitesse d’avance axiale et la vitesse de rotation orbitale sont liées par le pas de 1’hélice p qui est
décrite par I’outil au cours du pergage :

V,
p=-12 (1-8)

N orb

p : pas de I’hélice (mm/tr)

Figure 1-7 : Cinématique du percgage orbital (Rey, 2016)
1.3.2 Outils et moyens de percage
1.3.2.1 Outils coupants utilisés en percage

e Les outils coupants pour percage axial

Il existe différents types de forets disponibles en fonction de la profondeur du trou a percer, de la
précision du percage et de la productivité souhaitées (Figure 1-8). Pour le percage de trous courts
(rapport entre la profondeur percée L, et le diamétre D inférieur & 5), les forets monobloc, a embouts
amovibles ou a plaquettes indexables sont utilisés. En revanche, les forets % sont employés pour percer
des trous trés profonds gréace a leur géométrie trés particuliere.

L’étude se focalise sur le percage axial de trous courts avec un foret monobloc qui est 1’outil
principalement utilisé pour le percage de petits trous (entre 2,5 et 12,7 mm de diamétre).
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]

f

Foret hélicoidal Foret a embouts Foret a plaquettes

! » g Foret 3/4
monobloc amovibles _ indexables ?
Meilleure Compromis Grands diametres Percages trés profonds
Précision précision/productivité Grande productivité Lp<100D
Lp<12D Lp<5D Lp<5D

Figure 1-8 : Différents types de forets (Girinon, 2017)

Parmi les forets monoblocs, de nombreuses géométries de foret existent : foret hélicoidal classique,
foret étagé, foret avec ou sans trous de lubrification, foret a deux, trois ou quatre goujures, foret a
goujures rectiligne... Quelle que soit la géométrie, les éléments principaux d’un foret assurant le bon
déroulement de 1’usinage sont (Figure 1-9) :

Les arétes de coupe : situées au niveau de la pointe de 1’outil et formées par I’affiitage des faces
de coupe et de dépouille, elles constituent la partie active de ’outil. Elles assurent la formation
du copeau et le centrage du foret dés 1’attaque dans la matiére. Pour le cas des outils étagés, elles
sont réparties de fagon discontinue sur la longueur de 1’outil

Les becs : situés au niveau des extrémités des arétes de coupe a la périphérie de ’outil, ils
forment 1’ébauche de la surface du trou percé

Les goujures : elles forment la face de coupe, participent a la formation du copeau et permettent
I’évacuation des copeaux vers I’extérieur du trou. Leur forme a une grande influence sur la
formation et I’évacuation des copeaux.

L’ame : située au niveau de la partie centrale non taillée de la pointe de I’outil, elle contribue a
la rigidité de I’outil
Les listels : ce sont des arétes de coupe secondaires aménagées sur les flancs de ’outil. Ils

assurent la finition de la surface du trou percé et assurent le guidage de 1’outil en frottant sur les
parois du trou

La queue : elle assure la fixation de I’outil dans la machine ainsi que son entrainement

Goujures Listels Flanc Arétesde coupe Becs Ame

NN\

Queue de l'outil Corps de l'outil Pointe de l'outil
Figure 1-9 : Descriptif général d'un foret (Ladonne, 2016)
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e Les outils coupants pour percage orbital

Le percage orbital est, lui, réalisé a I’aide d’une fraise qui est, dans la majorité des cas, une fraise
monobloc. La géométrie de ce type d’outil différe du foret utilisé en pergage axial. En effet, elle est plus
adaptée pour effectuer une coupe au niveau des flancs de 1’outil. Des éléments principaux de 1’outil
coupant mis en ceuvre en percage axial sont retrouvés dans la géométrie de la fraise pour percage orbital :
les arétes de coupe, les goujures, les listels, la queue de I’outil. En revanche, la géométrie de bout d’outil
d’une fraise varie significativement de la géométrie de bout d’outil d’un foret, puisqu’elle ne constitue
pas une pointe. Concernant les arétes de coupe, Rey (Rey, 2016) définit leur géométrie comme étant
divisée en deux ou trois parties suivant si la dent est avec ou sans coupe au centre :

- La partie radiale qui comprend le bec de I’aréte et 1’aréte secondaire en périphérie
- La partie axiale qui comprend la partie de ’aréte taillée entre le centre de I’outil et le bec

- La partie centrale qui comprend la partie de I’aréte non taillée pour le cas des dents sans coupe
au centre

l Profil de I'aréte de coupe —
.. Axe \ R:: Rayon d’outil
|
|
|
|
|

Ry : Rayon de bec

Rcc: Rayon non coupant des

dents sans coupe au centre

Partie radiale| | Kr: Angle de pointe (qui
"chf" peut varier le long de

Partie centrale /

«ctr»

(ww) H adnod ap aja.e,| ap Jnainey

‘ b A
; ¥ Ppartie axiale ‘ larréte) .
d 'tip" | d: Angle de taillage de la
° !
¢ cc | Zone non coupante au centre

T
- 0% ] 15 2 25 3

Rayon r (mm) e

Figure 1-10 : Géométrie des arétes de coupe d’une fraise pour perg¢age orbital (Rey, 2016)

La Figure 1-11 presente la géométrie de fraises utilisées par différents auteurs pour le pergage orbital
dans divers matériaux. La géométrie de ces fraises est trés variée. Les outils présentent un nombre de
dents variable (entre 2 et 4). Certaines dents des outils présentent une coupe au centre et d’autres pas et
certaines présentent un rayon de bec plus ou moins marqué.

Figure 1-11 : Fraises utilisées par (a) (H. Li et al., 2014) pour le pergage orbital du Ti6Al4V, (b) par (Rey, 2016) pour
le per¢age d’empilages CFRP/Ti6Al4V et (c) par (Brinksmeier & Fangmann, 2010) pour le per¢age d’AA2024-T351 revétu
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1.3.2.2 Moyens de percage

Dans I’industrie aéronautique, divers moyens de percage sont utilisés (Figure 1-12) :
- Les Machines-Outils a Commande Numérique (MOCN)

- Les robots d’usinage : comme les MOCN, ils permettent I’exécution de cycles de pergage
automatiques, mais ils présentent 1’avantage d’avoir une plus grande flexibilité¢ d’utilisation en
raison de la diversité des mouvements qu’ils peuvent effectuer. En revanche, ces moyens de
percage présentent une rigidité moins importante qu’une MOCN.

- Les Unités de Pergage Automatique (UPA) : ces machines sont positionnées manuellement sur
des grilles de percage a I’aide de canons de pergage fixés au bout d’une rallonge. Le maintien
en position de I’'UPA est ensuite activé par un systéme de clampage et le mouvement d’avance
est génére automatiquement. Ce moyen de percage est adapté pour le percage de pieces dont
I’accessibilité est limitée. En revanche, il nécessite la présence d’un opérateur pour effectuer
son positionnement. De plus, ces machines, généralement pneumatiques, ne permettent pas la
variation des parametres de coupe au cours du cycle de pergage puisque les mouvements de
rotation et d’avance sont liés par un systéme vis/écrou.

- Les perceuses manuelles : avec ce moyen de percage, le mouvement d’avance est généré
manuellement, la présence d’un opérateur trés expérimenté durant ’intégralité du cycle de
percage est donc nécessaire afin d’assurer son bon déroulement

MOCN Robot UPA

Figure 1-12 : Machines industrielles de percage (Ladonne, 2016)

En ce qui concerne le cas du percage orbital, ce procédé nécessite I’intégration d’équipements
particuliers. En effet, s’il est possible d’effectuer ce type de percage sur une MOCN conventionnelle,
dans le cas de vitesses de rotation élevées et/ou d’interpolations de petit diamétre, il y a un risque de
perte de précision due aux erreurs de poursuite et d’inversion d’axe provenant des asservissements. Il
est donc plus judicieux de disposer d’un effecteur de pergage orbital combinant deux broches : 1’une
exécutant la rotation outil et I’autre exécutant la rotation orbitale. Ce type d’effecteur de percage orbital
peut étre intégré & une MOCN ou a un robot.

1.3.3 Phénoménes d’enlévement de matiére en percage

e Enlévement de matiére en percage axial

En pergage axial, la majorité de I’enlévement de matiére est générée par le bout de I’outil (arétes de
coupe et ame). Les mécanismes d’enlévement de matiére dans cette zone varient en fonction de la
position radiale. Pour un foret hélicoidal conventionnel, ils sont les suivants (Figure 1-13-a) :
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- au niveau des arétes de coupe : I’enlévement de matiére généré est similaire a une opération de
coupe oblique avec différents angles de coupe en fonction de la position radiale (vue A-A et B-
B)

- au niveau des extrémités de 1’ame : I’enlévement de maticre est semblable a une opération de
coupe orthogonale avec des conditions critiques (angle de coupe négatif) (vue D-D)

- au niveau de I’ame : la vitesse de rotation étant tres faible devant la vitesse d’avance,
I’enlévement de matiére est assimilé a de I’indentation et la matiére est refoulée vers les arétes
de coupe (vue C-C)

Cc-C D-D

Figure 1-13 : Mécanismes d'enlévement de matiere pendant le pergage avec un foret hélicoidal conventionnel (a) et un
foret de géométrie moderne (b) (Jrad, 2007)

Afin de réduire le phénomeéne d’indentation, les forets modernes possédent une aréte centrale
amincie permettant d’améliorer les conditions de coupe dans cette zone (Figure 1-13-b).

La partie latérale de 1’outil joue un réle mineur dans 1’enlévement de matiére. Cependant, elle a un
impact significatif sur I’intégrité de surface du trou percé. Une portion des listels au niveau de la pointe
de I’outil génére, sur une hauteur correspondant a I’avance par tour et par dent, un enlévement de matiére
similaire a une opération de coupe orthogonale avec un angle de dépouille nul. Au niveau de 1’angle de
dépouille nul qui correspond au contact listel/surface du trou, un frottement important est généré.

A cause des efforts de coupe axiaux tres importants mis en jeu au cours du pergage axial, une bavure,
peut se former (Figure 1-14). Les bavures sont formées dans la majorité des cas sur la face inférieure ou
face de sortie de la piéce percée, et parfois sur la face supérieure ou face d’entrée. Elles doivent étre
retirées par le biais d’une opération d’ébavurage aprés désassemblage des pieces car elles peuvent étre
responsables de mauvais alignement des piéces pour I’assemblage.

| L -
Figure 1-14 : Formation de bavure en face de sortie a l'issue du per¢age axial dans un alliage d’aluminium revétu
(Brinksmeier & Fangmann, 2010)
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e Enlévement de matiére en percage orbital

En percage orbital, le bout de I’outil et la partie latérale de 1’outil générent tous les deux un
enlévement de matiére important. Brinksmeier et Fangmann (Brinksmeier & Fangmann, 2010) donnent
une représentation du volume de matiére enleve par chacune de ces deux parties de 1’outil (Figure 1-15)
ainsi qu’une expression du rapport entre ces deux volumes (Equation (1-9)).
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Figure 1-15 : Volumes des différents enlévements de matiere en percage orbital (Brinksmeier & Fangmann, 2010)
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(1-9)

G : rapport entre les volumes de matiére enlevés par la partie latérale de [’outil et le bout de [’outil en

percgage orbital

V1 : volume de matiére associé a la coupe latérale (mm®)
Vs, : volume de matiére associé a la coupe en bout d’outil (mm®)

La coupe en bout d’outil et la coupe latérale sont associées a des mécanismes de coupe et des types
de copeau tres différents. Le bout de I’outil réalise une coupe continue et génére des copeaux longs
(Figure 1-16-a). Au contraire, la partie latérale de I’outil réalise une coupe discontinue et génére des

copeaux fragmentés (Figure 1-16-b).

a) chips generated at the axial cutting edge

continuous
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b) chips generated at the radial cutting edge
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Figure 1-16 : Copeaux formés lors du percage orbital (Denkena et al., 2008)
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Comme en percage axial, c’est la coupe latérale qui pilote principalement 1’intégrité de surface du
trou usiné.

Le percage orbital permet de réduire considérablement la formation de bavure en face de sortie du
fait des faibles efforts axiaux mis en jeu. Cependant, il peut entrainer la formation d’un autre défaut qui
se présente sous forme de disque et qui est appelé capsule (Figure 1-17). Ce défaut reste parfois accroché
a la piéce ce qui devient problématique car il devient nécessaire de réaliser une opération d’ébavurage.

Figure 1-17 : Formation de capsules en face de sortie a I'issue du pergage orbital dans I'AA2024-T351 (Brinksmeier &
Fangmann, 2010)

1.3.4 Optimisation des conditions de coupe en percage

Afin de déterminer les conditions de coupe optimales d’une opération de percage, plusieurs
méthodes expérimentales ont été développées. Celles-ci visent a identifier le domaine de fonctionnement
d’un outil pour le per¢age d’un matériau donné dans des conditions de lubrification données. La méthode
la plus répandue est le couple outil-matiére (COM). Cette approche normalisée [NF E66-520-7, 2000],
[NF E66-520-8, 2000] permet d’identifier les conditions de coupe optimales d’un outil & partir d’une
large série d’essais de pergage, instrumentés en effort, couple et puissance, avec contréles de ’outil, de
la qualité des trous et de la morphologie des copeaux.

La méthode COM est basée sur la minimisation de ’effort spécifique (Kc¢r) et/ou de 1’énergie
spécifique de coupe (Kcp) en fonction des conditions d’usinage. Pour le pergage axial, ces parametres
peuvent étre calculés a partir de mesures expérimentales de la fagon suivante :

F, X Vg  Fe XV, 4 X F, 8X M, xV,
oF = + = >+ 3 (1-10)
Q Q T X Doutil T X Doutil X Vfa
4000 x P,
Kep = (1-11)

- 2
T X Doytit” X Vpq

K. : Effort spécifique de coupe (N.mm2)
F, : Effort axial (N)

F: : Effort tangentiel (N)

Q : Débit de copeau (mm?3.s™)

M. : Couple axial (N.mm)

Kcp : Energie spécifique de coupe (N.mm?2)
P. : Puissance de coupe (W)

L’allure caractéristique des courbes représentant 1’effort ou 1’énergie spécifique en fonction de la
vitesse de coupe et de I’avance sont présentées en Figure 1-18. Sur ces courbes, une partie stable, ou
I’effort spécifique est minimum et reste quasi constant, est observée. Elle correspond a la zone de coupe
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optimale. Concernant la vitesse de coupe, en dessous d’une certaine valeur, 1’outil broute ce qui entraine
un arrachement de matiére plus qu’une coupe et au-dessus d’une certaine valeur, une usure accélérée de
’outil est générée. Cela entraine dans les deux cas une augmentation de I’effort (ou énergie) spécifique
de coupe a travers I’augmentation des efforts et frottements. Concernant I’avance, en dessous d’une
certaine valeur, 1’outil écrouit le matériau au lieu de le couper a cause de la trop faible épaisseur de
copeau ce qui crée des frottements intenses et, au-dela d’une certaine valeur, une usure prématurée de
I’outil, associée a des efforts de coupe importants, apparait. Ces phénomenes entrainent une
augmentation de I’énergie consommée. Ainsi, le domaine de fonctionnement d’un outil peut étre défini
en dessous d’une certaine valeur seuil de I’effort ou 1’énergie spécifique de coupe.

Zone de coupe optimale Zone de coupe optimale
Zone de coupe dégradée Zone de coupe dégradée
A &
K¢ K¢
(3
chin chax fmin fmax
a b

Figure 1-18 : Allure caractéristique de I'effort ou de I'énergie spécifique en fonction de la vitesse de coupe (a) et de
I'avance (b) (Kamgaing Souop, 2020)

La méthode COM, appliquée a I’opération de pergage, se déroule en plusicurs étapes. La plus
importante consiste a déterminer les limites minimales et maximales de la vitesse de coupe V. et de
I’avance fa a partir de ’analyse de I’effort spécifique et/ou énergie spécifique de coupe, de la qualité de
trous et de la morphologie des copeaux. Pour une avance choisie en conformité avec le matériau usiné
et la géométrie de I’outil, une variation de la vitesse de coupe est effectuée dans une plage suffisamment
grande. Le domaine d’utilisation en vitesse de coupe est alors déterminé en éliminant les vitesses
associées a :

- un effort (ou une énergie) spécifique supérieur a la valeur seuil choisie

- une qualité du trou (dimensions, forme, état de surface, hauteur de bavure) hors des
tolérances choisies

- une morphologie des copeaux (type, longueur) hors des limites choisies

Un balayage en avance suffisamment large est ensuite effectué dans le domaine d’utilisation en
vitesse de coupe identifié. Le domaine d’utilisation en avance est alors déterminé en éliminant certaines
valeurs d’avance en considérant les mémes critéres de performance que ceux utilisés pour identifier le
domaine de fonctionnement en vitesse. Le domaine technologique d’utilisation de I’outil est ainsi
obtenu.

Avec cette méthode globale, qui est la plus répandue, un nombre important de couple (Ve, fa) est
donc considéré pour les essais de percage. Cela fait d’elle une méthode relativement longue & mettre en
place. C’est pourquoi, la méthode en croix, plus rapide, est également utilisée. Celle-ci consiste a faire
varier la vitesse de coupe dans une plage suffisamment grande pour une avance choisie, & choisir une
vitesse de coupe optimale dans le domaine d’utilisation en vitesse de coupe identifié et a effectuer un
balayage en avance suffisamment large pour cette vitesse de coupe.

Une autre étape du COM consiste ensuite a réaliser d’une série d’essais d’usure afin d’analyser la
durée de vie de I’outil dans le domaine technologique (V, fa) déterminé.
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1.3 L’opération de percage

La méthode COM définie par les normes [NF E66-520-7, 2000] et [NF E66-520-8, 2000] a été mise
en place pour le cas du percage axial et ne traite pas le cas du percage orbital. Comme vu en Partie 1.3.1,
si la cinématique du percage orbital est définie par une vitesse de coupe et une avance axiale comme en
percage axial, elle fait également intervenir un troisieme paramétre spécifique : I’avance tangentielle
programmeée a travers la vitesse de rotation orbitale. Le COM conventionnel est donc insuffisant pour
déterminer les conditions de coupe optimales en pergage orbital. Une méthode d’optimisation des
paramétres de coupe pour ce procédé de percage doit prendre en compte ce troisiéme parameétre
cinématique. Cependant, I’avance tangentielle est dépendante de 1’avance axiale, puisqu’elles sont
toutes les deux liées par le pas de la trajectoire hélicoidale de I’outil. Il n’est donc pas judicieux
d’effectuer un COM en considérant ces deux avances de fagon indépendante. Ainsi, la difficulté de
I’optimisation des paramétres de coupe en pergage orbital résulte dans I’interdépendance de ceux-Ci.

Une méthode d’optimisation en pergage orbital développée dans le laboratoire (Kamgaing Souop,
2020), propose de considérer une étape de détermination du pas optimal de I’hélice en plus des étapes
de détermination de la vitesse de coupe optimale et de I’avance axiale optimale définies dans le COM
conventionnel. Les étapes de cette méthode qui permet de prendre en compte 1’interdépendance des
paramétres de coupe sont détaillées en Figure 1-19. Tout comme avec le COM conventionnel, les
criteres de performance permettant de retenir le paramétre de coupe optimal a chaque étape sont la
minimisation de I’effort spécifique et/ou de la puissance spécifique et I’obtention d’une qualité de trou
respectant les tolérances choisies.

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

AT le - Vfa et Norb - Norb varie - Norb varie
matériau

varient

Figure 1-19 : Méthode d’optimisation des paramétres de coupe en perc¢age orbital (Kamgaing Souop, 2020)
1.3.5 Comparaison des deux procédés de percage étudiés
Les procédés de percage axial et orbital possédent chacun des avantages et des inconvénients.

e Sollicitations mécaniques et thermiques mises en jeu au cours de I’usinage

Un des avantages majeurs du pergage orbital par rapport au percage conventionnel est la diminution
considérable de I’effort de coupe axial mis en jeu au cours de I’usinage (lyer et al., 2007). Celle-ci
s’explique en partie par les faibles avances axiales employées en percage orbital. Cette diminution de
I’effort axial permet de réduire considérablement la formation de bavure en entrée et en sortie de trou
lors du percage de pieces en alliage d’aluminium (Brinksmeier & Fangmann, 2010). Ceci est trés
intéressant d’un point de vue optimisation des cofits de production car cela permet d’envisager de
supprimer les opérations de désassemblage des picces et d’ébavurage des trous. Cependant, le pergcage
orbital peut conduire, dans certains cas, a la formation d’une capsule en sortie de trou nécessitant ainsi
le maintien des opérations de désassemblage et d’ébavurage. Des travaux portant sur 1’étude du pergage
orbital de I’alliage d’aluminium 2024 ont montré, néanmoins, que la formation de capsule peut étre
minimisée en utilisant des conditions de coupe et un diamétre d’outil adaptés (Brinksmeier & Fangmann,
2010).

Concernant les efforts de coupe radiaux mis en jeu au cours du percage, dans le cas du pergage axial,
les forets modernes possédent une propriété d’auto-centrage associée a un équilibre des efforts radiaux
ce qui permet le respect de tolérances étroites. En revanche, dans le cas percage orbital, le diametre de
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I’outil étant inférieur au diameétre du trou, les efforts radiaux ne peuvent pas s’équilibrer. Cela peut
conduire, dans certains cas, lorsque les efforts de coupe sont importants, a une flexion de 1’outil associée
a I'usinage d’un diamétre de trou inférieur a celui souhaité et hors tolérances (Denkena et al., 2008).
Plusieurs solutions peuvent étre mises en place pour limiter ce phénoméne. L’usinage d’un diamétre
plus important peut étre programmé pour compenser la flexion de 1’outil ou la flexion de 1’outil peut
étre limitée en utilisant des parameétres de coupe optimiseés.

L’utilisation d’un outil de diamétre inférieur a celui du trou percé conduit également a une meilleure
dissipation de la chaleur produite au cours de 1’usinage pour le pergage orbital. La dégradation des
conditions de coupe ainsi que les phénomeénes d’usure de 1’outil liés a I’augmentation de la température
dans la zone de coupe sont ainsi limités avec ce procédé de percage.

e Evacuation des copeaux

En pergage axial, les copeaux sont générés dans un espace confiné et sont évacués par le biais des
goujures. Ce procédé peut conduire, dans certains cas, lorsque la morphologie du copeau formée n’est
pas maitrisée, a des phénomenes de bourrages entrainant I’interruption de la production. Avec le per¢age
orbital, les copeaux sont facilement évacués au niveau du jeu entre 1’outil et le trou usiné, les problémes
de bourrage sont donc évités malgré le copeau long généré par le bout de 1’outil. Avec cette technique
de pergage, il est donc envisageable de supprimer ’utilisation d’un moyen de lubrification lorsqu’il est
mis en place en percage axial pour faciliter I’évacuation des copeaux et diminuer la température dans la
zone de coupe.

e Géométrie de percage

En percage axial, le diamétre du trou usiné est imposé par le diamétre de 1’outil et un outil doit étre
utilisé par diameétre de percage. En revanche, en percage orbital, le diamétre du trou percé dépend du
diamétre de I’outil mais également de I’excentrique, ¢’est-a-dire de la distance entre I’axe de la broche
servant a la rotation outil et I’axe de la broche servant a la rotation orbitale. Il est donc possible de percer
des trous de différents diamétres uniquement en modifiant I’excentrique et en conservant un méme outil.
Cela permet d’envisager la réalisation de I’ébauche et de la finition avec un méme outil, voire en une
seule opération : ébauche en descendant et finition en remontant. Il est également possible d’envisager
I’usinage de trous a géométrie complexe (trou conique, trou avec lamage ou gorge, etc...) en une seule
opération.

e Qualité du trou

Le percage axial est un procédé maitrisé depuis de nombreuses années qui permet, apres
optimisation des conditions de coupe, d’obtenir une grande qualité du logement de fixation usiné en
termes de dimensions, de forme et d’état de surface. La technique plus récente de pergage orbital permet,
pour le cas du pergage des alliages d’aluminium, d’obtenir des trous d’une qualité équivalente voire
supérieure a celle obtenue avec le percage axial (Sasahara, 2008; Sun et al., 2018). De plus, cette grande
qualité peut étre obtenue en une seule opération et sans lubrification (Ni, 2007). Les quelques problemes
de qualité qui peuvent étre rencontrés en percage orbital concernent essentiellement le non-respect des
tolérances géométriques sur le diamétre d a la flexion de I’outil. Par contre, il n’existe pas de procédure
normalisée pour la détermination des parametres de coupe optimums en percage orbital. La méthode
d’optimisation développée au sein du laboratoire a été validée au cours des travaux de Kamgaing
(Kamgaing Souop, 2020).
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e  Aspects économiques

Le percage orbital peut s’avérer trés intéressant d’un point de vue économique par rapport au
pergage conventionnel. Il pourrait en effet permettre de réduire significativement le temps d’assemblage
des structures aéronautiques, et donc son codt, en réalisant 1’'usinage du logement de fixation en une
seule opération et en éliminant les étapes de désassemblage, ébavurage et réassemblage des piéeces
(Latger et al., 2002; Whinnem et al., 2009). Un autre avantage de ce procédé est la possibilité de percage
sans lubrification (Ni, 2007). Cela induit un environnement de travail beaucoup plus propre et pourrait
permettre une réduction supplémentaire du colt (colts lubrifiant, retraitement...) et du temps
d’assemblage des structures grace a la suppression de 1’étape de nettoyage. Il est important de noter
cependant que le pergage orbital induit un temps de percage plus long que le percage conventionnel du
fait de la trajectoire hélicoidale parcourue par 1’outil et des faibles vitesses d’avance généralement
employées (lyer et al., 2007). Néanmoins, la possibilité d’éliminer les étapes de 1’assemblage évoquées
précédemment, dans le cadre d’un pergage orbital maitrisé, rend le temps global d’assemblage d’une
structure largement inférieur & celui obtenu en percage axial.

Au-dela de la réduction du temps d’assemblage des structures, le percage orbital est également
avantageux économiquement de par sa flexibilité liée a la possibilité d’usiner plusieurs diamétres et
géométries de trou avec un méme outil. Elle permet de diminuer le nombre d’outils et de machines
nécessaires pour les opérations de percage des structures.

Cependant, les avantages économiques du percage orbital cités ci-dessus sont limités par le codt
important des effecteurs de pergage orbital dont il est indispensable de s’équiper pour un usinage précis.
En plus du codt des machines, les outils de percage orbital sont aussi bien plus onéreux que les outils de
percage axial du fait de leur géométrie complexe et de leur demande beaucoup plus faible que les outils
axiaux hélicoidaux largement répandus sur le marché. Par ailleurs, la nécessité de monter un effecteur
de percage orbital sur le moyen de percage utilisé (robot, UPA) rend ce procédé de percage plus
encombrant que le percage axial. Cela peut, parfois, amener a des problémes d’accessibilité.

1.4 Instrumentation, mesure et simulation de I’opération de percage

Plusieurs moyens permettent d’évaluer la bonne exécution de I’opération de percage et son impact
sur la qualité du trou percé. Certains moyens permettent d’analyser le bon déroulement de 1’opération
de percage au cours de 1’usinage via une instrumentation de I’opération et la mesure de grandeurs
indirectes. D’autres moyens permettent d’évaluer directement la qualité du trou percé a I’issue de
I’usinage via des mesures experimentales du trou percé. Par ailleurs, en paralléle des moyens d’analyse
expérimentaux, des méthodes numériques peuvent également étre mises en place pour simuler les
phénomenes mis en jeu au cours de 1’opération de percage et leur impact sur la qualité du trou percé.

1.4.1 Instrumentation de ’opération percage

Afin d’évaluer le bon déroulement de I’enlévement de matiére au cours d’une opération de percage
et de juger indirectement de la qualité du trou percé, 1’état d’usure de 1’outil et ’allure du copeau formé
peuvent étre observés. Ces observations sont simples a mettre en place puisqu’elles ne nécessitent qu’un
contrdle visuel. D’autres méthodes consistant & mettre en ceuvre une instrumentation de 1’opération de
percage et a observer I’évolution de grandeurs physiques au cours de 'usinage (efforts de coupe,
puissance, température, etc...) peuvent également étre utilisées pour évaluer le bon déroulement de
I’opération. En revanche, 1’observation de ces grandeurs est plus complexe a mettre ceuvre puisqu’elle
nécessite la mise en place de moyens de mesure et de méthodologies de détection spécifiques. Ceux-ci
sont présentés ci-apres.
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e Movyens de mesure des actions mécanigues

Les actions mécaniques (efforts et couples) mises en jeu au cours du percage sont une source
d’informations riche car elles sont intrinséquement liées a la mécanique de la coupe. Elles renseignent
sur les interactions entre I’outil et la picce.

La plupart des dispositifs mesurant des efforts dynamiques sont basés sur la technologie des capteurs
piézoélectriques. Ceux-ci contiennent un cristal piézoélectrique, comme le quartz, qui produit une
charge électrique lorsqu’il est soumis & une contrainte mécanique. La charge électrique obtenue est
proportionnelle a la contrainte mécanique appliquée. L’utilisation de ces capteurs est souvent couplée
avec I’utilisation d’un amplificateur de charge qui permet de convertir la charge électrique produite en
un signal compris entre 0 et 10 V facile & mesurer. Les avantages de cette technologie sont : une trés
grande sensibilité, une grande plage de mesures, une grande rigidité et une trés grande précision.

Afin d’étre intégrés sur les machines d’usinage, les capteurs piézoélectriques sont insérés dans des
dynamomeétres statiques, qui sont positionnés entre la table de la machine et la piéce a usiner ou dans
des dynamometres rotatifs qui sont intégrés a la broche (Figure 1-20). Le premier type de dynamomeétre,
appelé platine d’effort ou table dynamométrique, permet de mesurer les actions de coupe s’exergant sur
la piéce usinée. La majorité de ces dispositifs mesure les efforts dans les trois directions (X, Y, Z), mais
certains permettent de mesurer 1’ensemble des 6 composantes du torseur mécanique en calculant les
moments a partir de la moyenne des efforts par direction de mesure des capteurs et des positions des
capteurs. Les inconvénients des dynamomeétres statiques sont leurs dimensions qui limitent 1’espace de
travail (usinage de pieces de petite taille) et la nécessité de réaliser des portes pieces spécifiques pour
les intégrer au montage de percage. Les dynamometres rotatifs permettent eux de mesurer les actions de
coupe s’exercant sur I’outil indépendamment de la position de I’outil et de la piece dans 1’espace. La
plupart de ces dispositifs mesurent le couple s’exercant sur 1’outil grace a un empilage de rondelles de
quartz sensibles au cisaillement mais certains mesurent également les efforts axiaux et radiaux.

)

Figure 1-20 : Exemple de dynamomeétres statique (Totis et al., 2014) (a) et rotatif (Azeem & Feng, 2013) (b) utilisés
pour la mesure d’actions mécanique au cours d’'une opération d usinage

La limite des dynamomeétres a capteurs piézoélectriques est leur fréquence de résonance qui ne
dépasse généralement pas les 3000 Hz et qui peut conduire & la perturbation des mesures en UGV.
Cependant, certains dynamometres possédant des accélérométres permettant de compenser les
vibrations ainsi qu’une plus grande raideur présentent une bande-passante plus large (Lapujoulade,
2003).

Les actions mécaniques mises en jeu au cours de 1’usinage peuvent également étre analysées a
travers la puissance consommée par le moteur de broche et les moteurs d’axe. En effet, le couple axial
peut étre obtenu a partir de la mesure de la puissance de broche et les efforts dans les trois directions (X,
Y, Z) peuvent étre obtenus a partir de la mesure de la puissance des moteurs d’axe. La puissance

26



1.4 Instrumentation, mesure et simulation de I’opération de percage

consommée par les différents moteurs peut étre mesurée aisément en plagant des capteurs a effet Hall
autour des cables d’alimentation des moteurs qui fournissent 1’intensité consommée.

e Moyens de mesure de la température

La température mise en jeu au cours du percage est également une information importante traduisant
le comportement de la coupe et 1’état de I’outil. Par exemple, une usure de I’outil au niveau de la face
de coupe ou de la face dépouille peut entrainer I’augmentation des frottements au niveau des zones de
contact outil/piéce associée a un échauffement important.

Divers moyens sont disponibles pour la mesure de la température au cours de 1’usinage (Davies et
al., 2007; Longbottom & Lanham, 2005). Ceux-ci permettent d’analyser la température mise en jeu au
niveau de I’outil, de la piéce usinée ou de I’interface outil/piece.

Les thermocouples sont largement utilisés pour la mesure de température en percage pour leur colt
modéré et leur large plage de mesures. Leur fonctionnement est basé sur I’effet Seebeck. Ils sont
composés de deux fils métalliques de natures différentes soudés a 1’'une de leurs extrémités (soudure
chaude). Lorsque la température augmente au niveau de cette soudure, un courant apparait aux
extrémités restées libres (soudure froide). Certains auteurs choisissent d’insérer des thermocouples dans
la piece au plus pres de la surface usinée et d’autres dans 1’outil au plus prés des arétes de coupe (Figure
1-21). Girinon (Girinon, 2017) et Zeilmann et Weingaertner (Zeilmann & Weingaertner, 2006) utilisent
des thermocouples pour analyser la température de la piéce au cours du percage. lls les introduisent
respectivement a 0,15 mm et 0,2 mm de la surface percée (Figure 1-21-a) grace a des logements prévus
a cet effet, usinés au préalable dans la pi¢ce. Afin de limiter ’erreur de mesure liée a I’espace libre
rempli d’air entre le thermocouple et son logement, Girinon (Girinon, 2017) rempli cet espace avec une
pate thermique ayant une conductivité thermique proche de celle du matériau usiné. L utilisation des
thermocouples pour la mesure de température au niveau de 1’outil est, elle, plus difficile a mettre en
place du fait du mouvement de rotation de 1’outil qui ne permet pas la transmission filaire classiquement
utilisée et du fait du risque d’arrachement des thermocouples positionnés sur 1’outil au cours de
I’usinage. Afin de remédier au probléme de transmission, certains auteurs développent des systémes de
transmission de signaux sans fil (G. Le Coz et al., 2012). D’autres choisissent de percer dans une
configuration ou le foret est fixe et la piéce, qui est montée dans la broche, est en mouvement (Ozcelik
& Bagci, 2006). Dans la majorité des cas, les thermocouples sont positionnés a I’intérieur des trous de
lubrification. Le Coz et al. (G. Le Coz et al., 2012) se servent ainsi d’un des deux trous de lubrification
du foret ainsi que d’un trou fait par électroérosion afin de positionner la téte du thermocouple sur la face
de coupe au plus proche des becs de I’outil (Figure 1-21-b). Afin de pas obstruer les trous de lubrification
ou d’utiliser un foret qui n’en posseéde pas, Bono et Ni (Bono & Ni, 2001) proposent de réaliser un
meulage du foret du haut vers le bas en suivant sa géométrie hélicoidale afin d’y insérer un thermocouple
permettant la mesure de la température sur la face de dépouille a 0,8 mm de 1’aréte de coupe.

b)

D

Location of the
thermocouple
0.50

0.50

Figure 1-21 : Exemple d'implantation de thermocouples dans la piece usinée (Zeilmann & Weingaertner, 2006) (a) et
dans I'outil (G. Le Coz et al., 2012) (b) pour la mesure de température en percage
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Afin de mesurer la température le long des arétes de coupe, Bono et Ni (Bono & Ni, 2002b)
développent un « thermocouple dynamique outil/feuille métallique ». lls percent un systeme sandwich :
plaque d’aluminium, isolant électrique, feuille d’aluminium reliée a I’acquisition, isolant €lectrique,
plaque d’aluminium (Figure 1-22). Au cours du percage, un contact thermoélectrique se crée entres les
arétes de coupe et la feuille d’aluminium ce qui permet de mesurer la température a ce niveau apres
calibration du systéme. Le point de contact thermoélectrique se déplacant le long des arétes de coupe au
cours de I’avance de I’outil, cela permet d’obtenir I’évolution de la température le long de celles-ci.

Y

Workpiece

Plastic.

Plastic”’

Workpiece 59

Thermoelectric junctions

Figure 1-22 : Principe de la technique de mesure de température a l'interface outil/piéce en percage développée par
Bono et Ni (Bono & Ni, 2002b)

Les fibres optiques a réseaux de Bragg sont une technique plus récente utilisée par quelgques auteurs
pour la mesure de température en usinage. Un réseau de Bragg est une microstructure diffractive obtenue
par modification périodique de I’indice de réfraction du coeur de la fibre. Il agit comme un miroir qui ne
réfléchit qu’une longueur d’onde bien précise et il est sensible aux effets thermiques. Lorsque la
température de la fibre optique varie, la longueur d'onde réfléchie varie proportionnellement. Les fibres
optiques présentent 1’avantage de pouvoir réaliser des mesures multiples en ligne puisque plusieurs
réseaux ayant une longueur d’onde spécifique peuvent étre placés sur une méme fibre sans qu’il y ait
d’interaction. De plus, Bezombes et al. (Bezombes et al., 2003), qui les utilisent pour mesurer la
température d’une piéce au cours d’une opération de fraisage, montrent qu’elles peuvent se révéler, dans
certains cas, plus efficaces que des thermocouples du fait de leur plus grande sensibilité et qu’elles
générent moins de bruit de mesure. Cependant, cette technique de mesure de la température est trés peu
utilisée en usinage par rapport aux thermocouples a cause de son codt important et de la fragilité des
fibres qui rend leur insertion dans les pieces délicate.

Un inconvénient important des thermocouples et des fibres optiques a réseaux de Bragg pour la
mesure de température au cours de 1’usinage est leur intrusivité qui peut biaiser les mesures.

Les caméras thermiques infrarouges constituent, elles, un moyen de mesure non-intrusif. Elles sont
utilisées par certains auteurs pour observer la température dans la zone de coupe en tournage (Grzesik
et al., 2009) ou en coupe orthogonale (Arrazola et al., 2009; M. Harzallah et al., 2018). Cependant, elles
ne peuvent pas étre utilisées pour déterminer la température dans la zone de coupe en percage
puisqu’avec ce procédé la zone de coupe n’est pas directement observable. Elles peuvent, en revanche,
étre employées pour observer la température au niveau des faces d’entrée et de sortie de la piéce percée
ainsi que la température du foret lorsqu’il débouche (Dorr et al., 2003; Pujana et al., 2009).

Afin d’évaluer la température dans la zone de coupe en pergage a partir de 1’analyse des rayons
infrarouges émis par la piéce ou par I’outil, des auteurs ont développé des systémes de mesure utilisant
des fibres optiques introduites dans la piéce (Ueda et al., 2007) ou dans I’outil (Sato et al., 2013) qui
sont reliées & un pyromeétre. Ces dispositifs sont intrusifs comparés aux caméras thermiques, néanmoins,
ils restent des moyens de mesure sans-contact.
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Dans le cadre de ces travaux de thése, I’objectif étant d’étudier I’impact de 1’opération de pergage
sur I’intégrité de surface du trou percé, les sollicitations thermomécaniques subies par la piéce percée
sont mesurées. Pour la mesure des actions mécaniques, une platine dynamométrique six composantes,
disposée sous la piéce percée, est utilisée. Ce moyen permet d’accéder directement a I’ensemble actions
mécaniques subies par la piéce au cours du pergage contrairement aux moyens de mesure de la puissance
de moteur de broche et de moteurs d’axe qui fournissent eux une grandeur représentative a la fois de la
puissance mécanique de coupe et de la puissance dissipée sous forme de chaleur. Pour la mesure de la
température, des thermocouples implantés dans la piece sont utilisés. Ceux-ci ont été choisis pour leur
colt modéré et leur relative simple mise en ceuvre au niveau de I’instrumentation et de I’interprétation
des acquisitions en comparaison aux autres moyens de mesure de la température (caméras thermiques
infrarouges, pyromeétres reliés a une fibre optique, fibres optiques a réseaux de Bragg, thermocouples
dynamiques).

1.4.2 Mesures de la qualité du trou percé

Dans I’industrie, la qualité des pergages est couramment évaluée a travers des critéres dimensionnels
et géométriques (diamétre moyen, cylindricité, rectitude, conicité, hauteur de bavure, etc...). Ces
critéres font intervenir des moyens de contréle non-destructifs et relativement simples a mettre en ceuvre
(machine a mesurer tridimensionnelle, micrométre intérieur, etc ...).

Au-dela du contrble des défauts dimensionnels et géométriques, il est également important de
contréler les aspects pouvant avoir un impact sur la performance fonctionnelle de la piéce qui sont
désignés par le terme « intégrité de surface ». Ainsi, I’industrie aéronautique met en ceuvre des controles
de la rugosité des surfaces percées qui a été identifiée comme un paramétre d’intégrité de surface.
Cependant, I’intégrité de surface ne se limite pas a cet unique paramétre. C’est pourquoi, des travaux de
recherche portent sur la caractérisation de 1’intégrité de surface d’une maniére beaucoup plus compléte.
Celle-ci peut nécessiter le recours a des moyens de caractérisation assez complexes et longs a mettre en
ceuvre et, pour certains aspects, a des moyens de caractérisation destructifs. Les aspects de ’intégrité de
surface et leurs divers moyens de caractérisation sont présentés dans cette partie.

1.4.2.1 Définition de l’intégrité de surface

La notion d’intégrité de surface a été introduite par Field et Kahles (Field & Kahles, 1964) et a été
définie de la fagon suivante : « [’état inhérent ou amélioré d’une surface produite par usinage ou par
une autre opération de génération de surface ». Elle évoque donc au départ un état matériau associé a
un procédé d’usinage. Depuis, plusieurs auteurs ont complété cette définition et ont introduit la notion
de performance de la surface en service. Mondelin (Mondelin, 2012) définit ainsi I’intégrité de surface
comme étant « un ensemble de caractéristiques permettant de qualifier une surface vis-a-vis d 'une
application donnée ». L’intégrité de surface regroupe donc un ensemble de paramétres qui décrivent
1’état d’une surface usinée et qui ont une influence sur la performance fonctionnelle de la surface. Dans
cette étude, la performance fonctionnelle considérée est exclusivement la tenue en fatigue.

Dans I’expression intégrité de surface, le terme « surface » désigne a la fois la limite physique de la
piece mais aussi une couche de matériau en sous-surface affectée lors de I’'usinage qui peut aller jusqu’a
plusieurs centaines de micrometres de profondeur. Ainsi, I’intégrité de surface peut étre divisée en deux
catégories : les aspects externes soient les caractéristiques topographiques et les aspects internes soient
les caractéristiques métallurgiques et mécaniques du matériau en sous-surface.
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1.4.2.2 Aspects externes de [l’intégrité de surface

Les aspects externes de 1’intégrité de surface sont les défauts de surface géométriques induits par
I’usinage. Ils sont classés conventionnellement en quatre ordres établis en fonction de leur période
spatiale selon un profil de mesure (Figure 1-23) :

- 1% ordre : ce sont les écarts de forme (écart de rectitude, de circularité, etc...) qui peuvent étre
induits par une mauvaise mise en position de la piece ou une déformation de 1’outil ou de la
piéce au cours du procédé

- 2" ordre : ces défauts sont qualifiés d’ondulation, ils sont liés aux distances entre les passes de
I’outil et entre les passages des dents.

- 3™ ordre : ce sont les sillons et les stries qui apparaissent de facon périodique ou pseudo-
périodique

- 4°™ ordre : ce sont les arrachements qui apparaissent de facon irréguliére
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Figure 1-23 : Définition des ordres de défauts géométriques (Bouchareine, 1999)

Les deux premiers ordres n’engendrent pas ou peu de concentrations de contraintes. En revanche,
les deux autres ordres, qui constituent la rugosité, sont associés a des défauts constituant des zones de
forte concentration de contrainte lors de 1’application d’un chargement et constituant donc des sites
privilégiés d’amorce de microfissures en fatigue.

La rugosité peut étre évaluée a partir de mesures de profil selon la norme [1ISO 4287, 1997] (rugosité
2D) ou a partir de mesures de surface selon la norme [ISO 25178-2, 2012] (rugosité 3D). Les paramétres
de rugosité 2D sont désignés par la lettre R et les paramétres de rugosité 3D sont désignés par les lettres
S ou V. Que ce soit pour la rugosité 2D ou la rugosité 3D, de nombreux paramétres de rugosité sont
définis par les normes. Ces paramétres sont classés en trois catégories :

- Les paramétres d’amplitude qui caractérisent les déviations verticales de la surface

- Les parametres d’espacement qui caractérisent les déviations horizontales de la surface

- Les parametres hybrides qui représentent une combinaison des paramétres d’amplitude et des
paramétres spatiaux

Les parametres les plus employés pour caractériser la topographie d’une surface sont les paramétres
de rugosité 2D d’amplitude. Parmi eux, le paramétre universel le plus répandu est I’écart moyen
arithmétique du profil noté Ra. Il correspond a la moyenne des valeurs absolues des écarts entre le profil
et une ligne moyenne de ce profil sur une longueur de base. Il apporte une information générale sur
I’allure du profil. Cependant, il ne donne pas d’informations sur la présence locale de hauts pics ou de
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profondes vallées. C’est pourquoi, certains auteurs identifient les paramétres relatifs a la mesure des
hauteurs maximales des irrégularités (hauteur totale du profil Ry, hauteur maximale du profil R,
profondeur maximale des vallées Ry, etc ...) comme étant des indicateurs de performance en fatigue plus
appropriés que 1’écart moyen arithmétique (Taylor & Clancy, 1991). Par ailleurs, au-dela de la hauteur
des vallées, leur forme a également une influence significative sur la tenue en fatigue (Leverant et al.,
1979) puisqu’elle impacte fortement les phénomenes de concentration de contraintes. Les paramétres
caractérisant la forme des vallées, tels que le facteur d’aplatissement Ry, ou le facteur d’asymétrie Rs
(définis en Figure 1-24), semblent donc aussi étre des indicateurs intéressants.
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Figure 1-24 : Définition des paramétres Rku (a) et Rsk (b) (Gadelmawla et al., 2002)

Plusieurs moyens sont disponibles pour évaluer la rugosité d’une surface. Il existe des moyens
mécaniques (palpation du profil de la surface a I’aide d’un stylet, microscope a force atomique) et des
moyens optiques (microscopie confocale a balayage laser, microscopie par interférométrie, microscopie
par variation focale, etc...). Le moyen le plus utilisé dans les industries de production de piéces usinées
est le profilometre mécanique 2D qui permet d’obtenir rapidement une mesure des parametres de
rugosité 2D par balayage d’une fine pointe en diamant sur la surface usinée. Cependant, ces parameétres
2D ne sont pas représentatifs de 1’état de surface de la globalité de la surface usinée. C’est pourquoi,
afin de mener une caractérisation plus compléte de la rugosité d’une surface usinée, divers moyens
optiques capables d’évaluer les parametres de rugosité 3D sont utilisés dans des travaux de recherche.
Ces moyens impliquent, en revanche, des temps de calibration et d’acquisition plus longs.

1.4.2.3 Aspects internes de [’intégrité de surface

e Aspects mécanigques

Les contraintes résiduelles constituent les aspects mécaniques de I’intégrité de surface. Ce sont « des
contraintes multiaxiales statiques autoéquilibrées existant dans un systéme isolé de température
uniforme et en [’absence de tout chargement extérieur » (Barralis et al., 1999). Macherauch et Kloss
(Macherauch & Kloss, 1986) définissent trois ordres des contraintes résiduelles (Figure 1-25) :

- Les contraintes résiduelles du 1 ordre ou macroscopiques : elles sont homogenes sur un grand
domaine du matériau soit sur nombre important de grains

- Les contraintes résiduelles du 2" ordre ou mésoscopiques : elles sont homogénes sur un petit
domaine correspondant a un grain ou une phase et sont induites par 1’hétérogénéité et
I’anisotropie des grains

- Les contraintes résiduelles du 3°™ ordre ou microscopiques : elles existent a I’échelle du cristal
(quelques distances interatomiques) et sont induites par des défauts cristallins dans les grains
(lacunes, substitution, insertions et dislocations)
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Figure 1-25 : Représentation des différents ordres de contraintes résiduelles (Chomienne, 2015)

Les contraintes résiduelles résultent d’une hétérogénéité des déformations plastiques au sein du
matériau. Les mécanismes de génération de contraintes résiduelles peuvent étre classés en trois
catégories (Rech etal., s. d.) :

Les déformations plastiques induites par un chargement mécanique : si le matériau est compacté
par des actions mécaniques induisant des déformations plastiques de la matiere en extréme
surface, il résulte une couche de contraintes résiduelles compressives car la matiere en extréme
surface se retrouve comprimée par la matiére non plastifiée en sous-surface

Les déformations plastiques induites par un chargement thermique (sans transformation de
phase) : I’échauffement induit une dilatation du matériau en extréme surface alors qu’en sous
surface, le matériau conserve son volume initial. L’extréme surface subit alors une mise en
compression plastique. Au cours du refroidissement, 1’extréme surface qui a plastifié ne peut
pas retrouver sa position d’origine et est mis en tension par la sous surface. Il résulte une couche
de contraintes résiduelles de traction.

Les déformations plastiques induites par des transformations de phase : si une transformation
de phase entraine une diminution du volume de la matiére en extréme surface, celle-ci veut se
contracter mais elle est retenue par la matiére en sous-surface, il en résulte une couche de
contraintes de traction. A I’inverse, une transformation de phase entrainant une augmentation
du volume en extréme surface induit des contraintes compressives a ce niveau.

Le profil type de contraintes résiduelles obtenu a I’issue d’une opération d’usinage est présenté en
Figure 1-26 (Le Coz, 2012). Au niveau de la couche supérieure du matériau, une couche de contraintes
résiduelles de traction induite par 1’échauffement mis en jeu au cours de I’usinage est observée. En sous
surface, une couche de contraintes résiduelles de compression induite par ’action des efforts de coupe
est observée.
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Figure 1-26 : Profil type d'un gradient de contraintes résiduelles obtenu aprés usinage (Le Coz, 2012)
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Il existe un grand nombre de techniques expérimentales permettant d’évaluer le niveau de
contraintes résiduelles demeurant dans une piéce (Rossini et al., 2012) (Figure 1-27). Le choix de la
technique & employer dépend de plusieurs critéres : matériau étudié, géométrie de la zone a étudier,
profondeur de mesure souhaitée, colt et temps de la mesure, etc... Les méthodes d’analyse des
contraintes peuvent étre classées en deux catégories : les méthodes non destructives et les méthodes
destructives.
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Figure 1-27 : Classement des techniques d'évaluation des contraintes résiduelles selon leur résolution spatiale et leur
pénétration (cadre a fond gris : techniques destructrices) (Rossini et al., 2012)

La premiére catégorie regroupe les techniques de diffraction de rayonnement (rayons X, rayons X
synchrotron, neutrons), de propagation d’ondes ultrasonores et de propagation d’ondes magnétiques.
Ces techniques sont basées sur 1’analyse de parametres physiques et cristallographiques du matériau
dépendant de son état de contrainte et permettent d’évaluer des contraintes résiduelles d’ordre I, I ou
III en fonction des techniques. La technique de diffraction des rayons X (DRX) repose sur I’analyse des
variations de distance entre les plans atomiques du réseau cristallin qui sont induites par les déformations
élastiques demeurant dans un matériau pourvu de contraintes résiduelles (Norton & Rosenthal, 1944).
Elle permet d’évaluer les contraintes résiduelles sur une fine couche superficielle du matériau avec un
faisceau de diamétre généralement entre 1 et 2 mm. Les techniques de diffraction des rayons X
synchrotron et de diffraction des neutrons, qui sont basées sur le méme principe que la DRX, permettent,
elles, d’analyser plus en profondeur 1’état mécanique du matériau et d’utiliser des tailles de faisceau plus
petites (Ganguly et al., 2006). Les méthodes ultrasonores sont basées sur I’analyse de la vitesse de
propagation des ondes ultrasoniques dans un matériau qui est affectée directement par le niveau et la
direction des contraintes présentes dans le matériau (Leon-Salamanca & Bray, 1996). Enfin, les
méthodes magnétiques utilisent la sensibilité des propriétés des matériaux ferromagnétiques a 1’état de
contrainte due a la striction magnétique qui provoque des effets magnéto-élastiques (Gauthier et al.,
1998). Les méthodes ultrasonores et magnétiques ne sont pas couramment utilisées a cause de leur
difficulté de calibrage.

Les méthodes destructrices sont aussi qualifiées de méthodes mécaniques. Elles permettent
d’évaluer des contraintes d’ordre I et sont basées sur la destruction de 1’état d’équilibre des contraintes
résiduelles d’une piéce par une opération d’enlévement de matiére. A I’issue de celle-ci, un nouvel état
d’équilibre interne est mis en place en générant des déformations locales en surface. Les contraintes
résiduelles relachées sont déduites a partir de la mesure de ces déformations a 1’aide de la théorie des
déformations dans le domaine élastique (approche analytique ou modéle numérique éléments finis). Les
principales méthodes mécaniques sont les méthodes du percage, du trépan, de la fleche, du contour et
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du découpage. Avec ces méthodes, I’enlévement de matiére est réalisé sous des formes tres diverses.
Avec les méthodes du pergage et du trépan, qui sont les plus répandues, 1’enlévement de matiére est
effectué de manicre localisée respectivement par pergcage d’un trou de petite taille (généralement
diamétre entre 1 et 4 mm et profondeur égale a 1,2 fois le diamétre) (Rendler & Vigness, 1966) et par
usinage d’un anneau (généralement diamétre intérieur entre 15 et 150 mm) (Milbradt, 1951). Des jauges
de déformations sont utilisées pour mesurer les déformations générées aux abords de trou pour la
méthode de pergage et a I’intérieur de I’anneau pour la méthode du trépan. La méthode de la fléche est
utilisée pour analyser les contraintes résiduelles induites par le dépdt ou le retrait d’une couche de
matiére sur une plague mince (Stoney, 1909). Celles-ci sont évaluées & partir de la mesure de la courbure
de la piece obtenue et de I’épaisseur de la couche de matiére déposée ou retirée a 1’aide de formules
analytiques. La méthode du contour permet, elle, d’obtenir la cartographie des contraintes résiduelles
dans toute la section d’une piece (Prime, 2001). Elle consiste & découper une piece en deux, a mesurer
la cartographie des déformations générées dans le plan de la découpe et a reconstruire le champ de
contraintes résiduelles libéré a 1’aide d’un modéle éléments finis. Enfin, la méthode du découpage
(splitting method) est basée sur une découpe profonde de la piece (Walton, 2002). L’ouverture ou la
fermeture du matériau adjacent a la découpe indique de maniere qualitative le niveau et le signe des
contraintes résiduelles. C’est une méthode rapide a mettre en ceuvre qui est généralement utilisée pour
évaluer les contraintes résiduelles présentes dans les tubes a parois minces (Baldwin, 1949).

Le choix des méthodes d’analyse des contraintes résiduelles pour cette étude sera abordé plus tard
dans ce mémoire.

e Aspects métallurgigues

Les aspects métallurgiques de I’intégrité de surface regroupent I’ensemble des parameétres décrivant
I’¢état de la microstructure (distribution des phases, orientation et la taille des grains, etc ...). Au cours
de I’usinage, la microstructure d’un matériau peut étre affectée par les chargements thermomécaniques.

Les chargements mécaniques sont responsables de déformations plastiques intenses, notamment au
cours de la coupe des alliages d’aluminium qui présentent une grande ductilité. En effet, I’aréte de 1’outil
n’étant pas parfaitement tranchante, au niveau de la zone de cisaillement tertiaire, une partie de la
maticre est poussée, glisse sous 1’outil et est déformée plastiquement. Cela forme alors une couche de
matiere écrouie en surface de la piéce usinée. Au niveau de la microstructure, I’écrouissage correspond
a un phénomeéne de création et d’empilements de dislocations entrainant la formation de sous joints de
grains.

L’état d’écrouissage d’un matériau peut étre analysé expérimentalement de fagon qualitative a
travers différentes techniques. Pour un matériau avec une taille de grains suffisamment importante, il
peut étre évalué avec la technique de diffraction des rayons X a travers 1’analyse de la largeur du pic de
diffraction obtenu. En effet, la largeur du pic de diffraction est liée au taux de dislocations (Deleuze,
2010) qui augmente au cours du phénomeéne d’écrouissage. L’écrouissage peut aussi étre évalué avec la
technique de diffraction des électrons rétrodiffuses (Electron Back-Scatter Diffraction : EBSD) a partir
de I’analyse des variations de la qualité du diagramme de diffraction ou des changements locaux
d’orientation du cristal (Kamaya et al., 2005; Lehockey et al., 2000). Les analyses EBSD sont réalisées
avec un microscope électronique a balayage (MEB) équipée d’un détecteur EBSD comportant un écran
phosphorescent. Au cours de celles-ci, les électrons rétrodiffusés forment une source ponctuelle
divergente en sous surface de I’échantillon (Figure 1-28-a) (Wang, 2014). lls se propagent dans toutes
les directions et certains sont diffractés par les plans cristallins {hkl} du matériau cristallisé selon la loi
de Bragg. Les électrons diffractés d’une famille de plans créent deux cones de diffraction qui, interceptés
par 1’écran phosphorescent, forment une bande de Kikuchi (Figure 1-28-b). Pour I’observation d’un
cristal, plusieurs bandes de Kikuchi sont obtenues ce qui constitue le diagramme de Kikuchi (Figure
1-28-c). Lors de I’observation d’une partic de cristal avec une forte densité de dislocations, les
conditions de Bragg ne sont plus parfaitement satisfaites car le réseau cristallin est distordu par les
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dislocations. Cela modifie alors le contraste et la netteté des lignes de Kikuchi sur le diagramme de
diffraction. Ainsi, les cartographies de qualité des diagrammes de diffraction révélent les zones de forte
densité de dislocations et donc de forte déformation plastique. Les désorientations du cristal par rapport
au réseau parfait induites par les dislocations peuvent aussi étre étudiées a partir des cartographies de
désorientations cristallines obtenues par indexation des diagrammes de Kikuchi.

a) Faisceau d’électrons incidents

La surface de I’échantillon

Les électrons rétrodiffusés forment une ™"/

source divergente d’électrons / ;

Diffraction d’un électron rétrodiffusé

b)

Ecran

Plans
diffractants

Cristal

" Cénes de
diffraction

Lignes de
Kikuchi

Figure 1-28 : Principe de I'EBSD : formation de la source ponctuelle divergente d'électrons (a), formation de la bande
de Kikuchi (b) et obtention du diagramme de Kikuchi (c) (Wang, 2014)

Les chargements thermiques mis en jeu au cours de 1’usinage peuvent, eux, induire une modification
de la microstructure a travers les phénomeénes suivants : adoucissement, durcissement par précipitation,
transformations de phase. Une température modérée donne de la mobilité aux atomes. Cela peut
conduire a la réorganisation de ceux-ci ainsi qu’a I’élimination des défauts d’organisation du cristal
soient les dislocations (adoucissement) et/ou a la formation de nouveaux précipités (durcissement par
précipitation). Une température trés importante et dépassant la température de fusion du matériau peut,
elle, donner lieu a des transformations de phases. Les techniques d’observation de I’impact des
chargements thermiques sur la microstructure (précipités, structures de dislocation, phases) sont
diverses : microscopie optique, microscopie électronique a balayage, microscopie électronique a
transmission.

Par ailleurs, au cours de 1’usinage, les vitesses de déformation en cisaillement trés élevées associées
a des températures importantes peuvent conduire au phénomene de recristallisation dynamique. Celui-
ci entraine un raffinement des grains caractérisé par la création de nouveaux grains nanométriques
équiaxes.

Les modifications microstructurales du matériau induites par les chargements mécaniques et
thermiques ont un impact sur les propriétés mécaniques du matériau notamment sur sa dureté
(durcissement par écrouissage, durcissement par précipitation, etc...). Les sous joints de grain formés
par les défauts cristallins et les précipités constituent des obstacles au mouvement des dislocations.
Ainsi, la formation de sous joints de grains, induite par les sollicitations mécaniques, et I’augmentation
du taux de précipités, induite par les sollicitations thermiques, pour le cas des alliages a durcissement
structural, conduisent au durcissement du matériau. L’adoucissement participe, lui, a I’augmentation de
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la déformabilité du matériau. Enfin, les transformations de phase affectent également la dureté du
matériau. Ainsi, les modifications de dureté d’un matériau peuvent traduire les modifications
microstructurales subies par celui-ci.

Les mesures de dureté sont plus rapides et plus simples a réaliser que les micrographies qui peuvent
nécessiter un temps de préparation de surface important. C’est pourquoi, elles sont plus répandues que
ces dernicres dans les travaux de recherche portant sur I’intégrité de surface. La dureté est mesurée en
appliquant une force sur un indenteur théoriquement indéformable qui pénétre le matériau pendant une
durée normalisée et en mesurant I’empreinte réalisée a la surface du matériau. La dureté représente
généralement le rapport entre la force appliquée et une dimension de I’empreinte mesurable. Il existe de
nombreux types d’essais de dureté (Brinell, Vickers, Rockwell, Knoop, etc...) en fonction de la forme
de I’indenteur (pyramide, cone, sphére, etc...) et de la nature de la mesure de I’empreinte (surface ou
profondeur). En fonction de la valeur de la charge appliquée sur ’indenteur et des dimensions de
I’empreinte réalisée, on parle d’essai de dureté (empreinte de quelques mm) ou de microdureté
(empreinte de quelques pm). La nanoindentation permet, elle, d’évaluer la dureté¢ du matériau a une
échelle encore plus fine.

Ainsi, I’intégrité de surface regroupe un nombre important de paramétres. Les deux catégories de
paramétres a savoir les aspects externes (topographiques) et les aspects internes (mécaniques et
métallurgiques) semblent indépendantes I’une de I’autre. En revanche, les parametres regroupés parmi
les aspects internes semblent, eux, dépendants les uns des autres. En effet, la déformation plastique
cumulée, qui est associée a des modifications microstructurales, pilote la nature et 1’intensité¢ des
contraintes résiduelles demeurant dans une piéce (Qi et al., 2014) et modifie les propriétés mécaniques
du matériau.

1.4.3 Simulation de I’opération de percage

Les méthodes expérimentales permettant de controler la bonne exécution de 1’opération de pergage,
atravers des procédés de surveillance au cours de ’usinage ou a travers 1’analyse de 1’intégrité de surface
du trou percé aprés usinage, peuvent se révéler colteuses a mettre en place. C’est pourquoi, des
méthodes numériques ont également été développées afin d’étudier les phénomenes mis en jeu au cours
de 'usinage et de prédire I’intégrité de la surface usinée, notamment les contraintes résiduelles. Ces
méthodes numériques reposent sur des stratégies de simulation trés diverses et la méthode des éléments
finis est largement utilisée.

1.4.3.1 Description des mouvements

Le choix d’une méthode de description des mouvements adaptée au probléme étudié est essentiel
dans le développement d’un modéle numérique par la méthode des éléments finis. Il existe trois
formalismes pour décrire la déformation d’un solide en mécanique des milieux continus : la formulation
Eulérienne, la formulation Lagrangienne et la formulation Arbitraire Lagrangienne Eulérienne (ALE)
(Figure 1-29).
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Figure 1-29 : Représentation des trois descriptions des mouvements utilisées dans les méthodes numériques (& gauche :
temps de référence et a droite : instant ultérieur) (Boman, 2010)

Le principe de la formulation Lagrangienne est de suivre le comportement d’une particule de matiere
a chaque instant. Cette formulation se caractérise par un maillage ou chaque nceud suit le mouvement
du point matériel auquel il est affecté. Elle est adaptée pour la modélisation de phénomeénes stationnaires
comme pour la modélisation de phénomenes transitoires. Elle permet d’accéder a des caractéristiques
nécessitant la connaissance de 1’histoire de chaque particule comme le cumul de I’endommagement ou
les contraintes résiduelles. Cependant, le maillage suivant les particules dans leur mouvement, cette
formulation peut entrainer des temps de remaillage importants et, dans le cas de grandes déformations,
des risques de distorsions du maillage. Par ailleurs, afin de simuler le phénomeéne de coupe en
formulation Lagrangienne, un critére de séparation de la matiére doit é&tre défini afin de permettre la
formation du copeau. Ce critere peut étre basé sur 1’énergie de déformation et la loi d’endommagement.
La séparation de la matiére peut étre obtenue par « déboutonnage » de nceuds ou par « suppression »
d’éléments (Figure 1-30) (Barge, 2005).

copeau copeau copeau copeau
outil outil outil outil
piece piece piece piece
déboutonnage de nosuds élimination d’éléments

Figure 1-30 : Méthodes de séparation pour génération du copeau en simulation d'usinage (Barge, 2005)

Contrairement a la méthode Lagrangienne, la méthode Eulérienne consiste, elle, a caractériser le
comportement de toutes les particules situées au niveau des nceuds du maillage a un instant donné sans
connaitre leur position a I’instant précédant et suivant. La formulation Eulérienne se caractérise alors
par un maillage établi sur un domaine spatial fixe au travers duquel la matiere s’écoule. Cette
formulation permet de simuler de grandes déformations en s’affranchissant des problémes de distorsions
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de maillage et d’étre rapide en temps de calcul puisqu’elle n’implique pas d’étapes de remaillage.
Cependant, la formulation Eulérienne nécessite la connaissance de la géométrie étudiée donc, dans le
cas de la simulation de 1’usinage, de la géométrie complexe du copeau. Enfin, cette formulation est
adaptée uniquement pour les régimes stationnaires

Les méthodes Lagrangienne et Eulérienne présentant toutes les deux des inconvénients, la
formulation Arbitraire Lagrangienne Eulérienne a été développée afin de proposer une méthode
combinant les avantages des deux formulations précédentes. Cette méthode est basée sur un maillage
évolutif partiellement indépendant des points matériels. Le maillage est globalement Lagrangien
puisque sa frontiére suit la surface du domaine de matiere mais des criteres permettent le remaillage des
nceuds internes de sorte a éviter les distorsions de mailles.

1.4.3.2 Stratégies de simulation du percage

e Modeles simplifiés 2D de coupe orthogonale

L’enlévement de matiére au cours du percage est complexe a simuler car la géométrie variable de
I’outil le long de I’aréte de coupe associée a des vitesses de coupe différentes implique d’importantes
variations des conditions de coupe. De plus, dans le cas du percage axial, ces mécanismes de coupe sont
couplés au phénomeéne de refoulement de la matiére au niveau de I’ame lui aussi complexe a simuler.
C’est pourquoi de nombreux auteurs étudiant le pergage axial se limitent a la simulation du phénomene
de coupe au niveau d’une ou plusieurs portions d’aréte de coupe qui peut étre assimilé a une opération
de coupe orthogonale (Harzallah, 2018; Nouari et al., 2003; Ozcelik & Bagci, 2006; Wu & Han, 2009).
Ils développent des modeles 2D de coupe orthogonale qui ont en général pour but 1’étude des
températures mises en jeu lors du percage ou de I’usure de 1’outil. Ces modéles sont développés avec
des logiciels variés (Abagus, Deform-2D, Third Wave AdvantEdge) et peuvent étre basés sur chacune
des formulations du mouvement (Lagrangienne, Eulérienne ou ALE).

Mabrouki et al. (Mabrouki et al., 2008) développent un modéle Lagrangien pour simuler le procédé
de coupe orthogonale dans 1’AA2024-T351 (Figure 1-31). Leur modéle leur permet de simuler la
formation d’un copeau segmenté et de prédire la génération des champs de température et de contrainte
au cours de l’usinage. La morphologie du copeau simulé est proche de celle qu’ils observent
expérimentalement mais les éléments de maillage situés au niveau de la zone de coupe sont fortement
distordus.

Chip segment ;

Chip segment
at step 1 P29

atstep 3

Figure 1-31 : Simulation de coupe orthogonale dans 1’A42024-T351 avec formulation Lagrangienne, simulations des
champs de température a différents instants (Mabrouki et al., 2008)

Kim et al. (Kim et al., 1999), qui développent eux un modéle Eulérien pour étudier la coupe
orthogonale d’un acier, supposent une géométrie de copeau continue (Figure 1-32). Leur modéle leur
permet de prédire les champs de vitesse de déformation et température en évitant les problémes de
distorsion d’éléments.
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a) b)

Figure 1-32 : Simulation de coupe orthogonale dans de I'acier avec formulation Eulérienne, géométrie initiale du
copeau supposée (a), prédiction de la distribution des vitesses de déformation (b) (Kim et al., 1999)

e Modéles 3D d’enlévement de matiére

Malgré des temps de calcul relativement longs, certains auteurs choisissent de développer des
modeéles 3D d’enlévement de matiére pour simuler le processus de percage dans le but d’éviter les fortes
hypothéses simplificatrices imposées par les modéles de coupe orthogonale. Toutefois, afin de limiter
le temps de calcul, certains auteurs s’affranchissent de la simulation de la phase de pénétration du foret
ou des phénoménes induits par 1’ame du foret. Pour cela, ils représentent un céne ou bien un avant-trou
dans la geométrie initiale du foret. Enfin, les auteurs simulent en général un temps de percage trés limité.
La plupart des modeles 3D d’enlévement de matiére simulant le procédé de pergage sont basés sur une
formation Lagrangienne ou ALE afin de prédire I’écoulement et la morphologie du copeau généré.

Jrad (Jrad, 2007) simule I’enlévement de matiére au cours du percage axial dans de 1’acier et
compare les résultats de simulation obtenus avec deux logiciels : Deform 3D et AdvantEdge. Il étudie
séparément la phase de pénétration de I’outil et la phase de percage a partir d’une certaine profondeur a
I’aide de deux modeles numériques distincts pour des raisons de temps et de puissance de calcul. La
simulation de la phase de pénétration de 1’outil peut prendre a elle seule plusieurs semaines de calcul
pour atteindre I’engagement complet des arétes de coupe. Ses modeles lui permettent d’étudier 1’effort
axial, le couple et la température mis en jeu au cours du percage. Les résultats qu’il obtient avec
AdvantEdge sont trés cohérents avec ses résultats expérimentaux en termes de morphologie de copeau
(Figure 1-33) et de niveaux d’efforts et de température. En revanche, les résultats qu’il obtient avec
Deform 3D sont incohérents avec ses résultats expérimentaux notamment en termes de température.
Cela peut étre expliqué par la trés courte durée du temps de pergage simulé qui ne permet pas d’atteindre
une stabilisation de la température.

Figure 1-33 : Simulation de la phase de pénétration du foret au cours du per¢age axial dans de I’acier avec
AdvantEdge, copeaux simulés (a) et copeaux obtenus expérimentalement (b) (Jrad, 2007)
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Jietal. (Jietal., 2015) simulent I’enlévement de maticre au cours du percgage orbital dans un alliage
de titane. lls développent un modéle 3D basé sur une formulation Lagrangienne avec le logiciel Abaqus.
La géométrie complexe de la fraise est modélisée sous CATIA puis importée dans Abaqus sous la forme
d’un corps rigide. Le calcul est résolu en dynamique pour prendre en compte les effets d’inertie associés
au procédeé et les effets thermiques sont négligés. Le temps de calcul est de 320 h. Ce modeéle leur permet
d’étudier I’influence des parameétres de coupe sur les efforts de coupe et la morphologie des copeaux
(Figure 1-34). Les niveaux d’efforts obtenus numériquement sont cohérents avec ceux obtenus
expérimentalement.

Figure 1-34 : Simulation de la formation des copeaux au cours du percage orbital du Ti-6Al-4V pour des conditions de
coupe standards (a) et pour de trés faibles vitesse de rotation de broche et vitesse orbitale (b) (Ji et al., 2015)

e Modeles découplés

Afin d’éviter les problémes de stabilisation de la température rencontrés avec les modeles
numériques 3D d’enlévement de matiére qui ne sont exécutés que sur des temps de percage trés courts,
certains auteurs développent des modeles « découplés » pour simuler le procédé de pergage. C’est-a-
dire qu’ils développent un premier modéle simulant I’enlévement de matiére jusqu’a la stabilisation des
phénomeénes mécaniques et non thermiques. Puis, ils extraient les chargements thermiques ou
thermomeécaniques de ce premier modele pour les appliquer dans un second ou la stabilisation des
phénomenes thermiques est atteinte.

C’est le cas de Girinon (Girinon, 2017) qui étudie le percage axial dans deux aciers inoxydables et
dans un alliage Inconel (Figure 1-35). Il développe un premier modele qualifié de Rigide-ALE (R-ALE)
qui combine les trois formulations en fonction des parties du modeéle (piéce percée : ALE, copeaux :
Euler et foret : Lagrange) et qui évite I’utilisation d’une loi d’endommagement avec un maillage de la
piéce rigide qui est déplacé entre deux étapes de calcul mais non déformé. Il extrait ensuite les
chargements thermiques obtenus avec ce premier modéle afin de les appliquer directement sur la piéce
finie dans un second modéle purement Lagrangien lui permettant de prédire 1’état de contrainte généré
dans la piéce usinée a I’issue du pergage.

Shen et Ding (Shen & Ding, 2014) développent un modele découplé afin de prédire les modifications
microstructurales se produisant au niveau de la sous-surface du trou usiné au cours du percage axial
dans de ’acier. Avec un premier modele 3D développé sous AvantEdge, ils simulent 1I’enlévement de
matiére jusqu’a la stabilisation des phénomeénes thermiques et mécaniques. Puis, ils extraient les
chargements thermomécaniques de ce modéle qu’ils appliquent dans un second modéle 2D développé
sous Abaqus ou I’hypothése de coupe orthogonale est faite. Une routine VUHARD, définissant les
cinétiques de transformation de phase, les mécanismes de raffinement de grains et les changements de
microdureté, est associée a ce modele afin de permettre la résolution d’un probléme métallo-
thermomeécanique.
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Figure 1-35 : Stratégie de simulation numérique du percage axial adoptée par (Girinon et al., 2018)

e Modéles avec application d’un chargement thermomécanique équivalent identifié
expérimentalement ou analytiquement

Au lieu d’obtenir le chargement thermomécanique équivalent a appliquer sur la piéce percée a I’aide
d’un premier modéle numérique 3D gourmand en puissance et en temps de calcul, certains auteurs
déterminent ce chargement a partir de valeurs expérimentales et/ou de modéles analytiques (Biermann
etal., 2012; Bono & Ni, 2002a; de Sousa et al., 2012; Montoya et al., 2014; Saunders, 2003).

La plupart d’entre eux considérent un chargement équivalent de nature uniquement thermique
appliqué sous forme d’un flux thermique surfacique et négligent I’impact des actions mécaniques mises
en jeu lors du percage (Biermann et al., 2012; Bono & Ni, 2002a; de Sousa et al., 2012; Montoya et al.,
2014; Saunders, 2003). Bono et Ni (Bono & Ni, 2002a) estiment ce flux thermique équivalent a partir
de modeles analytiques de coupe métallique présents dans la littérature. Pour cela, les arétes de coupe
sont divisées en segments élémentaires assimilés a des outils de coupe travaillant en coupe orthogonale.
Les efforts de coupe sont alors calculés a partir d’une analyse géométrique, les parametres géométriques
de I’outil et les caractéristiques du matériau usiné étant connus. Puis, le flux thermique est calculé a
partir des efforts et des paramétres de coupe. Montoya et al. (Montoya et al., 2014) s’affranchissent eux
de I’analyse géométrique et estiment le chargement thermique équivalent directement a partir de la
mesure expérimentale du couple axial. Enfin, de Sousa et al. (de Sousa et al., 2012) s’appuient sur des
mesures de température et résolvent un probleme thermique par méthode inverse afin de déterminer le
flux thermique mis en jeu lors du percage.

Saunders (Saunders, 2003), qui travaille sur la simulation du percage dans I’alliage 2024-T3,
considere un chargement équivalent & la fois thermique et mécanique. Il applique le chargement
mécanique sous forme de pression répartie et le chargement thermique sous forme de flux thermique.
Afin de déterminer ce chargement équivalent, il résout analytiquement trois problemes mécaniques puis
thermiques distincts en fonction des différentes régions du foret : le centre de I’ame (indentation), les
extrémités de I’ame (coupe orthogonale) et les arétes de coupe (coupe oblique). De la méme maniére
que Bono et Ni (Bono & Ni, 2002a), les actions mécaniques sont calculées a partir des paramétres
géométriques du foret et des caractéristiques du matériau usiné et le flux thermique a partir des actions
mécaniques et des paramétres de coupe.

Dans la majorité des simulations, le chargement équivalent est appliqué dans un modéle 2D
axisymetrique au niveau de la zone de coupe soit au niveau des éléments de maillage de la piece percee
en contact avec les arétes de coupe et I’ame de I’outil. Cette zone de coupe est modélisée par différentes
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géométries selon les auteurs (Figure 1-36). Afin de simuler le procédé de percage, le chargement
équivalent est déplacé axialement selon la vitesse d’avance du foret et les éléments de maillage situés
dans la partie percée sont progressivement supprimés afin de simuler 1I’enlévement de matiére.
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Figure 1-36 : Géométries de la zone d’application du chargement équivalent dans le modéle numérique de (Bono & Ni,
2002a) (a), (Saunders, 2003) (b), et (de Sousa et al., 2012) (c)

Cependant, des auteurs prennent aussi en compte les chargements appliqués sur les parois latérales
du trou au cours du percage. Montoya et al. (Montoya et al., 2014), dans leur modeéle, prennent en compte
le chargement thermique induit par le frottement des listels en plus de celui induit par la coupe du
matériau et calculent un chargement thermique équivalent qu’ils appliquent directement sur la piece
finie (Figure 1-37).
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Figure 1-37 : Définition du chargement thermique équivalent appliqué par (Montoya et al. 2014) dans leur modele de
simulation du percage

Biermann et al. (Biermann et al., 2012) mettent en évidence expérimentalement une seconde montée
en température au niveau des parois latérales du trou percé, apres celle générée par la coupe, qui est
induite par la lubrification MQL, qui échange de la chaleur avec les copeaux au niveau des goujures.
Afin de la prendre en compte dans leur modéle numérique, ils appliquent, en plus du flux thermique au
niveau de la zone de coupe, une charge convective sur la paroi latérale du trou.

1.5 Usinage, intégrité de surface et tenue en fatigue

Dans le but d’optimiser les performances en fatigue des structures, de nombreux travaux de
recherche ont été menés afin d’étudier les liens entre les paramétres du procédé d’usinage, I’intégrité de
surface et la durée de vie en fatigue. Les revues de Novovic et al., M’saoubi et al. et Pramanik et al.
(M’saoubi et al., 2008; Novovic et al., 2004; Pramanik et al., 2017) synthétisent une large partie de ces
travaux qui ont été menés pour différents procédés d’usinage et différents matériaux. Ces travaux ont
permis d’identifier les différents aspects de 1’intégrité de surface (topographie de la surface, contraintes
résiduelles et état métallurgique du matériau en sous-surface) et de déterminer la contribution
individuelle de chacun des parametres d’intégrité de surface sur la tenue en fatigue. Cependant, une
opération d’usinage influe simultanément sur I’ensemble des parametres de 1’intégrité de surface et
certains parameétres dépendent les uns des autres. Il semble donc difficile de juger quels parameétres ont
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une influence prépondérante sur les autres. De plus, certains travaux montrent que I’influence d’un
paramétre d’intégrité sur la tenue en fatigue peut varier en fonction de son niveau mais également en
fonction du matériau. Ainsi, la question de I’impact de 1’intégrité de surface sur la tenue en fatigue
semble trés large et complexe et les conclusions des travaux cités dans les revues mentionnées ci-dessus
ne peuvent pas étre généralisées a tous les procédés d’usinage et a tous les matériaux. Concernant les
surfaces percées en alliage d’aluminium, trés peu d’études de caractérisation de leur intégrité ont été
menées. Ainsi, I’impact de I’intégrité de ces surfaces sur la tenue en fatigue des piéces percees et
I’impact du procédé de pergage sur I’intégrité de ces surfaces ne semblent pas pleinement appréhendés.
Les quelques travaux portant sur ce sujet sont présentés ci-apres.

1.5.1 Impact de I’intégrité de surface sur la tenue en fatigue d’alliages d’aluminium
1.5.1.1 Influence des contraintes résiduelles

Les champs de contraintes résiduelles de compression en bord de trou sont connus pour avoir un
effet bénéfique sur la tenue en fatigue de la piéce trouée (Lai et al., 1993). En effet, les contraintes
compressives ont tendance a retarder les amorces de fissures et a fermer les fissures initiées. Au
contraire, les contraintes résiduelles de traction ont, elles, tendance a ouvrir les fissures. Elles ont donc
un impact négatif sur la tenue en fatigue des pieces trouées. Des procédés tels que 1’expansion a froid
ou I’introduction de fixation avec interférence ont ainsi été développés dans I’industrie afin d’introduire
d’importants champs de contraintes résiduelles compressives (étendus sur plusieurs millimetres et
atteignant des contraintes maximales de plusieurs centaines de MPa) en bord de trou. L’effet bénéfique
de ces champs de contraintes sur la tenue en fatigue des piéces trouées libres ou des assemblages en
alliage d’aluminium a été largement démontré dans la littérature (fixation avec interférence :
(Chakherlou et al., 2010; Lanciotti & Polese, 2005), expansion a froid : (Chakherlou et al., 2012; .
Wang et al., 2017)). En revanche, le niveau des contraintes résiduelles introduites en bord de trou au
cours d’une opération de percage et leur impact sur la tenue en fatigue de la piéce trouée ont été peu
investigués dans la littérature.

Newman et al. (Newman et al., 2009) tentent, sans succes, d’évaluer les contraintes résiduelles
introduites par un procédé de pergage conventionnel dans une piéce en alliage d’aluminium 2024-T3
par la méthode de diffraction des rayons X. lIs attribuent cet échec principalement a la trés faible étendue
des champs de contraintes résiduelles en bord de trou. La profondeur de matiere affectée en sous-surface
au cours de I’'usinage de ’AA2024 peut, en effet, se réveler tres faible dans certains cas. Mabrouki et al.
(Mabrouki et al., 2008), dans leurs travaux de simulation numérique de la coupe orthogonale de
1I’AA2024-T351, prédisent une profondeur de maticre affectée par les contraintes résiduelles d’environ
200 pm.

Elajrami et al. (Elajrami et al., 2008) menent, eux aussi, une évaluation expérimentale des
contraintes résiduelles introduites par le procédé de percage dans une piéce en AA2024-T3 par DRX.
Ils considérent différents procédés de pergcage dont des procédés avec et sans outil coupant (pergage
conventionnel, per¢age avec avant-trou, per¢age au jet d’eau et poingonnage). Contrairement a Newman
et al. (Newman et al., 2009), ils parviennent a évaluer les champs de contraintes résiduelles radiales et
circonférentielles en bord de trou au niveau des faces d’entrée et de sortie du pergage. Ces champs sont
bien plus étendus que ceux prédits par Mabrouki et al. (Mabrouki et al., 2008) puisqu’ils s’étendent sur
plusieurs millimétres pour 1’ensemble des procédés de percage étudiés. En paralléle de 1’analyse des
contraintes, ils étudient la performance en fatigue des éprouvettes percées (en traction-traction). Pour
un état de surface du trou usiné similaire (observé au MEB), ils observent une meilleure tenue en fatigue
des éprouvettes présentant un champ de contraintes résiduelles compressives de niveau plus important.
Ils concluent donc a I’effet bénéfique du champ de contraintes résiduelles compressives en bord de trou
introduit par le procédé de percage sur la tenue en fatigue. Cependant, celui-ci ne peut étre dissocié de
I’impact de 1’état de surface.
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Figure 1-38 : Profils de contraintes résiduelles obtenus a l'issue d’une opération de per¢age conventionnel dans
I’AA2024-T3 au niveau de la face d’entrée (a) et de la face de sortie (b) par (Elajrami et al., 2008)

Everett (Everett Jr., 2004) choisit, lui, d’analyser I’impact des contraintes résiduelles générées au
cours du percage sur la tenue en fatigue (en traction-compression) a travers 1’utilisation d’un polissage
chimique. Il étudie le percage multi-étapes de I’AA2024-T3. Le polissage chimique est appliqué apres
I’opération de percage finale et vise a supprimer une fine couche de matiére en bord de trou contenant
les contraintes résiduelles induites par le percage. Everett constate que les éprouvettes non polies ont
une meilleure tenue en fatigue que les éprouvettes polies chimiquement. 1l explique ce résultat par I’effet
positif des contraintes résiduelles compressives laissées au sein des éprouvettes non polies sur la tenue
en fatigue. Par ailleurs, il vérifie que la modification de 1’état de surface induite par le polissage chimique
n’impacte pas négativement la tenue en fatigue des picces percées (sites d’initiation des fissures observés
au MEB situés au niveau de particularités métallographiques comme les inclusions et non au niveau des
creux induits par le polissage).

1.5.1.2 Influence de [’état de surface

L’état de surface du trou percé peut également avoir une influence sur la tenue en fatigue de la piece
percée. Des creux étroits et profonds au niveau d’une surface usinée constituent des sites privilégiés
d’amorce de fissure en fatigue car ce sont des zones de forte concentration de contraintes lorsqu’un
chargement est appliqué. Ainsi, une rugosité importante et de nombreuses marques d’usinage sous forme
de rayures au niveau d’une surface usinée peuvent avoir un impact négatif sur la tenue en fatigue.

Suraratchai et al. (Suraratchai et al., 2008), dans leurs travaux sur la tenue en fatigue (en flexion 4
points) d’éprouvettes fraisées en alliage d’aluminium 7010-T7451, montrent que, pour un niveau de
contraintes résiduelles similaire, les éprouvettes avec une faible rugosité (Ra = 0,5 um) ont une durée de
vie en fatigue bien plus élevée que celles avec une rugosité importante (Ra = 7 um). Par ailleurs, ils
montrent également que, pour un niveau de R, similaire, une variation du niveau de contraintes
résiduelles (de -45 MPa a -137 MPa) a seulement un faible impact sur la durée de vie en fatigue. lls
concluent donc a I’influence prépondérante de la rugosité sur la tenue en fatigue. Cependant, cette étude
porte sur des configurations d’usinage induisant une faible variation du niveau des contraintes
résiduelles en regard de celle de la rugosité.

En ce qui concerne le pergage dans I’AA2024-T3, Elajrami et al. (Elajrami et al., 2008) évaluent la
qualité de surfaces percées avec différents procédés a travers des observations au MEB. Ils montrent
que les procédés de percage induisant un bon état de surface avec un aspect lisse (percage conventionnel,
percage avec avant-trou) induisent une performance en fatigue de la piéce percée nettement supérieure
a celle obtenue avec les procédés de percages induisant un moins bon état de surface (percage au jet
d’eau et poingonnage). Cependant, ils montrent que 1’influence de 1’état de surface sur la tenue en fatigue
est couplée a celle des contraintes résiduelles.
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Sun et al. (Sun et al., 2018), dans leurs travaux sur le percage de I’AA2024-T3, évaluent la rugosité
de surfaces percées avec les procédés de percage axial et orbital a travers la mesure du Ra. Ils obtiennent
des niveaux de rugosité du méme ordre de grandeur pour les deux procédés de percage (Figure 1-39-a).
Cependant, ils constatent des écarts significatifs de durée de vie en fatigue entre les deux techniques
(Figure 1-39-b). lls notent un gain de 63% sur le nombre de cycles a la rupture avec le percage orbital
pour un usinage a sec et de 18% pour un usinage avec lubrification. Ainsi, dans le cadre des travaux de
Sun et al., les différences significatives de tenue en fatigue observées entre les éprouvettes en AA2024-
T3 percées avec les procédés axial et orbital ne s’expliquent pas par des différences de niveau de Ra.
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Figure 1-39 : Influence du procédé de percgage sur la rugosité (a) et la tenue en fatigue (b) d 'une piéce percée en
AA2024-T3 (Sun et al., 2018)

Ralph et al. (Ralph et al., 2007), dans leurs travaux portant aussi sur le per¢age de I’AA2024-T3,
appliquent, sur un lot d’éprouvettes percées conventionnellement, un polissage chimique comparable a
celui utilisé par Everett (Everett Jr., 2004) afin de retirer les marques d’usinage sur la surface du trou.
Ils obtiennent avec ces éprouvettes polies un gain sur la durée de vie en fatigue d’environ 50 % par
rapport aux éprouvettes non polies. IIs justifient ce gain par I’impact négatif des défauts d’usinage
présents sur les éprouvettes non polies sur la tenue en fatigue. Ces résultats s’opposent aux résultats
obtenus par Everett (Everett Jr., 2004) dans ses travaux sur 1’étude du percage multi-étapes de
1’AA2024-T3 qui montrent, eux, une diminution de la durée de vie en fatigue des éprouvettes polies
(expliquée par le retrait des contraintes résiduelles). Le polissage chimique utilisé par Ralph et al. (Ralph
et al., 2007) et Everett (Everett Jr., 2004) semble cependant retirer & la fois les marques d’usinage sur la
surface du trou et une partie des champs de contraintes résiduelles présents en sous surface. Cette
technique semble donc difficilement exploitable pour juger indépendamment de I’influence de 1’une ou
’autre caractéristique de I’intégrité de surface.

Ainsi, le couplage de I’influence des contraintes résiduelles et de 1’influence de I’état de surface du
trou sur la tenue en fatigue d’une piéce percée en AA2024-T3 semble complexe a appréhender. Il est
difficile de conclure sur la prépondérance de I’impact de I’une ou 1’autre caractéristique sur la tenue en
fatigue. Ralph et al. (Ralph et al., 2007), dans leur étude sur I’impact de ’usure de I’outil sur la tenue en
fatigue d’une piéce percée en AA2024-T3, montrent pleinement 1’influence combinée des contraintes
résiduelles et de 1’état de surface. Pour les piéces percées avec un foret usé, ils obtiennent, par rapport a
celles percées avec un foret neuf, une augmentation du nombre de cycles induisant une amorce de fissure
(liée a lI'augmentation des contraintes résiduelles compressives générées) et une diminution du nombre
de cycles engendrant la rupture (liée a I’augmentation du nombre de marques d’usinage).

Par ailleurs, parmi les travaux portant sur I’évaluation de 1’état de surface des trous percés en
AA2024 et son impact sur la tenue en fatigue, aucun auteur ne semble s’étre intéressé a I’évaluation des
paramétres de rugosité caractérisant les hauteurs maximales des irrégularités (R, R;, Ry, etc...) et
caractérisant la forme des vallées (R, Rs). Pourtant, comme vu en Partie 0, ceux-ci semblent étre des
paramétres pertinents pour caractériser 1’intégrité de surface.
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1.5.1.3 Influence des aspects métallurgiques

Au-dela des contraintes résiduelles et de 1’état de surface, les modifications métallurgiques du
matériau en sous-surface induites par une opération d’usinage (ou un traitement de surface) peuvent
également avoir un impact sur la tenue en fatigue.

Des travaux portant sur le grenaillage de certains alliages d’aluminium montrent 1’influence positive
de la présence d’une importante couche de matiére écrouie en sous-surface sur la durée de vie en fatigue
(ao et al., 2017; Zupanc & Grum, 2011). Cela est expliqué par 1’augmentation de la résistance a la
déformation plastique de la couche écrouie qui retarde la propagation des fissures. La caractérisation de
cette couche de matiere écrouie est généralement réalisee a travers la mesure de profils de microdurete,
une augmentation du taux d’écrouissage étant associée a une augmentation de la dureté. Dans ces
travaux sur le grenaillage, I’influence positive de I’écrouissage est toujours couplée a I’influence positive
des contraintes résiduelles compressives également générées par ce traitement de surface.

Concernant le pergage de ’AA2024-T3, Sun et al. (Sun et al., 2018) attribuent la moins bonne
performance en fatigue des piéces obtenues en percage axial par rapport aux piéces obtenues en percage
orbital au fait que le percage axial induit plus de dommages et de changements de microstructure au
niveau de la sous-surface du trou percé que le pergage orbital. En effet, que ce soit pour 1’usinage a sec
ou avec lubrification, ils observent, dans le cas du percage axial, une déformation plastique importante
des grains en bord de trou dans le sens de ’usinage qui n’est pas observée avec le percage orbital (Figure
1-40). De plus, dans le cas du pergage axial a sec, ils observent, au niveau de certaines régions de la
périphérie du trou, la présence d’une couche de matiére fondue resolidifiée de 40 um dont les propriétés
mécaniques, notamment la dureté (évaluée par nanoindentation), sont inférieures a celles du reste du
matériau.

SEI 10kV  WD10mm SS50 x1,000 10pm  S—

Figure 1-40 : Observation au MEB de la microstructure de [’AA2024-T3 en bord de trou aprés percage axial a sec ()
et per¢age orbital a sec (b) d’aprés (Sun et al., 2018)

Ainsi, les modifications métallurgiques induites par un procédé d’usinage (ou un traitement de
surface) peuvent avoir un impact positif ou négatif sur la tenue en fatigue en fonction de leur nature.
L’augmentation de la dureté du matériau en sous-surface semble étre associée a une augmentation de la
tenue en fatigue alors qu’une diminution de la dureté semble, elle, avoir un impact négatif.

Excepté 1’étude menée par Sun et al. (Sun et al., 2018), I’impact de la modification des aspects
métallurgiques au cours du percage dans I’AA2024-T3 sur la tenue en fatigue a été tres peu étudié dans
la littérature.
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15.2 Impact de I’opération de percage sur ’intégrité de surface et la qualité du trou
percé

Les différences au niveau de I’intégrité de surface d’un trou percé impactant la tenue en fatigue de
la piece percée peuvent étre générées, pour un matériau donné, par I’utilisation de différents procédés
percage, de différents outils de coupe (géométrie, matériau, usure) et/ou de différentes conditions
d’usinage (parametres de coupe et conditions de lubrification). De plus, ces différences au niveau de
I’opération de pergage peuvent aussi avoir une influence sur la qualité du trou en termes de dimensions
et de géométrie.

1.5.2.1 Influence du procédé de percage

Sun et al. (Sun et al., 2018), déja cités, étudient I’influence du procédé de pergage (axial ou orbital)
dans I’AA2024-T3 sur la microstructure et la dureté du matériau en bord de trou. Pour cela, ils emploient
des paramétres de coupe similaires pour les deux procédés (orbital : V. = 66 m/mn, f, = 0,2 mm/tr, f; =
0,04 mm/tr et axial : V. = 66 m/mn, f, = 0,2 mm/tr). Comme évoqué précédemment, ils observent, avec
le percage axial, des modifications métallurgiques au niveau de la sous-surface du trou percé non
constatées avec le pergage orbital (zone de déformation plastique importante et présence d’une couche
de matiere fondue resolidifiée). lls expliquent la déformation plastique des grains en bord de trou par
les importantes sollicitations thermomécaniques mises en jeu lors du percage axial. La formation de la
couche de matiere fondue et resolidifiée est, elle, associée aux fortes températures générées lors du
percage axial a sec et la détérioration de ses propriétés mécaniques est associée au phénomene
d’adoucissement thermique. Cependant, la question de 1’utilisation de conditions de coupe optimales
pour les deux procédés de percage dans le cadre de cette étude peut se poser. En effet, Sun et al. utilisent
des conditions de coupe identiques pour deux procédés de percage qui sont tres différents.

Elajrami et al. (Elajrami et al., 2008), également cités précédemment, étudient I’influence de
différents procédés de percage, dont le percage axial en une seule opération et le percage axial avec pré-
percage, sur I’intégrité de surface qu’ils caractérisent par une évaluation des contraintes résiduelles par
DRX. Leur étude porte sur le pergage dans 1’alliage 2024-T3 de trous de diameétre final 6 mm et ils
considerent un avant-trou de diamétre 3 mm pour le cas du percage avec avant-trou. Leurs résultats
montrent des niveaux de contraintes résiduelles en bord de trou bien inférieurs dans le cas du percage
avec avant-trou par rapport au percage pleine matiere (Figure 1-41). Ils expliquent cela par le fait que
les contraintes résiduelles importantes générées au cours du pergage de I’avant-trou sont éliminées au
cours du percage final. De plus, I’opération de pergage finale mettant en ceuvre de faibles efforts de
coupe par rapport a I’opération de pergage pleine matiére, un état de contrainte final, bien plus faible
que celui généré au cours du pergage de I’avant-trou, est instauré dans la piece.

Ralph et al. (Ralph et al., 2006) étudient également I’influence de la réalisation d’un pré-percage sur
I’intégrité de surface du trou final qu’ils caractérisent par 1’état de surface (observation des marques
d’usinage). Leur étude porte sur le percage dans ’alliage 2024-T3 de trous de diamétre final 4,76 mm
et ils considerent un avant-trou de diamétre 2,38 mm pour le cas du percage avec avant-trou. Leurs
résultats montrent I’obtention d’un meilleur état de surface du trou final lorsqu’un pré-pergage est réalisé
avec une diminution de plus de moitié des marques d’usinage.
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Figure 1-41 : Points considérés pour I'analyse des contraintes résiduelles par DRX par (Elajrami et al., 2008)(a) et
résultats de contraintes résiduelles (au niveau de la face d’entrée) a l’issue du per¢age de 1’A42024-T3 en une seule
opération et du percage avec avant-trou (b)

1.5.2.2 Influence de [’outil

Plusieurs auteurs investiguent I’influence de la géométrie de 1’outil sur I’intégrité de surface du trou
obtenu a I’issue du percage. Nouari et al. (Nouari et al., 2003) étudient I’influence de nombreux
paramétres de la géométrie du foret sur la qualité du trou obtenu dans le cadre du pergage axial de
1’AA2024-T351. lls caractérisent la qualité du trou percé notamment par la rugosité (Ra) et par la hauteur
de bavure. Comme évoqué en Partie 1.2.2.4, ils montrent qu’une augmentation des angles de pointe et
d’hélice peut minimiser la rugosité et qu’un angle de pointe important peut minimiser la formation de
bavure. Ralph et al. (Ralph et al., 2006) étudient, eux, I’influence de la longueur du foret sur la qualité
du trou obtenu pour le percage axial dans I’AA2024-T3. Ils montrent que 1’augmentation de la longueur
du foret a un impact négatif sur la qualité du trou percé qui est caractérisée notamment par 1’observation
des marques d’usinage (orientation et nombre de larges rayures).

Des auteurs s’intéressent également a I’impact du revétement de I’outil sur la qualité du trou obtenu.
Nouari et al. (Nouari et al., 2003), dans leur travail sur le pergage de 1’AA2024-T351, étudient
I’influence de différents revétements de foret (TiAIN, TiAIN + WC/C et diamant) et concluent a
I’influence minime du revétement de I’outil sur la qualité du trou obtenu (rugosité, hauteur de bavure et
écart de diametre) par rapport a un percage avec foret non revétu. Au contraire, Kurt et al. (Kurt et al.,
2009) qui étudient le percage axial de 1’alliage d’aluminium 2024 et qui considerent eux aussi différents
revétements (sans revétement, TiAIN et TiN) montrent I’influence non négligeable du type de
revétement sur la qualité du trou usiné notamment en ce qui concerne la rugosité (Ra). Les valeurs des
rayons d’aréte en bout d’outil et d’aréte latérale ne sont pas indiquées dans I’article. Cependant, la
question de I’impact du revétement sur ces rayons d’aréte ainsi que de I’impact de ceux-ci sur la qualité
du trou percé peut se poser ici. En effet, au-dela de la modification des propriétés mécaniques,
I’application d’un revétement sur un outil est également susceptible de modifier ses caractéristiques
géométriques.

Enfin, d’autres auteurs étudient 1’influence de I"usure de 1’outil. Certains auteurs montrent I’impact
majeur de ’usure de I’outil sur la qualité de la surface usinée pour 1’usinage de certains matériaux (Xie
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et al., 1990). En revanche, Ralph et al. (Ralph et al., 2006), dans leurs travaux sur le percage axial dans
1I’AA2024-T3, montrent, eux, une faible influence de ce paramétre sur la qualité du trou percé.

En ce qui concerne le percage orbital, Brinksmeier et Fangmann (Brinksmeier & Fangmann, 2010),
dans leurs travaux sur le per¢age de I’AA2024-T351, montrent une influence de la géométrie de la fraise
sur la formation de bavures. Rey (Rey, 2016), dans ses travaux sur le percage orbital d'empilages CFRP
/ Ti6AI4V, montre, lui, I’influence de la géométrie de I’outil sur le diamétre du trou percé. La présence
d’une dent avec coupe au centre ainsi qu’un angle de pointe supérieur a 180° permettent de limiter la
réduction du diametre percé causée par la flexion de 1’outil.

Ainsi, les travaux menés jusqu’a présent sur I’influence de I’outil sur la qualité du trou percé lors du
percage de 1’alliage 2024 semblent s’intéresser uniquement aux aspects géométriques et topographiques
du trou percé. L’influence de I’outil sur les aspects mécaniques et métallurgiques de 1’intégrité de surface
semble, elle, ne pas avoir été investiguée.

1.5.2.3 Influence des conditions d usinage

Plusieurs auteurs étudient 1’influence des paramétres de coupe lors du percage a sec de I’AA2024
sur la rugosité du trou obtenu. C’est le cas de Giasin et al. (Giasin et al., 2016) (Figure 1-42), Kurt et al.
(Kurt et al., 2009) et Koklu (Koklu, 2012) qui montrent que la rugosité du trou percé (Ra) augmente avec
I’augmentation de la vitesse de rotation de broche et de la vitesse d’avance. Giasin et al. (Giasin et al.,
2016) et Kurt et al. (Kurt et al., 2009) concluent & I’influence prépondérante de la vitesse d’avance alors
que Koklu (Koklu, 2012) conclut a I’influence prépondérante de la vitesse de coupe.
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Figure 1-42 : Influence des paramétres de coupe dans le cas du per¢age axial de I’AA2024-T3 sur la rugosité de surface
du trou obtenu (Ra) d'apres (Giasin et al., 2016)

Des auteurs étudient aussi I’influence des parametres de coupe sur la formation de bavure lors du
percage de I’AA2024. Ainsi, Giasin et al. (Giasin et al., 2016) et Koklu (Koklu, 2012) montrent
I’influence majeure de la vitesse d’avance sur la formation de bavure. Une diminution de la vitesse
d’avance permet une diminution importante de la taille de la bavure alors que la vitesse de broche a une
influence variable en fonction de ses valeurs.

Enfin, Giasin et al. (Giasin et al., 2016) analysent I’influence des paramétres de coupe sur la
microdureté obtenue en bord de trou a I’issue du percage dans 1’AA2024-T3. lls montrent que la
microdureté en bord de trou au niveau des faces d’entrée et de sortie augmente avec la vitesse de broche
et la vitesse d’avance.

Pour le cas du percage orbital, ce procédé d’usinage étant moins répandu que le percage axial, moins
d’études sont présentes dans la littérature en ce qui concerne I’influence des conditions de coupe sur
I’intégrité de surface obtenue a I’issue du pergage dans les alliages d’aluminium. (Z. Li & Liu, 2013)
étudient numériquement et expérimentalement 1’état de surface du trou obtenu a I’issue du pergage
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orbital dans I’alliage d’aluminium 7075-T6. Leurs résultats montrent une augmentation de la rugosité
du trou en termes de Ra et de R; avec I’augmentation de I’avance tangentielle (Figure 1-43).
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Figure 1-43 : Influence de l'avance tangentielle par dent dans le cas du per¢age orbital dans I’alliage d’aluminium
7075-T6 sur la rugosité du trou en termes de Rz (a) et de Ra (b) d’aprés (Z. Li & Liu, 2013)

L’influence des conditions de lubrification sur I’intégrité de surface du trou percé est aussi
investiguée par plusieurs auteurs dans la littérature. D’une maniére générale, ’utilisation d’un moyen
de lubrification au cours du pergage dans les alliages d’aluminium est connue pour générer un meilleur
état de surface du trou usiné que le percage a sec (Haan et al., 1997). Pour le cas de I’AA2024-T3, Sun
et al. (Sun et al., 2018) étudient I’influence de la lubrification externe liquide sur la rugosité de surface
(Ra) pour les cas du percage axial et orbital. Dans le cas du pergage axial, ils obtiennent une rugosité
plus faible en percant avec lubrification et dans le cas du percage orbital, ils obtiennent des rugosités
similaires en percant avec ou sans lubrification. Sasahara et al. (Sasahara, 2008), dans leurs travaux sur
le pergage orbital de I’alliage d’aluminium A5052, étudient I’influence du type de lubrification (liquide,
MQL ou air soufflé) sur la qualité du trou usiné qui est caractérisée par sa circularité et la présence de
bavure. lls montrent que les performances des lubrifications liquide et MQL sont équivalentes en ce qui
concerne la qualité du trou obtenu. En revanche, la lubrification a I’air soufflé implique une qualité de
trou usiné nettement inférieure.

Ainsi, de laméme maniere que pour I’influence de I’outil, la majorité des travaux traitant de I’impact
des conditions d’usinage au cours du percage des alliages d’aluminium sur la qualité du trou percé
semblent se focaliser sur les aspects géométriques et topographiques. Excepté Giasin et al. (Giasin et
al., 2016), qui étudient la microdureté en bord de trou a I’issue du percage dans I’AA2024, trés peu
d’études sur I’influence des conditions de pergage sur les aspects mécaniques et métallurgiques de
I’intégrité de surface semblent disponibles dans la littérature.

1.6 Synthése de I’étude bibliographique

L’alliage d’aluminium 2024-T351 est un matériau trés utilisé pour la fabrication de pieces
aéronautiques étant donné ses bonnes propriétés mécaniques et sa faible masse volumique. Ses
propriétés mécaniques lui sont conférées par I’application d’un traitement thermique qui engendre un
durcissement par précipitation. Cet alliage est considéré comme présentant une grande usinabilité par
rapport aux autres matériaux du fait de sa grande ductilité, des faibles efforts de coupe et de I’important
taux d’enlévement de matiére mis en jeu au cours de son usinage et de la relative longue durée de vie
des outils utilisés pour son usinage. Cependant, I’importante ductilité de I’AA2024-T351 peut conduire
a des défauts d’usinage important, notamment en percage (formation de bavures, erreur de diamétre ou
de circularité, etc...).
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Ainsi, la qualité des pieces percées en AA2024-T351 doit étre évaluée rigoureusement avant leur
mise en service. Des méthodes expérimentales permettent de surveiller le bon déroulement de
I’opération de pergage au cours de I’usinage a travers 1’observation de I'usure de I’outil ou de la
morphologie du copeau formé ou par le biais de I’interprétation de 1’évolution de grandeurs physiques
telles que la température et les efforts de coupe. D’autres moyens expérimentaux ont pour but de
contréler la qualité du trou a I’issue de 1’opération de percage. Les opérations de contrble les plus
répandues dans I’industrie sont les controles dimensionnels et géométriques qui font intervenir des
moyens relativement simples a mettre en place. Cependant, il est parfois indispensable de contrdler les
différentes caractéristiques de I’intégrité de surface a I’issue d’une opération d’usinage. Celles-cCi
peuvent néecessiter le recours a des moyens de caractérisation assez complexes et longs a mettre en
ceuvre, notamment pour les aspects métallurgiques et mécaniques. Des méthodes numériques ont
également été développées afin de prédire les phénoménes mis en jeu au cours du pergage et I’intégrité
de la surface percée. Celles-ci reposent sur des stratégies de simulation tres diverses. Les modeles
d’enlévement de matiére 3D permettent de simuler la globalité des phénoménes mis en jeu au cours du
pergage, cependant, ils semblent grandement limités par le temps de calcul qu’ils nécessitent. Les
modéles découplés ou avec application d’un chargement équivalent semblent, eux, étre une alternative
intéressante.

Plusieurs auteurs ont montré que les aspects topologique, mécanique et métallurgique de I’intégrité
de surface des picces usinées en alliages d’aluminium peuvent avoir une influence importante sur leur
durée de vie en fatigue. Les contraintes résiduelles compressives présentes dans le matériau en sous-
surface ainsi que la dureté de celui-ci ont un impact bénéfique sur la tenue en fatigue alors que les défauts
géométriques de la surface ont, eux, un impact négatif. Cependant, il est difficile de séparer I’influence
respective de chaque parameétre d’intégrité de surface ; en effet, il semble qu'un couplage important des
différents parametres impacte la tenue en fatigue. De plus, I’influence de ces parametres sur la tenue en
fatigue peut varier en fonction du niveau de ceux-ci : certains paramétres semblent avoir une influence
qu’au-dela d’une certaine valeur seuil.

Pour le cas du pergage de ’AA2024-T351, I’impact des différents paramétres d’intégrité de surface
sur la tenue en fatigue de la piéce percée ne semble pas avoir été investigué pleinement. Les travaux
portant sur la caractérisation de 1’état de surface des trous percés en AA2024-T351 se limitent a
I’observation des marques d’usinage et & la mesure du paramétre de rugosité Ra. Aucune étude ne semble
porter sur 1’évaluation des paramétres de rugosité caractérisant les hauteurs maximales des irrégularités
(Rt, Rz, Ry, etc...) et la forme des vallées (R, Rs) qui semblent étre des indicateurs de performance en
fatigue plus appropriés. Concernant les contraintes résiduelles générées au cours du pergage d’une piece
en AA2024-T351, leur évaluation semble difficile de par la faible profondeur de matériau affecté en
sous-surface du trou percé. De plus, les résultats des auteurs présentent certaines incohérences. Certains
auteurs utilisant la technigue de DRX ne parviennent pas a évaluer les champs de contraintes résiduelles
en bord de trou alors que d’autres auteurs mesurent des champs de contraintes étendus sur plusieurs
millimétres. Enfin, I’impact de 1’opération de percage dans I’AA2024-T351 sur I’état métallurgique du
matériau en bord de trou a été trés peu investigué.

Le procédé de pergage le plus répandu dans I’industrie aéronautique est le per¢age axial qui est un
procédé maitrisé depuis nombreuses années. Cependant, I’assemblage de piéces aéronautiques percées
avec cette technique de percage est relativement long puisque de nombreuses opérations d’usinage sont
nécessaires (pergage d’un avant-trou, ébauche, ébavurage et alésage). C’est pourquoi, depuis quelques
années, les industriels du secteur de I’aéronautique s’intéressent au procédé de percage orbital qui
présente de nombreux avantages par rapport au procédé de percage conventionnel. Les avantages
majeurs de ce proceédé sont: la diminution de la formation de bavure, la meilleure évacuation des
copeaux et la possibilité de percer des trous de géométrie variable avec un méme outil. L’ensemble de
ces avantages rend le percage orbital tres intéressant d’un point de vue économique puisqu’ils permettent
d’envisager la suppression des opérations de démontage et d’ébavurage des pi¢ces dans le processus
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d’assemblage des structures, la suppression de ’utilisation de la lubrification et la réduction du nombre
d’outils de pergage.

Les procédés de pergage axial et orbital mettent en ceuvre des cinématiques et des phénomeénes
d’enlévement de maticre trés différents susceptibles de conduire a des différences notables au niveau de
I’intégrité de surface. Cependant, peu d’études a ce sujet semblent disponibles. De la méme maniére,
I’impact du procédé de pergage orbital sur la performance en fatigue de la piéce percé par rapport a celle
d’une piéce percée en axial semble avoir été trés peu étudié. Pour le cas du percage de I’AA2024-T351,
une seule étude semble disponible a ce sujet. II est pourtant indispensable d’évaluer cet aspect avant de
pouvoir éventuellement déployer cette technique de pergage sur les lignes de production aéronautiques.

Cet état de I’art montre bien 1’état actuel des connaissances sur I’impact du procédé de pergage sur
I’intégrité de surface et sur la tenue en fatigue, mais met également en lumiére les points qui restent a
explorer et les verrous qui restent a lever. Ce travail de these a pour objectif de lever ces verrous. Ainsi,
il vise tout d’abord a compléter les résultats des travaux cités dans cet état de 1’art et a apporter des
¢léments de compréhension supplémentaires sur I’impact de I’intégrité de surface sur la tenue en fatigue
des piéces percées en AA2024-T351, afin d’identifier notamment les paramétres d’intégrité de surface
majeurs pilotant la durée de vie en fatigue. Pour cela, I’ensemble des aspects de ’intégrité de surface
des trous percés (topologique, mécanique et métallurgique) sont caractérisés de facon expérimentale.
Une échelle d’étude adaptée a la caractérisation des aspects mécanique et métallurgique de I’intégrité
de surface est définie ainsi que des techniques de caractérisation adaptées a 1’échelle d’étude. La
caractérisation de la topologie de surface ne peut étre limitée a la mesure du parameétre R, et prend en
compte les paramétres de rugosité identifiés comme pertinents pour caractériser 1’intégrité de surface
dans cet état de 1’art. Les aspects de I’intégrité de surface difficiles a caractériser de fagon expérimentale
sont également étudiés a 1’aide de modeéles numériques éléments finis. Un modéle avec application d’un
chargement équivalent ne nécessitant pas la définition de lois d’endommagement et de frottement,
souvent difficiles a calibrer, est utilisé en premiére approche. Cependant, un tel modéle se limitant a une
¢tude macroscopique et ne permettant pas 1’étude de certains phénoménes comme 1’impact du frottement
a I’interface outil/pi¢ce ou de la géométrie de 1’outil, un modele d’enlévement de matiére est également
développé pour 1’étude de ces phénomenes.

Dans une optique d’optimisation des performances en fatigue des structures percées en AA2024-
T351, I’'impact du procédé de percage ainsi que des parameétres de I’opération de pergage sur I’intégrité
de surface du trou perceé et la tenue en fatigue est aussi étudié dans ce travail de thése. L’intégrité de
surface et la tenue en fatigue de piéces percées avec les procedés de percage axial et orbital sont
comparées dans le cas de configurations de pergage industrielles. De plus, des essais sont meneés afin
d’identifier les parameétres majeurs au niveau du procédé de percage ayant un impact sur I’intégrité de
surface.
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Chapitre 2. Influence du procédé de percage sur la tenue en fatigue de la piéce percée

2.1 Objectifs

Ce chapitre présente la partie des travaux qui a pour objectif d’évaluer I’impact du procédé de
percage orbital sur la tenue en fatigue d’une piéce percée en AA2024-T351 par rapport a celle d’une
piéce percée avec la technique axiale dans le cas de configurations de percage industrielles. Par ailleurs,
ce chapitre décrit également 1’étude des chargements thermomécaniques mis en jeu au cours des deux
procedés de percage dans la perspective de pouvoir étudier le lien entre ces chargements et ’intégrité
de surface par la suite. Enfin, il présente également I’évaluation de la qualité des trous obtenus en
percage orbital au regard des spécifications aéronautiques.

La matrice d’essalis et les éprouvettes étudiées sont présentées dans une premiere partie. Les moyens
de percage ainsi que les résultats obtenus concernant les chargements thermomécaniques et la qualité
des trous percés au regards des spécifications sont exposés dans une seconde partie. Enfin, le dispositif
pour les essais de fatigue et les résultats concernant la tenue en fatigue des piéces percées sont présentés
dans une derniére partie.

2.2 Matrice d’essais et éprouvettes

2.2.1 Matrice d’essais

La matrice d’essais mise en place pour la campagne expérimentale permettant d’évaluer 1’impact
du procédé de percage (axial ou orbital) sur la tenue en fatigue et la qualité du trou est présentée en
Figure 2-1.

Percage Axial \

— ‘“x\\
;/Evaluation de la qualité du trou \\.,
| - Mesures du diamétre (10 trous I
mesurés/configuration ; 5 mesures/trou)
- Mesures du R, (10 trous
mesurés/configuration ; 6 mesures/trou)
- Mesures de la hauteur de bavure (5
trous mesurés/configuration ; 8

mesures/trou)

Ep=3,175mm

Percage Orbital \

Percage Axial \
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Percage Orbital \
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Percage Axial \

Essais de fatigue
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Figure 2-1 : Matrice d’essais

Dans I’industrie aéronautique, pour un méme procédé de pergage, des outils et des paramétres de
coupe différents sont utilisés en fonction du diamétre de percage. Ainsi, I’impact du procédé de percage
sur la tenue en fatigue de la piece percée et la qualité du trou est susceptible de varier en fonction du
procedé mais aussi notamment en fonction du diamétre de percage considéré. Dans cette campagne
d’essais, deux diamétres de percage nominaux, trés utilisés dans les structures aéronautiques, sont
étudiés : 6,35 mm (4/16 de pouce, « code 4 ») et 9,53 mm (6/16 de pouce, « code 6 »).

Par ailleurs, dans I’industrie, ces diamétres de percage sont utilisés pour le percage de tdles de
différentes épaisseurs. Il a été reporté dans la littérature que des piéces ayant une méme forme mais une
taille différente peuvent avoir une limite de fatigue différente (Lu, 2003). Ce phénomeéne, qui est appelé
effet d’échelle, peut avoir différentes origines :
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- Origine statistique : plus les dimensions de la piece sont grandes, plus la probabilité de
rencontrer un défaut se comportant comme un site privilégié d’amorgage d’une fissure de
fatigue (inclusion intermétallique, rayure, etc...) est importante.

- Origine technique : un méme procédé industriel (laminage, trempe, etc...) appliqué sur des
piéces de dimensions différentes peut conduire a un gradient de microstructure, et donc un
gradient de propriétés mécaniques différents en fonction des piéces.

- Origine mécanique : le gradient de contrainte généré au fond d’une entaille, présente dans une
éprouvette soumise a une sollicitation alternée, varie en fonction de la taille de 1’éprouvette.

Afin d’étudier I'impact de 1’épaisseur de la piece percée et I’existence d’un éventuel effet d’échelle
sur la tenue en fatigue pour le matériau étudié, 3 épaisseurs d’éprouvettes sont considérées dans la
campagne d’essais : 3,175 mm, 6,35 mm et 10 mm.

2.2.2 Eprouvettes

Les éprouvettes en AA2024-T351 ont été extraites au cceur de tdles brutes de laminage de sorte a

ce que leur longueur corresponde a la direction du laminage. Cela permet d’étre représentatif du
comportement des piéces acronautique en service lors de I’essai de fatigue, ces piéces étant
principalement sollicitées suivant la direction du laminage. Toutes les éprouvettes ayant une méme
épaisseur ont été extraites d’une méme tdle et I’ensemble des éprouvettes ont été surfacées.
Leur géométrie correspond a celle d’une éprouvette de fatigue trouée libre standard Airbus (éprouvette
de type « type T ») (Figure 2-2). Les éprouvettes présentent un trou percé localisé au centre de celles-
ci. Leur largeur est égale a trois fois le diamétre nominal du trou et leur longueur est de 200 mm, ce qui
assure une prise dans les mors suffisante.

Section nette

L X )@“ 3*D

A
v

- %Y Wt

L : longueur de [’éprouvette (mm)

Figure 2-2 : Géométrie des éprouvettes

La section nette des éprouvettes est définie comme étant la section brute moins 1’aire de la section
du trou percé :

Snette = 2 X D X Ep (2-1)
Snette - Section nette de [’éprouvette (mm?)
Le facteur de concentration de contrainte (K:) dans la section nette des éprouvettes, lié a la présence
du trou percé, lorsqu’elles sont soumises a une sollicitation de traction est de 3,5 (Faurie et al., 2003).

Ce facteur de concentration de contrainte élevé doit assurer une amorce de fissure en fatigue au niveau
du bord de trou dans la section nette.
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2.3 Essais de percage
2.3.1 Présentation des moyens d’essais de percage

Les opérations de percage ont été réalisées sur un centre d’usinage 5 axes DMG DMUS85 (Figure
2-3-a). Afin de mener a bien les opérations de percage orbital, une unité de percage orbital (ORBIBOT
- PRECISE France) a été montée sur 1’axe z du centre d’usinage. Celle-ci combine deux broches : une
assurant la rotation outil (N) et une assurant la rotation orbitale (Norb). Le mouvement d’avance axiale
au cours de I'opération de percage orbital est, lui, assuré par le centre d’usinage. Pour obtenir les
diamétres de pergage voulus, I’excentrique de I’unité de percage orbital est réglée au préalable.

Figure 2-3 : Centre d'usinage 5 axes DMG (DMUS85) et Unité de percage orbital - ORBIBOT (PRECISE France)

2.3.2 Outils et conditions de coupe

Pour I’ensemble des configurations de pergage étudiées, les trous ont été obtenus en une seule
opération et les conditions opératoires retenues sont celles employées dans 1’industrie afin de comparer
les performances des deux techniques de percage dans leur cas d’utilisation.

e Percage axial

Les opérations de percage axial ont été réalisées a I’aide de forets HAM employés dans 1’industrie
aéronautique (Figure 2-4). Un foret hélicoidal en carbure de tungsténe a été utilisé pour le diamétre de
percage 6,35 mm et un foret hélicoidal étagé en carbure de tungsténe avec revétement diamant a été
utilisé pour le percage de diamétre 9,53 mm.

a) b)

Figure 2-4 : Outils utilisés pour le pergage axial de trous de diamétre 6,35 mm (a) et 9,53 mm (b)
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Les paramétres de coupe qui ont été employés pour les opérations de percage axial correspondent
aux parametres de coupe déterminés par le fabricant outil dans le cas de ’application industrielle
(Tableau 2-1). Concernant les conditions de lubrification, un lubrifiant aéronautique a été utilisé sous
forme de micro-lubrification, externe pour le diamétre de percage 6,35 mm et interne pour le diamétre
de percage 9,53 mm.

D =6,35mm D =9,53 mm
N (tr/min) 9 000 4 000
Ve (m/min) 180 120
Via (Mm/min) 900 400
fa (mm/tr) 0,1 0,1

Tableau 2-1 : Parametres de coupe employés en pergage axial

Dans le cas du percage axial, 21 éprouvettes ont été percées avec ces conditions pour chaque
diamétre.

e Percage orbital

Les outils de percage orbital utilisés pour cette campagne d’essais ont été développés par PRECISE
France et fabriqués par HAM France. Il s’agit de fraises a quatre dents en carbure de tungsténe (Figure
2-5-a). Des fraises de diametre 4,809 ou 4,855 mm ont été utilisées pour le diametre de percage 6,35
mm (en fonction de 1’épaisseur de la piéce a percer) et une fraise de diamétre 8 mm a été utilisée pour
le diameétre de percage 9,53 mm.

a) b)
ARotation outil

Diametre du
trou percé

Rotation
orbitale

Figure 2-5 : Exemple de fraise utilisée pour le percage orbital de trous de diamétre 6,35 mm (a) et configuration du
percage orbital (b)

Les opérations de percage orbital ont été réalisées dans une configuration d’usinage en opposition
soit avec une rotation outil et une rotation orbitale dans le méme sens (Figure 2-5-b). Les parameétres de
coupe employés (Tableau 2-2) ont été déterminés a partir de la méthodologie Couple Outil Matiére
spécifique au percage orbital développée dans le laboratoire (Figure 1-19). Les essais concernant ce
COM sont détaillés dans la thése de Kamgaing (Kamgaing Souop, 2020). lls ont été menés pour le
diameétre de pergage 6,35 mm et des vitesses de rotation et d’avance similaires ont été utilisées pour le
diameétre de percage 9,53 mm. Concernant les conditions de lubrification, un lubrifiant aéronautique a
été employé sous forme de micro-lubrification, externe pour le diametre de percage 6,35 mm et interne
pour le diamétre de percage 9,53 mm.
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Chapitre 2. Influence du procédé de percage sur la tenue en fatigue de la piéce percée

D=6,35mm | D=953mm
N (tr/min) 40 000 40 000
Ve (m/min) 610 1005
Norb (tr/min) 1500 1500
Via (Mm/min) 60 60
fa (mm/tr) 0,0015 0,0015

Tableau 2-2 : Paramétres de coupe employés en pergage orbital

Le choix d’une vitesse de rotation identique pour les deux diamétres testés s’explique par le
comportement dynamique de la broche. En effet, lors de la réalisation des tests COM en percage orbital,
une vitesse de coupe de I’ordre de 1000 m/min semblait optimale. Mais une signature de la broche
orbitale a vide a également été réalisée et a montré que celle-ci présente une résonnance légérement au-
dessus de 40000 tr/min et un comportement moins stable au-dela. Ainsi, il a été choisi de limiter la
vitesse de rotation de broche a 40000 tr/min et donc de diminuer la vitesse de coupe pour le diametre
6,35 mm.

Dans le cas du percage orbital, 21 éprouvettes ont été percées avec ces conditions pour chaque
diamétre.

2.3.3 Etude des sollicitations thermomécaniques mises en jeu au cours du percage

Les chargements thermomécaniques exercés par 1’outil sur la piéce au cours de 1’opération de
percage ont été évalués afin de disposer de ces données pour le développement d’un modéle numérique
et de pouvoir étudier le lien entre ces chargements et 1’intégrité de surface obtenue, dans la suite de
1I’étude. Pour des raisons pratiques, les mesures de ces sollicitations mécaniques et thermiques ont pu
étre réalisées seulement pour le cas du percage de diameétre 6,35 mm.

. Sollicitations mécaniques

Les actions mécaniques exercées sur la piéce par ’outil au cours du pergage ont été mesurées a
I’aide d’une platine dynamométrique six composantes (Kistler 9257B), disposée sous un porte-piéce
spécifique (Figure 2-6), et d’une chaine d’acquisition National Instruments (chaine NI cDAQ-9172 et
carte NI 9201). Elles ont été mesurées dans un repere fixe lié a la platine (z étant I’axe du pergage) avec
une fréquence d’acquisition de 10 kHz. Les acquisitions ont été réalisées au cours du pergage de diametre
6,35 mm des éprouvettes d’épaisseur 3,175 mm pour les deux procédés de pergage étudiés et ont été
répétées plusieurs fois afin de disposer de valeurs moyennes pour la suite de 1’étude. Pour le procédé de
percage axial, ’effort axial (F;) et le couple axial (M;) ont été mesurés. Les efforts radial et
circonférentiel n’étant pas directement évaluables du fait de la propriété d’auto-centrage du foret, ceux-
ci n’ont pas été mesurés. Pour le procédé de pergage orbital, I’effort axial (F,) ainsi que la norme des
efforts radial et circonférentiel (Fyy) ont été relevés. En revanche, 1’axe de I’outil se déplagant dans le
plan (X,y), la mesure du couple axial ne peut pas étre réalisée facilement par le biais de la platine
dynamométrique (cela nécessiterait la synchronisation avec une mesure de la position de 1’outil en temps
réel) et n’a donc pas été effectuée.
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Unité de percage orbital
(ORBIBOT - PRECISE France)

MQL
Eprouvette percée

Platine dynamomeétrique

Porte-éprouvette (Kistler 9257B)

a L e .

Figure 2-6 : Dispositif expérimental pour la mesure des efforts de coupe au cours du pergage orbital

Les acquisitions ont montré une grande répétabilité des mesures des actions mécaniques (Annexe
A). Un exemple de mesures est présenté en Figure 2-7 pour le percage axial et en Figure 2-8 pour le
percgage orbital. Ces signaux ont été traités a I’aide d’un logiciel d’acquisition et de traitement de données
(WITIS). Un filtre passe bas a 20 Hz a été appliqué aux sighaux bruts.
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Figure 2-7 : Actions mécaniques mesurées au cours du per¢age axial (diamétre 6,35 mm, éprouvette d’épaisseur 3,175
mm) : effort axial (a) et couple axial (b)

Engagement
pleine matiére
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Figure 2-8 : Efforts de coupe mesurés au cours du percage orbital (diamétre 6,35 mm, éprouvette d’épaisseur 3,175
mm)
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Chapitre 2. Influence du procédé de percage sur la tenue en fatigue de la piéce percée

L’ensemble des actions mécaniques mesurées au cours du percage (Fy, F. et M;) présente trois
phases caractéristiques du pergage. La premiére correspond a la phase d’entrée de 1’outil dans la matiére
et est associée a I’augmentation des actions mécaniques. La deuxieéme représente la phase d’enlévement
constant de matiére et est associée a une évolution quasi-stationnaire des actions mécaniques. Enfin, la
derniére phase correspond a la sortie de I’outil de la matiére et a la diminution des actions mécaniques.
Les différences de durée des différentes phases entre les deux procédés de percage sont dues a la
différence de vitesse d’avance axiale et a la différence de géométrie du bout de I’outil (pointe pour le
foret et bout plat pour la fraise orbitale). Le temps total du percage axial est largement inférieur a celui
du pergage orbital (environ 0,28 s contre 3,25 s) du fait de la vitesse d’avance axiale de 1’outil trés élevée
(900 mm/mn en axial contre 60 mm/mn en orbital).

Concernant le niveau des actions mécaniques, 1’effort axial mis en jeu au cours du percage orbital
est bien plus faible que celui mis en jeu au cours du percage axial. 1l prend une valeur moyenne sur la
phase stationnaire de 342,5 N pour le percage axial et de 2,3 N pour le percage orbital. Cela correspond
a une diminution de 99,3 %. Cette forte diminution de I’effort axial est expliquée en grande partie par
la tres faible avance axiale utilisée en pergage orbital (0,0015 mm en orbital contre 0,1 mm en axial).
C’est notamment ce qui permet de limiter également les problémes de bavure en sortie de trou.
Concernant les valeurs d’effort mesurées en orbital, celles-ci sont trés faibles et sont aux limites de ce
que le dynamometre Kistler peut mesurer. Ces valeurs ont donc été considérées avec précaution.

e Sollicitations thermigues

La mesure de la température de la piéce au cours du percage a été réalisée a I’aide de thermocouples
implantés dans celle-ci (Figure 2-9). Afin de disposer d’une épaisseur percée suffisamment importante
pour introduire plusieurs thermocouples suivant 1’épaisseur, des éprouvettes spécifiques ont été usinées
pour les mesures de température. Ces éprouvettes ont été extraites a partir de téles en AA2024-T351
d’épaisseur 12 mm. Ce sont des éprouvettes carrées de largeur égale a trois fois le diamétre percé soit
19,05 mm et d’épaisseur 12 mm. Trois thermocouples de type K, présentant une gamme de température
allant de -60 °C a 350 °C, ont été introduit dans ces éprouvettes grace a des logements usinés au
préalable dans celles-ci. Ces logements ont été répartis suivant 1’épaisseur de 1’éprouvette de sorte a
obtenir des mesures de température selon trois profondeurs différentes (Tentrée, Tmilieu €t Tsortie) (Figure
2-9-a). Afin de mesurer la température de la piece au plus prés de la surface percée, la soudure chaude
des thermocouples a été positionnée au fond des logements a 0,2 mm du trou percé. Cependant, cette
position de la soudure chaude est théorigque puisque les logements des thermocouples ont été usinés par
percage et qu’ils présentent par conséquent un fond de trou conique. La soudure chaude des
thermocouples se trouve ainsi a une distance Iégerement supérieure a 0,2 mm de la paroi du trou percé.
Une pate conductrice thermique chargée argent (Heat Away 641) a été utilisée pour combler le vide
entre les thermocouples et leur logement. Cette pate possede une conductivité thermique (5,58 W/m.K)
bien supérieure a celle de I’air (0,025 W/m.K). Cela permet de réduire I’erreur de mesure associée au
logement des thermocouples en se rapprochant de la conductivité de I’aluminium (121 W/m.K). Les
acquisitions ont été réalisées par le biais d’une carte d’acquisition NI 9211, avec une fréquence de 3,57
Hz. Les mesures exécutées par les trois thermocouples sont asynchrones et présentent un décalage de
0,07 s. Chaque acquisition a été répétée trois fois.
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Figure 2-9 : Mesure de la température de la piéce au cours du percage a I'aide de thermocouples : dispositif
expérimental (a) et position des thermocouples dans la piéce percée (b)

Les acquisitions ont montré une tres bonne répétabilité des mesures de température (Annexe B). Un
exemple de mesures est présenté en Figure 2-10-a pour le percage axial et en Figure 2-10-b pour le
percage orbital. Sur ces courbes, le temps nul correspond a I’instant ou la température de la piéce percée
commence a augmenter. En faisant ’hypothése que la température de la piéce percée commence a
augmenter a I’instant ou I’outil entre en contact avec la piéce, le temps de pergage (de I'initiation du
contact entre 1’outil et la piéce a la sortie des becs du foret, pour le percage axial, ou du bout de la fraise,
pour le percage orbital, de la piece percée) est représenté sur ces graphiques.

La fréquence d’acquisition qui a été utilisée pour les mesures de température est trés faible par
rapport a la vitesse d’avance axiale de 1’outil, notamment en perg¢age en axial. En effet, cette fréquence
permet seulement trois acquisitions de température par thermocouple durant 1’opération pour le percage
axial. Ainsi, les mesures de température réalisées permettent d’obtenir seulement un ordre de grandeur
des températures vues par la piece au cours du percage et les températures maximales relevées présentent
une certaine incertitude. En effet, pour chaque courbe, un maximum de température Iégerement
supérieur a celui relevé peut se trouver entre deux points de mesure. La fréquence utilisée étant limitée
par la capacité de la carte d’acquisition, elle n’a pas pu étre augmentée.
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Figure 2-10 : Mesures de température au cours du percage axial (a) et orbital (b) pour un trou de diamétre 6,35 mm

Que ce soit durant le pergage axial ou le percage orbital, la température de la piéce présente une
répartition non homogene durant la durée du percage et sur la hauteur de la piéce. Les trois températures
mesurees, Tentrse, Tmitieu €1 Tsortie, Présentent des cinétiques différentes. En début de percage, lorsque le
bout de I’outil s’approche du premier thermocouple, Tenwee €St 1a température maximale et elle augmente
plus rapidement que Tmitieu €t Tsortie. Puis la tendance s’inverse, Tmilieu €t Tsortie aUgMenNtent rapidement par
rapport a Tenwee. TOUteS les températures atteignent finalement leur maximum & la fin du percage lorsque
les becs du foret, pour le percage axial, ou le bout de la fraise, pour le percage orbital, sortent de la piece
(en considérant I’hypothése de temps zéro a I’entrée de I’outil dans la matiére). Ce maximum de
température en fin de pergage peut s’expliquer par une accumulation de chaleur générée lors du percage
qui est diffusée axialement au cours de 1’avance de I’outil. Cette accumulation de chaleur en bord de
trou est maximale au niveau de la sortie de 1’outil soit de la derniére zone ayant subi les sollicitations
thermomeécaniques dues au percage.

Concernant les niveaux de températures mesurés, ceux-ci n’excédent pas 50°C pour les deux
procédés de percage. Ils sont donc relativement faibles comparés aux niveaux de température atteints au
cours du percage d’autres matériaux. Zeilmann et Weingaertner (Zeilmann & Weingaertner, 2006)
mesurent, par exemple, une température maximale, & 0,2 mm de la paroi du trou, supérieure a 450°C au
cours du percage de I’alliage de titane Ti6Al4V avec une lubrification MQL externe. Les températures
peu élevées mesurées dans le cadre de notre étude s’expliquent par le fait que la chaleur diffuse trés
rapidement dans I’AA2024-T351. A titre de comparaison, la diffusivité thermique (Equation (2-2)), a
température ambiante, est de 50 mm2.s? pour I’AA2024-T351 contre 3 mm2.s™ pour I’alliage de titane
Ti6AI4V. Par ailleurs, les niveaux de température mesurés présentent une certaine incertitude liée a la
faible fréquence d’échantillonnage comme évoqué précédemment mais aussi a I’utilisation d’une pate
thermique de capacité donnée. Enfin, il faut souligner que les mesures ont été réalisées a 0,2 mm de la
paroi du trou et que les niveaux de température atteints dans la zone de coupe sont, eux, plus importants.
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Les maximums de température, atteints en sortie du percage, sont du méme ordre de grandeur pour
les deux procédés : 45°C en percgage axial et 50°C en percgage orbital (avec une incertitude de mesure
bien plus importante en percage axial). La température mesurée en entrée du percage, Tenuee, et relevée
a la fin de I’opération de percage est, en revanche, plus importante au cours du percage orbital qu’au
cours du percage axial (44°C en orbital contre 34°C en axial). Cela est lié au fait que Tenree aUgMente
tout au long du pergage avec le procédé orbital alors qu’elle se stabilise autour d’une valeur constante
au milieu de I’opération de pergage axial, une fois que la pointe du foret a dépassé le premier
thermocouple. Cela refléte une accumulation de chaleur par diffusion axiale plus importante dans le cas
du procédé de percage orbital, d0 a la faible vitesse d’avance axiale. Ainsi, si les températures générées
localement au niveau de la zone de coupe sont susceptibles d’étre bien plus élevées dans le cas du
percage axial, du fait des sollicitations mécaniques beaucoup plus sévéres mises en jeu, le percage orbital
met, lui, en ceuvre un phénomeéne d’accumulation de chaleur bien plus important du fait de la longue
durée de ’opération. Ces deux phénoménes expliquent que les températures maximales relevées avec
les deux procédés soient proches.

Ainsi, cette premiére série de mesures montre que les champs de température vus par la piece au
cours du percage de I’AA2024-T351 sont relativement modestes. C’est pourquoi, nous n’avons pas
mené de campagne complémentaire sur cette thématique. Il serait toutefois intéressant d’approfondir
cette étude thermique en étudiant les flux de chaleur en zone de coupe et en tres proche surface.

2.3.4 Etude de la qualité des trous percés au regard des spécifications aéronautiques

La qualité des trous obtenus avec les différentes configurations de percage étudiées a été évaluée au
regard des spécifications aéronautiques afin de vérifier le bon respect de celles-ci. Ces spécifications
portent sur le diamétre, la rugosité et la hauteur de bavure.

e Diametre

Le diamétre des trous percés a été mesuré a 1’aide d’un micrométre intérieur a trois touches. Une

dizaine de trous ont été mesurés par configuration de percage et cing mesures ont été réalisées par trou.
Les résultats sont présentés en Figure 2-11.

D = 6,35 mm D =9,53 mm
a) 6.40 ! b) 9,57 !
I Pergage axial I Pergage axial
@ Pergage orbital 9,56 @ Pergage orbital
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g 6,34 g 9,53
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0 6,32 [=]
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Figure 2-11 : Diamétre mesuré des trous percés au diametre nominal 6,35 mm (a) et 9,53 mm (b)
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Pour les trous percés avec le procédé axial au diamétre nominal 6,35 mm et les trous percés avec les
deux procédés au diamétre nominal 9,53 mm, I’ensemble des diamétres mesurés respectent la
specification aéronautique. Concernant les trous percés avec le procédé orbital au diamétre nominal 6,35
mm, les trous réalisés dans les éprouvettes d’épaisseur 3,175 mm respectent la spécification de diametre
alors que les diamétres des trous réalisés dans les éprouvettes d’épaisseur 6,35 mm et 10 mm sont
légérement plus importants et hors spécification. Cela est d au diamétre de 1’outil légérement plus grand
qui a été utilisé pour ces configurations de pergage (pas de réglage de I’excentrique). Cependant, cette
variation de diameétre correspond a une variation négligeable du facteur de concentration de contrainte
dans la section nette de 1’éprouvette (K = 3,47 pour le diamétre nominal et K; = 3,48 pour le plus grand
diamétre mesuré : 6,39 mm). Son impact sur la tenue en fatigue de la piéce percée est donc considéré
comme négligeable et ne constitue pas a un frein a 1’étude. Ainsi, ces éprouvettes ont été utilisées pour
les essais de fatigue.

e Rugosité

La spécification aéronautique de rugosité concernant les trous percés est formulée en termes d’écart
moyen arithmétique du profil (Ra < 1,6 um). Pour les trous percés dans le cadre de cette campagne
d’essais, ce parametre a été mesuré a 1’aide d’un rugosimétre mécanique 2D (MITUTOYO SJ-301) pour
des profils orientés suivant 1’épaisseur de 1’éprouvette (Figure 2-12). En accord avec la norme [ISO
4288, 1996], une longueur d’onde de coupure, Ac, de 0,8 mm a été utilisée (longueur d’onde de coupure
recommandée pour un Ra compris entre 0,1 um et 2um). Une longueur d’évaluation de 1,6 mm (2 X A¢),
3,2 mm (3 X Xc) et 4 mm (5 X Ac) a été utilisée respectivement pour les éprouvettes d’épaisseur 3,175
mm, 6,35 mm et 10 mm. Pour les éprouvettes de plus faible épaisseur, il n’a pas été possible de respecter
la longueur d’évaluation minimale recommandée par la norme [ISO 4288, 1996] (4 mm pour un Ra
compris entre 0,1 um et 2 um). Une dizaine de trous ont été mesurés par configuration de percage et six
mesures de profil ont été réalisées par trou. Les résultats sont présentés en Figure 2-13.

L

Figure 2-12 : Mesure de la rugosité des trous percés a I'aide d'un rugosimetre mécanique 2D
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Figure 2-13 : Ecart moyen arithmétique du profil obtenus pour les trous percés de diamétre 6,35 mm (a) et 9,53 mm (b)
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Pour I’ensemble des configurations de percage étudiées, les valeurs de Ra obtenues sont largement
conformes a I’exigence aéronautique. Par ailleurs, les trous obtenus par percage orbital présentent un R,
nettement inférieur aux trous obtenus par percage axial pour le diameétre de percage de 6,35 mm.

e Hauteur de bavure

La hauteur de bavure en face de sortie des trous percés a été mesurée a 1’aide d’un profilométre
optique ALICONA Infinite Focus (Figure 2-14). La hauteur moyenne de bavure a été mesurée pour cing
trous par configuration de percage avec huit mesures de hauteur de bavure réalisées sur la périphérie du
trou par trou percé (excepté pour les éprouvettes d’épaisseur 6,35 mm percées au diameétre 6,35 mm
dont la hauteur de bavure n’a pas pu étre mesurée). Les résultats sont présentés en Figure 2-15.

b)

Figure 2-14 : Mesure de la hauteur de bavure des trous percés a I'Alicona (a) et exemple de reconstruction 3D de
bavure en face de sortie d'un trou de diamétre 9,53 mm obtenu par percage axial (b)
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Figure 2-15 : Hauteur de bavure en face de sortie obtenues pour les trous percés de diamétre 6,35 mm (a) et 9,53 mm

(b)

Pour I’ensemble des trous percés mesurés, la hauteur moyenne de bavure respecte la spécification
aeronautique (hauteur de bavure < 100 um). Par ailleurs, une hauteur moyenne de bavure nettement plus
faible en pergage orbital qu’en percage axial est observée. Cela est expliqué par les plus faibles efforts
de coupe axiaux mis en jeu au cours du percage orbital comme vu en Partie 2.3.3. Ces résultats sont
accord avec les travaux de la littérature (Ni, 2007; Sasahara, 2008).
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2.4 Essais de fatigue

2.4.1 Présentation de I’essai de fatigue

Les essais de fatigue menés dans le cadre de cette campagne d’essais s’inscrivent tout en amont des
essais structuraux effectués dans I’industrie aéronautique dans le but de réaliser le dimensionnement et
la justification des structures aéronautiques. Ils se positionnent a la base de la pyramide d’essais et
mettent en ceuvre des éprouvettes élémentaires (Figure 2-16). Ils visent a évaluer la performance en
fatigue des piéces percées avec la technique orbitale par rapport aux piéces percées conventionnellement
dans un cas de chargement élémentaire : un effort « contournant » le trou percé, qui est un mode de
sollicitation trés présent dans les structures percées. Les essais de fatigue ont ainsi été menés sur des
éprouvettes trouées libres élémentaires qui permettent de s’affranchir des phénomeénes liés a
I’introduction d’une fixation (influence du couple de serrage, influence du jeu de 1’assemblage ou du
niveau d’interférence considéré, etc ...). Conformément aux exigences aéronautiques, ces éprouvettes
ont été ébavurées afin d’éviter toute interaction liée a la présence d’une bavure. Un chanfrein de 0,15
mm a été réalisé sur les bords des trous des éprouvettes d’épaisseur 3,175 mm et un chanfrein de 0,3
mm a été réalisé sur les bords des trous des éprouvettes d’épaisseur 6,35 mm et 10 mm.
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Figure 2-16 : Pyramide des essais structuraux et de la simulation numérique dans le secteur aéronautique (Irisarri,
2010) (a) et exemple d’'éprouvette élémentaire utilisée pour les essais de fatigue (b)

Afin de comparer les performances en fatigue des éprouvettes trouées libres obtenues avec les
différentes configurations de percage, un certain nombre d’essais de fatigue, considérant plusieurs
niveaux de charge, ont été menés dans le but de tracer des courbes de Wohler. Celles-ci représentent la
contrainte maximale appliquée au cours d’un cycle de chargement (Equation (2-3)), en fonction du
nombre de cycles a rupture de 1’éprouvette.
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F

< (2-3)
Snette

Omax =

omax . contrainte maximale appliquée dans la section nette au cours d’un cycle de chargement (sans
prise en compte du facteur de concentration de contrainte) (MPa)
F : effort maximal appliqué au cours d 'un cycle de chargement (N)

Le domaine de fatigue qui a été exploré au cours de ces essais est le domaine de fatigue a longue
durée de vie (HCF : High Cycle Fatigue), celui-ci comprend les problémes de tenue en fatigue rencontrés
les plus fréquemment dans les structures aéronautiques. Dans ce domaine, la contrainte appliquée, omax,
est inférieure a la limite d’¢élasticité du matériau (Figure 2-17) et de faibles déformations plastiques sont
mises en jeu en comparaison au domaine oligocyclique (ou LCF : Low Cycle Fatigue). Le domaine de
fatigue a longue durée de vie est théoriquement divisé en deux parties sur la courbe de Wohler : le
domaine d’endurance limité, qui correspond a une portion décroissante, et le domaine d’endurance
illimitée, qui correspond a une asymptote horizontale (Figure 2-17). Cette asymptote définit la limite de
fatigue, soit la limite supérieure de la contrainte omax pouvant étre appliquée indéfiniment sans conduire
a la rupture. Pour les alliages d’aluminium, celle-ci n’est atteinte qu’au-dela d’un nombre de cycles de
lordre de 10% (Develay, 1992). La performance en fatigue d’une structure aéronautique étant
couramment évaluée a 10° cycles et I’étude de la limite de fatigue impliquant un temps d’occupation de
machine trop important, un domaine de durée de vie en fatigue compris entre 10* et 10° a été exploré
dans le cadre de cette étude.
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Figure 2-17 : Différents domaines théoriques d une courbe de Wohler

Les essais de fatigue ont été menés sur une machine servo-hydraulique SCHENCK équipée d’une
cellule de charge de 100 kN (Figure 2-18). lls ont été pilotés en effort et réalisés a température ambiante.
Le chargement a été appliqué suivant le sens longitudinal de 1’éprouvette qui a été centrée dans les mors.
Le spectre du chargement qui a été appliqué est une sinusoide en traction-traction avec un rapport de
charge de 0,1 et une fréquence de 20 Hz (Figure 2-19). Pour chaque niveau de charge, les essais ont été
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répétés deux ou trois fois (en fonction de la répétabilité obtenue). Les dimensions d’éprouvette étudiées
(largeur et épaisseur) étant variables (raideurs différentes), le bon réglage des valeurs du correcteur PID
(Proportionnel, Intégral, Dérivé) de la boucle d’asservissement de la machine a été vérifié pour chaque
géométrie d’éprouvette avant les essais de fatigue et a ét€¢ modifié si besoin.

Omax [

_ Omin

Jmax

min

» Temps (S)
«—>

Cycle ( %)

o : contrainte appliquée dans la section nette au cours d’'un cycle de chargement (MPa)

omin: contrainte minimale appliquée dans la section nette au cours d’un cycle de chargement (MPa)
R : rapport de charge

f : fréquence du chargement cyclique appliquée lors des essais de fatigue (Hz)

Figure 2-19 : Chargement cyclique appliqué lors des essais de fatigue
2.4.2 Durée de vie en fatigue

Les courbes de Wohler obtenues sont présentées en Figure 2-20 pour le diameétre de percage 6,35
mm et en Figure 2-21 pour le diamétre de percage 9,53 mm. Des courbes de tendance de type « fonction
puissance » sont tracées sur ces graphes dans le domaine de fatigue inférieur a 5.10° cycles (marqueurs
pleins). Il est important de noter que sur la Figure 2-21 les points correspondant & un nombre de cycles
a la rupture supérieur a 5.10° cycles pour le percage axial diamétre 9,53 mm correspondent a une rupture
de I’éprouvette au niveau des mors de la machine. Ce type de rupture peut étre expliqué par un
endommagement de I’éprouvette au niveau de son serrage apparu en fretting-fatigue (Maximov et al.,
2017) (mouvement oscillatoire de faible amplitude, souvent tangentiel, appliqué & deux surfaces en
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contact dont I’'une est soumise a une sollicitation cyclique). Ainsi, ces points correspondent a la valeur
minimale du nombre de cycles a la rupture de I’éprouvette testée si elle n’avait pas subi un
endommagement par fretting-fatigue et ils pourraient avoir une valeur bien plus élevée si une rupture
conventionnelle de I’éprouvette au niveau de sa section nette avait eu lieu.
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Figure 2-20 : Courbes de Wohler obtenues pour le diamétre de per¢age 6,35 mm pour les éprouvettes d’épaisseur 3,175
mm (a), 6,35 mm (b) et 10 mm (c)
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Figure 2-21 : Courbes de Wohler obtenues pour le diamétre de pergage 9,53 mm

Les résultats des essais de fatigue montrent une trés bonne répétabilité jusqu’a un nombre de cycles
a la rupture d’environ 5.10° et présentent, en revanche, une dispersion plus importante pour les plus
grands nombres de cycles, ce qui est typique des résultats d’essais de fatigue.

Les durées de vie en fatigue des éprouvettes percées au diamétre 6,35 mm montrent globalement
une influence faible du procédé de percage sur la tenue en fatigue. Seulement pour le cas des éprouvettes
d’épaisseur 3,175 mm, pour les plus faibles niveaux de contrainte appliqués, une influence du procédé
de percage sur la durée de vie en fatigue est constatée : les éprouvettes obtenues par percage orbital
présentent une limite d’endurance conventionnelle a 10° cycles supérieure a celle des éprouvettes
obtenues par per¢age axial (de I’ordre de 135 MPa contre 110 MPa). Concernant I’influence de
I’épaisseur de 1’éprouvette, des courbes de Wohler similaires sont obtenues pour les trois épaisseurs
d’éprouvette étudié¢es. Ainsi, I’épaisseur de 1’éprouvette n’est pas un facteur ayant un impact significatif
sur la durée de vie en fatigue et il ne semble pas exister de phénomene d’effet d’échelle sur la tenue en
fatigue des éprouvettes percées en alliage d’aluminium 2024-T351.

Les résultats de durée de vie en fatigue des éprouvettes percées au diamétre 9,53 mm montrent, eux,
une augmentation notable de la tenue en fatigue des éprouvettes percées avec la technique axiale par
rapport aux éprouvettes percées avec la technique orbitale. Cette augmentation de la tenue en fatigue est
observée pour tous les niveaux de contrainte appliqués mais elle est plus importante pour les faibles
niveaux de contraintes appliqués. La limite d’endurance conventionnelle & 10° cycles des éprouvettes
obtenues par percage axial est de ’ordre de 150 MPa alors que celle des éprouvettes obtenues par
percage orbital est de ’ordre de 100 MPa. Ainsi, pour ce diamétre de percage, le procédé de percage
semble avoir une influence significative sur la durée de vie en fatigue de la piéce percée.

Par ailleurs, en comparant les durées de vie en fatigue observées avec les deux diamétres de percage,
la tenue en fatigue des éprouvettes obtenues par percage axial au diamétre 9,53 mm est largement
supérieure a celle des éprouvettes percées au diamétre 6,35 mm. En revanche, la tenue en fatigue des
éprouvettes obtenues par percage orbital au diameétre 9,53 mm est sensiblement inférieure a celle des
éprouvettes percées au diametre 6,35 mm.

Une influence significative du procédé de percage sur la tenue en fatigue est donc observée. Si pour
un diameétre de 6,35 mm, la différence est Iégére en faveur du procédé orbital, elle est importante au
diamétre 9,53 mm en faveur du procédé axial. Ces différences de tenue en fatigue sont certainement
liées a a une différence au niveau de 1’intégrité de surface des trous percés. Le procédé de pergage axial
n’est pas identique entre les deux diamétres (outils et conditions de coupe différentes). Il en est de méme
pour le procéde de percage orbital. Ainsi, non seulement le procédé (axial ou orbital), mais aussi I’outil
et les conditions de coupe utilisés semblent impacter fortement I’intégrité de surface obtenue.
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Dans I’industrie aéronautique, la performance en fatigue d’une structure est généralement évaluée
par I’indice de qualité en fatigue (IQF) qui correspond a la contrainte maximale appliquée dans la section
nette au cours d’un cycle de chargement associée a une durée de vie de 10° cycles. Ainsi, la valeur de
I’IQF a été déterminée pour chaque configuration de percage a partir des courbes de Wohler. Les
résultats sont présentés en Figure 2-22. En accord avec les courbes de Wohler, des valeurs de I’'IQF
relativement similaires sont observées avec les deux procédés de percage pour le diametre de percage
6,35 mm pour I’ensemble des épaisseurs étudiées (Iégere amélioration entre 1 et 5% avec le procédé
orbital), alors qu’un gain important de I’IQF (15 %) est observé avec le procédé de percage axial pour
le diamétre de percage 9,53 mm.
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Figure 2-22 : 1QF obtenus pour les éprouvettes percées au diametre 6,35 mm (a) et 9,53 mm (b)
2.4.3 Facies de rupture
Exceptés les quelques cas de rupture au niveau des mors évoqués précédemment, les éprouvettes se

sont rompues dans leur section nette pour I’ensemble des configurations de percage étudiées (Figure
2-23).

Rupture de I’éprouvette au
niveau de sa section nette

Figure 2-23 : Rupture de I’éprouvette au niveau de la section nette observée a l’issue de [’essai de fatigue

Afin d’évaluer I’impact des configurations de percage sur le mode de rupture des éprouvettes
percées, une analyse macroscopique des faciés de rupture a été menée. Pour 1’ensemble des
configurations de percage étudiées, le faciés de rupture de 1’éprouvette est divisé en deux zones
distinctes : une correspondant a la propagation de la fissure et une correspondant a la rupture quasi-
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statique du matériau (Figure 2-24). Ces deux zones correspondent & un mode de rupture bien connu de
la littérature (Achard, 2016) : une fissure s’amorce en bord de trou et se propage dans la section nette
puis engendre une rupture généralisée selon un mode quasi-statique. Le mode d’ouverture des fissures
pour la configuration de chargement étudiée étant le mode | (contrainte de traction normale au plan de
fissure), la zone de propagation de fissure est plane dans la section nette. La zone correspondant a la
rupture quasi-statique est, elle, caractérisée par des arrachements de matiére et des ruptures selon les
plans de clivages de la microstructure du matériau. Etant beaucoup plus chaotique que la premiére zone,
elle s’aveére bien moins brillante. Ainsi, I’analyse des faciés de rupture ne montre aucune influence du
procedé de percage ou de 1’épaisseur de 1’éprouvette sur le mode de rupture de 1’éprouvette percée.

Zone de propagation
de fissure en quasi-
statique

Zone de propagation
de fissure en fatigue

Figure 2-24 : Faciés de rupture type des éprouvettes sollicitées en fatigue observé pour l’ensemble des configurations
de percage

2.5 Synthése

Dans ce chapitre, les résultats d’une campagne d’essais visant a comparer les performances des
procédés de percage axial et orbital en termes de sollicitations thermomécaniques mises en jeu au cours
de I’'usinage, de respect des spécifications aéronautiques et de tenue en fatigue de la piéce percée ont été
présentés. Au cours de cette campagne d’essais, un ensemble de configurations industrielles de percage
de piéces en AA2024-T315, comprenant différents diameétres de percage et différentes épaisseurs
d’éprouvette, a été considéré. Ces configurations correspondent & une mise en ceuvre optimale, selon
I’usage industriel actuel, des deux techniques de percage étudiées.

Les actions mécaniques mesurées au cours de 1’opération de pergage montrent des niveaux d’efforts
de coupe bien plus faibles dans le cas du percage orbital que le cas du percage axial, notamment pour
I’effort de coupe axial. Cela est expliqué en partie par la faible avance axiale employée en pergage
orbital. Les mesures de température réalisées au cours du percage montrent des niveaux de températures
relativement faibles pour les deux procédés de percage. Un maximum de température de 45 °C et 50 °C
est mesuré, respectivement pour le procédé axial et orbital, & la fin du percage, en sortie de piéce, a 0,2
mm de la paroi percée. Ces faibles températures sont liées a la grande diffusivité thermique de I’alliage
d’aluminium 2024-T351. Le faible écart de température observé entre les deux procédés de percage est
expliqué par le fait que la génération de températures locales élevées en percage axial liée aux
sollicitations mécaniques importantes est compensée par le phénomeéne d’accumulation de chaleur
important en percage orbital du fait de la longue durée de 1’opération. Ainsi, il apparait que les deux
procedés de percage, axial et orbital, générent des chargements thermomécaniques sur la surface trés
différents, donc potentiellement des intégrités de surface différentes.

Les essais menés afin d’évaluer la qualité des trous percés au regard des spécifications aéronautiques
montrent 1’obtention de trous respectant les exigences aéronautiques en termes de rugosité et de hauteur
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de bavure avec les deux procédés de percage. Par ailleurs, ils confirment 1’obtention de trous de
meilleure qualité avec le percage orbital, en accord avec les travaux précédents de la littérature.
Cependant, concernant le diametre, les résultats obtenus montrent I’obtention d’un diamétre 1égérement
supérieur a I’exigence aéronautique pour certaines configurations de percage orbital. Cet écart de
diamétre, 1i¢ a I'utilisation d’un outil de diamétre 1égerement supérieur a celui utilisé pour le pergage
des trous de diamétre respectant la spécification, montre I’importance du bon réglage de I’excentrique
en percage orbital. En effet, comme vu au Chapitre 1, au-dela du diamétre de 1’outil, le diamétre du trou
percé dépend également de I’excentrique de [’unité de pergage orbitale. Si cela constitue un avantage
d’un point de vue économique de par la variabilité des diametres pouvant étre percés avec une méme
machine et un méme outil, cela impose un contrdle rigoureux du réglage de I’excentrique apres chaque
changement d’outil afin de conférer au trou percé, un diamétre final en accord avec les spécifications.
Néanmoins, les diametres percés avec le procédé orbital Iégérement hors spécifications ne constituent
pas un obstacle a 1’étude de tenue en fatigue, puisque 1’écart de diamétre (de 1’ordre de 0,6%) a une
influence négligeable sur le facteur de concentration de contrainte K.

Les résultats des essais de fatigue menés montrent une influence faible du procédé de percage sur la
tenue en fatigue de la piéce percée pour le cas du diametre de percage 6,35 mm et une influence
significative du procédé de percage pour le cas du diametre de percage 9,53 mm. En effet, pour ce
diameétre, un gain important de durée vie en fatigue est observé avec le procédé de percage axial avec
un gain de I'IQF de 15 %. Les analyses des faci¢s de rupture des éprouvettes ne montrent, en revanche,
aucune influence du procédé de percage sur le mode de rupture de 1’éprouvette pour les deux diamétres
de percage étudiés. Concernant 1’influence de I’épaisseur de 1’éprouvette, les courbes de Wohler
obtenues ne montrent aucune influence significative de 1’épaisseur de 1’éprouvette percée sur sa tenue
en fatigue. Il ne semble pas donc exister de phénomeéne d’effet d’échelle sur la tenue en fatigue des
éprouvettes percées en alliage d’aluminium 2024-T351.

Les différences de tenue en fatigue des éprouvettes percées constatées entre les procédés et les
diamétres de percage étudiés sont certainement liées a des différences au niveau de I’intégrité de surface
des trous percés. En effet, les chargements thermomécaniques observés sont tres différents d’un procédé
a lautre. De plus, les configurations de pergage étudiées impliquent des conditions opératoires tres
différentes de par la cinématique du procédé, les outils et les paramétres de coupe employés, et celles-
ci sont susceptibles d’engendrer des différences notables au niveau de I’intégrité de surface des trous
percés. Afin de comprendre 1’origine des différences de durée de vie observées et de mieux appréhender
le lien entre I’intégrité de surface et la tenue en fatigue pour les piéces percées en alliage d’aluminium,
I’ensemble des caractéristiques de l’intégrité de surface des trous percés sont investiguées dans le
chapitre suivant.
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Chapitre 3. Caractérisation de I’intégrité de surface des trous percés

3.1 Objectifs

Ce chapitre présente les résultats de la campagne expérimentale menée afin de caractériser
I’ensemble des aspects de I’intégrité de surface des trous percés (aspects topologiques, mécaniques et
métallurgiques). Le premier objectif de cette campagne d’essais a été de choisir ou de mettre en place
des méthodes d’analyse adaptées a la caractérisation de 1’intégrité des surfaces percées en alliage
d’aluminium. Pour cela, un modéle numérique €léments finis a ét¢ développé afin d’estimer la
profondeur du matériau, en sous-surface du trou, affectée par les aspects internes de I’intégrité de surface
et de définir une échelle d’étude adaptée a ces aspects. La deuxieme étape a été de mener, avec les
méthodes d’analyse définies, des essais de caractérisation de I’intégrité des surfaces percées avec les
configurations de pergage ¢tudiées dans le Chapitre 2. Enfin, I’objectif final de cette campagne a été
d’établir les corrélations entre 1’intégrité de surface des trous et la tenue en fatigue des piéces percées
afin d’expliquer les différences de tenue en fatigue observées au Chapitre 2.

La caractérisation expérimentale des aspects topologiques de ’intégrité de surface est présentée
dans une premiére partie de ce chapitre. L’évaluation numérique de la profondeur du matériau, en sous-
surface du trou, affectée par les aspects internes de I’intégrité¢ de surface est ensuite exposée dans une
seconde partie. Une fois ce paramétre évalué, les méthodes d’analyse définies pour la caractérisation
des aspects métallurgiques et mécaniques ainsi que les résultats de caractérisation associés sont décrits
dans les troisieme et quatriéme parties, respectivement pour les aspects métallurgiques et mécaniques.
Enfin, les corrélations établies entre I’intégrité de surface et la tenue en fatigue, a partir de I’analyse des
résultats de cette campagne d’essais et de la campagne d’essais de fatigue présentée dans le Chapitre 2,
sont analysées dans une derniére partie.

3.2 Caracterisation expérimentale des aspects topologiques de P’intégrité
de surface

Comme vu en Partie 1.5.1.2, I’état de surface du trou percé peut avoir un impact significatif sur la
tenue en fatigue de la piece. Ainsi, cet aspect de I’intégrité de surface a été investiguée de prés dans cette
étude.

Dans le cadre de la campagne d’essais présentée au Chapitre 2, une premicre caractérisation de 1’état
de surface des trous percés a €té menée a travers la mesure du paramétre de rugosité Ra (écart moyen
arithmétique du profil) (Figure 2-13), la spécification aéronautique portant sur ce parametre. Les
résultats obtenus ne montrent aucune corrélation entre la rugosité et la tenue en fatigue pour ce
paramétre. En effet, pour le diametre de percage 6,35 mm, un écart significatif est observé entre les
valeurs de R, obtenues avec les procédés de pergage axial et orbital alors qu’un écart faible de tenue en
fatigue est observe entre ces deux procedés pour ce diamétre. Au contraire, pour le diametre de percage
9,52 mm, un écart négligeable est noté entre les valeurs de R, obtenues avec les procédés axial et orbital
alors qu’un écart notable de tenue en fatigue est constaté entre les deux procédés.

L’écart moyen arithmétique du profil décrit I’allure générale d’un profil. Il est le paramétre le plus
répandu dans la littérature pour caractériser la rugosité. Cependant, comme vu en Partie 1.4.2.2, ce
paramétre ne semble pas étre I’indicateur de performance en fatigue le plus approprié et d’autres
parametres tels que ceux décrivant les hauteurs maximales des irrégularités (R, R;, Ry, efc...) et ceux
décrivant la forme des vallées (R, Rs) semblent, eux, plus pertinents. L’étude de la corrélation entre
ces parameétres et la tenue en fatigue pour le cas de surfaces percées en AA2024-T351 n’apparaissant
pas dans la littérature, il est pertinent de mener cette étude dans le cadre de ces travaux. Par ailleurs, les
parametres de rugosité de profil n’étant pas représentatifs de 1’état topologique de 1’ensemble de la
surface usinée, il apparait aussi intéressant de mener une évaluation des paramétres de rugosité de
surface (St, Sz Sv, Sku, S, €tc...).
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3.2 Caractérisation expérimentale des aspects topologiques de 1’intégrité de surface

Ainsi, un large ensemble de paramétres de rugosité de surface a été caractérisé, comprenant ceux
identifiés lors de 1’état de 1’art comme pouvant étre des indicateurs pertinents de tenue en fatigue.
L’évaluation de ces paramétres a été réalisée a 1’aide d’un profilométre optique (Alicona Infinite Focus)
(Figure 3-1-b) qui exploite le principe de la variation focale. Avec ce dispositif, une portion des surfaces
des trous percés a été reconstruite en 3D avec un objectif x10 et une résolution verticale de 200 nm
(Figure 3-1-c). Les acquisitions ont été menées sur les éprouvettes de fatigue aprés rupture sur une
portion de la surface percée située loin de la section rompue de 1’éprouvette (section nette) (Figure 3-1-
a). L’impact des dommages générés en fatigue sur la rugosité est donc supposé négligeable au niveau
de cette portion de surface. Des acquisitions ont été réalisées pour les procédés de percage axial et
orbital, pour les éprouvettes d’épaisseur 6,35 mm percées au diamétre 6,35 mm et pour les éprouvettes
d’épaisseur 10 mm percées au diameétre 9,53 mm. Comme vu au Chapitre 2, pour les premicres
éprouvettes, aucune différence de tenue en fatigue n’est observée entre les deux procédés de percage
(Figure 2-20) alors que, pour les secondes, une différence significative de durée de vie en fatigue est
notée entre les deux procédés (Figure 2-21). Trois éprouvettes ont été mesurées par configuration de

percage.

a) 4
W\ Section rompue en
fatigue \

\ Portion de surface percée

.

X reconstruite en 3D pour la 7

T mesure de rugosité T
y /T y

b)

Figure 3-1 : Portion de surface percée des éprouvettes de fatigue reconstruite en 3D (a), dispositif de mesure de la
rugosité de surface (b) et exemple de reconstruction 3D d'une surface percée (c)

Afin d’effectuer le calcul des paramétres de rugosité de surface a partir des reconstructions 3D des
surfaces percées, plusieurs opérations de post-traitement ont été réalisées. Tout d’abord, la forme
cylindrique de la surface du trou a été soustraite de la surface mesurée a travers le calcul du cylindre
moyen obtenu avec la méthode des moindres carrés. Ensuite, un plan de référence, correspondant au
plan moyen de la surface obtenue, également calculé avec la méthode des moindres carrés, a été défini
afin de permettre le calcul des parameétres de rugosité par rapport a ce plan. Enfin, une longueur d’onde
de coupure adaptée a été choisie pour le filtrage de la surface primaire afin de pouvoir analyser la
rugosité de surface des portions de surfaces percées reconstruites en 3D. Contrairement aux parametres
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de rugosité de profil, la norme ne définit pas de longueur d’onde de coupure a employer en fonction du
niveau de rugosité mesuré pour les paramétres de rugosité de surface. Dans cette étude, la méme
longueur d’onde de coupure que celle utilisée pour I’analyse des paramétres de rugosité 2D a alors été
utilisée pour I’analyse des parametres de rugosité 3D (Ac = 0,8 mm). Un ensemble d’exemples de
cartographie de rugosité obtenue pour chaque configuration de pergage est présenté en Figure 3-2.

Un ensemble de paramétres d’amplitude ainsi que le paramétre hybride Sqq, définis en Tableau 3-1,
ont été calculés a partir des cartographies de rugosité obtenues. Les résultats moyens obtenus par
configuration de percage sont présentés en Figure 3-3.

Axe du
- trou
D =6,35mm E
Hauteur
(pm)
Percage axial
D=9,53mm | -
Percage orbital
y
red

Figure 3-2 : Exemple de cartographies de rugosité obtenues
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Chapitre 3. Caractérisation de 1’intégrité de surface des trous percés

Nom Définition
s Hauteur moyenne Moyenne arithmétique de la valeur absolue de I'ordonnée a l'intérieur
® | arithmétique d'une zone de définition
. Moyenne quadratique des valeurs des ordonnées a l'intérieur d'une zone de
Sq | Hauteur efficace el
définition
Hauteur maximale de e , P
Sp pic Plus grande valeur de hauteur de pic a I'intérieur d'une zone de définition
s Hauteur maximale de Moins la plus petite valeur de hauteur de fosse a I'intérieur d'une zone de
" | fosse définition
. Somme de la valeur de la hauteur maximale de pic et de la valeur de la
S; | Hauteur maximale . g . PR
hauteur maximale de fosse a l'intérieur d'une zone de définition
, . Quotient de la moyenne des cubes des valeurs des ordonnées par le cube
Ssk | Facteur d’asymétrie N N ) T
du paramétre Sq a l'intérieur d'une zone de définition
Facteur Quotient de la moyenne des valeurs a la puissance quatre des ordonnées
Sku X . par la valeur a la puissance quatre du parametre Sq a I'intérieur d'une zone
d’aplatissement e e
de définition
Sqd | Gradient efficace Valeur efficace du gradient de surface a l'intérieur de la zone de définition

Tableau 3-1 : Définition des paramétres de rugosité de surface, d’amplitude et hybrides, étudiés [ISO 25178-2, 2012]

Des écarts de valeur de rugosité de surface similaires sont observés entre les procédés de percage
axial et orbital pour les deux diamétres de percage pour un certain nombre de paramétres (Sa, Sq, Sv, Sdq)-
Au contraire, pour les autres parametres (Sp, Sz, Ssk, Sku), des valeurs similaires sont observées entre les
deux procédeés de percage pour le diamétre de percage 6,35 mm alors que des écarts significatifs sont
constatés entre les deux procédés pour le diameétre de percage 9,53 mm, avec des valeurs nettement plus
importantes pour le procédé axial. Concernant les parameétres Sp et S;, il semble difficile d’établir un lien
entre les valeurs élevées de ces parameétres, caractérisant une hauteur de pic importante, et
I’augmentation de la tenue en fatigue observée pour la méme configuration de pergage. En effet, la
hauteur de pic (Sy) impacte peu les phénoménes de concentration en surface en comparaison a la
profondeur de vallée. De la méme maniére, pour le facteur d’aplatissement (Sk), la valeur élevée de ce
parameétre, pour la configuration de percage axial au diametre 9,53 mm, semble difficilement expliquer
I’augmentation de la durée de vie en fatigue observée pour cette configuration. En effet, une valeur
¢levée du facteur d’aplatissement est associée a la présence de pics et de vallées étroits, ce qui pourrait
impacter négativement la tenue en fatigue. Enfin, concernant le facteur d’asymétrie (Ss), la question de
I’influence de celui-ci sur la tenue en fatigue peut se poser puisqu’une valeur négative de celui-ci (cas
de I’ensemble des configurations de percage excepté le percage axial au diamétre 9,53 mm) est associée
a la présence prépondérante de vallées, ce qui conduit a augmenter les phénomeénes de concentration de
contraintes en fond de vallée. Cependant, une grande incertitude est observée sur les résultats de Se.
Cela rend donc délicate I’interprétation d’une éventuelle corrélation entre ce parameétre et les résultats
de tenue en fatigue.

Dans cette premieére partie de 1’étude topologique des surfaces percées, la rugosité a été caractérisee
a partir d’une série de parametres liés au plan moyen de la surface qui sont les parameétres les plus utilisés
pour évaluer la rugosité de surface. La norme [ISO 25178-2, 2012] définie aussi un ensemble de
parameétres, dit fonctionnels, qui sont liés & la courbe du taux de longueur portante surfacique (ou courbe
de portance, ou courbe d’Abbott-Firestone) qui correspond & la courbe cumulée de distribution
d’amplitude en fonction de la hauteur de coupe de la surface. Celle-ci représente un autre moyen de
caractérisation de la rugosité de surface, complémentaire des parametres calculés a partir de la surface
moyenne. D’aprés Jerez Mesa (Jerez Mesa, 2018), les paramétres de rugosité d’amplitude décrivant la
forme des vallées, Sk, et Ss, soient des parametres pouvant potentiellement étre des indicateurs de tenue
en fatigue, ont un impact sur la courbe de portance. Le facteur d’asymétrie influe sur la valeur de
I’intersection entre la courbe de portance et I’axe des abscisses et le facteur d’aplatissement influe sur
la pente de la courbe. Ainsi, il est apparu intéressant d’analyser les courbes du taux de longueur portante
surfacique, ainsi que les parameétres associés, des surfaces percées. Les analyses ont été menées pour les
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3.2 Caractérisation expérimentale des aspects topologiques de 1’intégrité de surface

mémes surfaces percées que celles caractérisées en premiére partie de cette étude. Les parametres de
portance étudiés sont définis en Figure 3-4 et en Tableau 3-2.

height

\A?ott-Firestone curve
‘\ —40% £
] <

‘minimum-slope !
'secant line

"0 Ma Me 100%
accumulated height

length

Figure 3-4 : Illustration des paramétres de rugosité de surface de portance étudiés (Jerez Mesa, 2018)

Nom Définition
S Hauteur de la surface | Distance entre le niveau le plus élevé et le niveau le plus bas de la surface
écrétée écrétée
Hauteur de colline - . s
Spk eliminée Hauteur moyenne de saillie des collines au-dessus de la surface écrétée
Hauteur de vallée - ) s
Sk eliminée Hauteur moyenne de saillie des vallées au-dessous de la surface écrétée
Mi Taux de longueur Rapport de I'aire de la matiére a la ligne de coupure qui sépare les collines
" | portante saillantes de la surface écrétée et de I'aire d'évaluation
Mr Taux de longueur Rapport de I'aire de la matiere a la ligne de coupure qui sépare les vallées
"* | portante saillantes de la surface écrétée et de l'aire d'évaluation
Vmp | Espace matiére du pic | Volume de la matiére dans les pics
Espace libre de la , . ,
Vw pe Volume d’espace libre dans les vallées
vallée
Espace matiére du .
Ve P Volume de matiére dans le noyau
noyau
Vi | Espace libre du noyau | Volume d’espace libre dans le noyau

Tableau 3-2 : Définition des parameétres de rugosité de surface de portance étudiés

Les résultats des courbes et des paramétres de portance sont présentés respectivement en Figure 3-5
et Figure 3-6. Les différences de valeur des facteurs d’asymétrie et d’aplatissement observées entre les
différentes configurations de pergage n’apparaissent pas nettement sur les courbes de portance. Par
ailleurs, des écarts de valeur des paramétres de portance relativement similaires sont observés entre les
procedés de percage axial et orbital pour les deux diameétres de percage. Aucune corrélation avec les
résultats de tenue en fatigue ne se dégage donc de ces résultats.

Ainsi, ’analyse de la rugosité de surface des trous percés ne révele pas de corrélation forte entre les
paramétres de rugosité de surface et la tenue en fatigue. Méme si des valeurs plus élevées sont observées,
pour certains parametres de rugosité, pour la configuration de pergage axial au diamétre 9,53 mm qui
est associée & un gain sur la durée de vie en fatigue, celles-ci n’expliquent pas pleinement la différence
de tenue en fatigue. En effet, les valeurs des parametres de rugosité obtenues pour les autres
configurations de pergage n’indiquent pas d’état de surface dégradé. Les aspects mécaniques et
métallurgiques de I’intégrité des surfaces percées méritent donc d’étre investigués afin d’expliquer les
différences de durée de vie en fatigue observées au Chapitre 2.

81



Chapitre 3. Caractérisation de 1’intégrité de surface des trous percés

Niveau de coupe (um)
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Figure 3-5 : Courbes de portance obtenues pour les diamétres de percage 6,35 mm (a) et 9,53 mm (b)
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3.3 Profondeur du matériau en bord de trou affectée par les aspects
internes de I’intégrité de surface

3.3.1 Problématique de caractérisation des aspects internes de I’intégrité de surface
avec les méthodes d’analyses usuelles

Des essais préliminaires ont été réalisés afin de tenter de caractériser certains aspects internes de
I’intégrité de surface avec des méthodes d’analyses usuelles. Dans ce cadre, une analyse de 1’état de
contraintes résiduelles du matériau en bord de trou a été menée avec la méthode de DRX (Annexe C) et
la méthode du trou incrémental (Annexe D). Egalement, une analyse de la dureté du matériau en bord
de trou a été menée a travers des mesures de microdureté (Annexe E). Ces analyses de I’intégrité de
surface ont ét€¢ menées avec une échelle d’étude similaire a celle utilisée par Elajrami et al. (Elajrami et
al., 2008). Dans leurs travaux sur le pergage de 1’AA2024-T3, ceux-ci évaluent une profondeur du
matériau, en bord de trou, affectée par des contraintes résiduelles (dans la direction radiale) de plusieurs
millimétres. Ainsi, de la méme maniére, des profils de contraintes résiduelles et de dureté du matériau
en bord de trou ont été évalués sur plusieurs millimétres dans la direction radiale. Cette échelle d’étude
est adaptée aux méthodes usuelles d’analyse des contraintes résiduelles en usinage (DRX, trou
incrémental) qui permettent d’évaluer le niveau moyen de contrainte sur une surface de I’ordre de 1 a 2
mm?2. Les essais de caractérisation ont été réalisés pour le cas de trous percés avec le procédé axial qui
est susceptible de générer des modifications importantes des aspects internes de 1’intégrité de surface du
fait des sollicitations mécaniques importantes qu’il met en jeu par rapport au procédé de pergage orbital,
comme vu au chapitre précédent.

Les résultats obtenus a I’issue de cette campagne d’essais préliminaire (Annexe C, Annexe D et
Annexe E) n’ont pas permis d’identifier une couche de matiere en bord de trou affectée par 1’opération
de percage. En effet, les profils obtenus ne montrent pas de variation marquée, en bord de trou, des
aspects évalués et les résultats de contraintes résiduelles présentent de trés grandes dispersions.

L’échec de la caractérisation d’une éventuelle couche de matiére affectée par 1’usinage, dans le
cadre de cette premicre étude préliminaire, peut étre expliqué par une échelle d’étude non adaptée ayant
mené a la caractérisation d’une zone du matériau non affectée par I’opération de pergage. Ainsi, 1’échelle
d’étude adoptée par (Elajrami et al., 2008) n’est peut-&tre pas adaptée pour la caractérisation des aspects
internes de ’intégrité de surface des trous obtenus avec les configurations de pergage de notre étude.
Par ailleurs, il faut noter que les grandes dispersions obtenues sur les résultats d’analyse des contraintes
résiduelles peuvent aussi étre liées a la texture et a la taille des grains importantes du matériau (Figure
1-2). En effet, celles-ci peuvent conduire a une intensité diffractée trés faible dans certaines directions
d’analyse (du fait d’un faible volume de grains diffractant), pour le cas de ’analyse par DRX, et la
texture peut amener a remettre en cause 1’hypothése d’isotropie du matériau faite pour I’analyse par la
méthode du trou incrémental.

Ainsi, les méthodes d’analyses usuelles des aspects internes de 1’intégrité de surface, employées
dans cette premiere campagne de caractérisation, n’ont pas permis d’identifier de variations des aspects
mécaniques et métallurgiques du matériau en bord de trou a I’issue de I’opération de pergage, ce qui
peut étre expliqué par le choix d’une échelle d’étude non adaptée. Cependant, la mise en place d’une
échelle d’étude plus fine n’est pas possible avec les méthodes d’analyses testées. Avant d’approfondir
les essais de caractérisation des aspects internes de ’intégrité de surface, qui peuvent se révéler coliteux
en temps et en moyens techniques, il semble important, en premier lieu, de parvenir a préciser la taille
de la zone d’intérét. C’est pourquoi, un modele numérique éléments finis est développé afin d’estimer
la profondeur du matériau, en bord de trou, affectée par 1’opération de percage. Ce modéle est présenté
dans la partie suivante.
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3.3.2 Deéveloppement d’un modéle numérique macroscopique predictif de la
profondeur du matériau, en bord de trou, affectée a I’issue du percage

3.3.2.1 Objectifs et stratégie de simulation

Les objectifs du modéle éléments finis développé sont d’apporter une estimation de la profondeur
du matériau en bord de trou affectée par des modifications des aspects internes de ’intégrité de surface
al’issue de I’opération d’usinage ainsi que 1’ordre de grandeur du niveau de celles-ci. Cela doit permettre
d’orienter les essais de caractérisation menés par la suite. En revanche, une campagne de caractérisation
expérimentale approfondie et une étude numérique plus fine étant réalisées dans la suite de 1’étude, le
modeéle ne vise pas a prédire avec précision I’impact de I’opération de pergage sur la surface usinée. Les
aspects de ’intégrité de surface prédits avec le modele développé sont les contraintes résiduelles et les
déformations plastiques. Les modifications microstructurales mises en jeu au cours de [’usinage, qui
nécessitent la définition de lois métallo-thermomécaniques spécifiques, ne sont, elles, pas I’objet de cette
étude numérique.

Pour cette premiére étude numérique macroscopique, la stratégie de simulation consistant a
s’affranchir de I’enlévement de matiére et a appliquer un chargement équivalent mobile sur la surface
usinée semble adaptée. Cette stratégie permet, en effet, de développer un modéle relativement simple
en s’affranchissant de la calibration de lois de frottement et d’endommagement. Cependant,
I’identification du chargement thermomécanique équivalent doit étre effectuée rigoureusement afin
d’obtenir des prédictions correctes.

Le modele développé se focalise sur la simulation de I’opération de per¢age axial qui est susceptible
de générer de fortes perturbations de 1’état mécanique et métallurgique du matériau en bord de trou, par
rapport au percage orbital, du fait des sollicitations mécaniques critiques mises en jeu au cours de
I’'usinage. Comme vu en Partie 2.3.3, les températures mises en jeu au cours du per¢age de I’AA2024-
T351, y compris du percage axial, sont relativement modestes. C’est pourquoi, en premicre approche,
les aspects thermiques mis en jeu au cours du percage sont négligés dans le modeéle.

Comme vu au cours de I’état de I’art en Partie 1.4.3.2, le seul auteur qui semble considérer
I’application d’un chargement mécanique équivalent pour la simulation du percage de ’AA2024-T3 est
Saunders (Saunders, 2003). 1l identifie ce chargement a partir de modeles analytiques, qui nécessitent
I’évaluation précise des paramétres géométriques de 1’outil et du coefficient de frottement, et résout un
nombre important de problémes mécaniques, en fonction des régions du foret, puisqu’il considére une
discrétisation fine du bout de I’outil. De plus, il applique les chargements équivalents identifiés sur des
éléments de maillage, qui représentent I’ensemble de la matiére enlevée au cours du pergage et qui sont
supprimés au fur et a mesure de I’avance de I’outil. Il modélise ainsi I’enlévement de matiére. Pour le
modele numérique développé dans le cadre de cette étude, il est proposé d’évaluer un chargement
mécanique équivalent a partir de mesures expérimentales des actions mécaniques globales mises en jeu
au cours du percage, au lieu de mode¢les analytiques, et de I’appliquer directement sur la surface usinée
de la piéce percée, modélisée en 3D, sans modélisation de I’enlévement de matiére. Valiorgue
(\Valiorgue, 2008) utilise cette stratégie de simulation dans ses travaux sur la génération de contraintes
résiduelles au cours du tournage de 1’acier inoxydable 316L. Cela lui permet de développer un modéle
3D simulant plusieurs passes d’outil en s’affranchissant de la modélisation de 1’enlévement de matiere.

3.3.2.2 Identification du chargement mécanique équivalent
L’opération de percage axial simulée correspond a une configuration de percage industrielle étudi¢e
dans le Chapitre 2. Il a été choisi de simuler la configuration de percage axial au diametre 9,53 mm qui

est associée & un gain sur la durée de vie en fatigue de la piéce percée par rapport aux autres
configurations de percage.
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Au cours de I’opération de pergage, la surface du trou percé subit des sollicitations mécaniques dans
les trois directions : radiale (r), circonférentielle (0) et axiale (z). Ainsi, un chargement équivalent dans
les trois directions est identifié. Les mesures d’actions mécaniques au cours d’un per¢age pleine matiere,
telles celles présentées en Partie 2.3.3, correspondent au chargement mécanique repris par la matiére
enlevée au cours de I’usinage et une partie de la matiere en bord de trou appartenant a la piece finale.
Pour le développement du modele éléments finis, I’objectif est de parvenir a identifier uniquement le
chargement repris par la matiére située au niveau de la surface percée. Pour estimer ce chargement, il
est proposé de mesurer les actions mécaniques mises en jeu au cours d’un pergcage avec un trés grand
diamétre d’avant-trou. Dans ce cas, le chargement mesuré est repris par un certain volume de matiére
enlevée, situé entre le diamétre final du trou et le diamétre de I’avant-trou, ainsi qu’une partie de matiere
en bord de trou appartenant a la piece finale. Le chargement mécanique identifié a partir de ces mesures
est donc maximisé. Cependant, il peut étre utilisé comme approximation dans ce premier modele
macroscopique.

L’identification du chargement mécanique €quivalent a ainsi été réalisée a partir des mesures des
actions mécaniques mises en jeu au cours d’un pergage de diametre nominal 9,53 mm avec un avant-
trou de diamétre nominal 8,9 mm. Les parametres de ces deux opérations de percage, ainsi que le
diametre moyen mesuré des trous percés (Dmesur¢), SONt synthétisés en Tableau 3-3.

Au cours de I’opération de pergage, le chargement mécanique subi par la surface percée est généré
a la fois par les phénomeénes de coupe de la maticre et de frottement des listels de 1’outil sur la paroi du
trou. Cependant, en premiére approche, les sollicitations induites par le frottement des listels sont
supposées négligeables devant celles induites par la coupe. Ainsi, les actions mécaniques sont mesurées
uniquement durant la phase de descente de I’outil, entre I’entrée et la sortie des becs de 1’outil de la
piéce, et sont supposées correspondre uniquement aux sollicitations de coupe.

De la méme maniére qu’en Partie 2.3.3, la mesure des actions mécaniques a été effectuée a 1’aide
d’une platine dynamométrique six composantes (Kistler 9257B) disposée sous le porte-piéce et les
signaux d’efforts présentés dans cette partie ont été obtenus apres application d’un filtre passe bas de 10
kHz sur les signaux bruts. Les percages ont été répétés trois fois et des valeurs moyennes des actions
mécaniques mesurées sur les trois percages ont été considérées pour le calcul du chargement mécanique
équivalent.

D=8,9mm D =9,53mm
N (tr/mn) 2504 4000
Ve (Mm/mn) 70 120
Vta (Mm/mn) 0,1 400
fa (mml/tr) 250 0,1
Zz 2 2
Foret hélicoidal étagé (étage de
Outil Foret hélicoidal en acier rapide diamétre 8,1 mm) en carbure de
tungsténe avec revétement diamant
Lubrification Micro-lubrification externe Micro-lubrification interne
Dmesure 8,919 9,535

Tableau 3-3 : Parametres de coupe employés en percage axial

e Identification de I’effort circonférentiel équivalent

L’effort circonférentiel équivalent repris par la surface percée au niveau du contact avec un bec de
I’outil est identifi¢ a partir de la mesure du couple axial (Equation (3-1)). Un couple axial moyen de
0,31 Nm a été mesuré durant la phase d’engagement pleine matiére (Figure 3-7). Cela correspond a un
effort circonférentiel équivalent de 32,3 N.
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Mz,moy

— (3-1)
Z X Rmesuré

FB,eq =

Fo.q - effort circonférentiel équivalent repris par la surface percée au niveau du contact avec un bec de
[’outil (N)

Mzmoy - COuple axial moyen mesuré au cours de la phase d’engagement pleine matiere (Nm)

Rmesuré - Frayon moyen du percage mesuré (m)

0.40 — :
0.35 E _:
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Figure 3-7 : Mesure du couple axial au cours du per¢age axial de diametre 9,53 mm avec un avant-trou de diametre 8,9
mm

e Identification de I’effort radial équivalent

D a la propriété d’auto-centrage du foret en pergage axial, la mesure directe de 1’effort radial mis
en jeu au niveau d’un bec de 1’outil au cours du percage n’est pas possible.

Le percage peut étre assimilé, localement, au niveau d’une partie des listels située au-dessus du bec
de I’outil, a une opération de coupe orthogonale de profondeur de passe égale a I’avance par tour et par
dent de I’outil de percage, d’effort de coupe égal a I’effort circonférentiel de pergage et d’effort d’avance
¢gal a I’effort radial de percage. Les efforts de coupe et d’avance exercés par 1’outil sur la piéce au cours
d’une opération de coupe orthogonale, sont eux aisément mesurables. Le rapport entre ces deux efforts
peut donc étre obtenu tout aussi aisément. Il est alors proposé d’identifier I’effort radial équivalent repris
par la surface percée au niveau d’un bec de 1’outil au cours du per¢age comme €tant une proportion de
I’effort circonférentiel (Equation (3-2)), a partir de I’identification d’un rapport entre 1’effort de coupe
et I’effort d’avance en coupe orthogonale a 1’aide de données de la littérature. List (List, 2004) dans ses
travaux sur ’endommagement des outils en carbure appliqués a 1’usinage de I’AA2024-T351, réalise
des essais de coupe orthogonale en rabotage avec mesures des efforts de coupe (Figure 3-8). D’apres
ces mesures, un rapport d’environ 2 entre 1’effort de coupe (Fc) et ’effort d’avance (Fs) est identifié. Ce
méme facteur est utilisé pour 1’estimation de I’effort radial équivalent au cours du pergage. Une valeur
de 16,1 N est ainsi obtenue pour cet effort.

E _ FB,eq
req — b

(3-2)

Freq - effort radial équivalent repris par la surface percée au niveau du contact avec un bec de [’outil

(N)
b : rapport entre I’effort de coupe et I’effort d avance en coupe orthogonale identifié a partir de données
de la littérature
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Figure 3-8 : Efforts de coupe mesurés par List (List, 2004) au cours d'un essai de coupe orthogonale en rabotage de
1’442024-T351 (Vitesse de coupe de 60 m/mn, avance de 0,1 mm, profondeur de passe de 4 mm, angle de coupe de 15°)

e Identification de I’effort axial équivalent

L’effort axial équivalent repris par la surface percée au niveau du contact avec un bec de 1’outil est
identifié & partir de I’effort axial moyen mesuré durant la phase d’engagement pleine matiere (Equation
(3-3)). Une valeur de 18,2 N est obtenue pour celui-ci (Figure 3-9). Cela correspond a un effort axial
équivalent de 9,1 N (effort par dent).

E, moy
: (3-3)
Z

Fz,eq =

Fieq: effort axial équivalent repris par la surface percée au niveau du contact avec un bec de l’outil (N)
F2, moy : effort axial moyen mesuré au cours de la phase d’engagement pleine matiére (N)

20

15
Engagement pleine matiére
Fymoy= 182N

10

Fz (N)

— Eprouvette 1
--- Eprouvette 2
------- Eprouvette 3
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Figure 3-9 : Mesure de l’effort axial au cours du per¢age axial de diamétre 9,53 mm avec un avant-trou de diamétre 8,9
mm

e |dentification de la surface sollicitée équivalente

L’identification de la surface sollicitée équivalente, soit de la portion de la surface usinée sur
laquelle est appliquée le chargement équivalent dans le modéle numérique, est aussi déterminante que
la définition du chargement équivalent pour aboutir a des prédictions correctes de 1’intégrité de surface.

Valiorgue (Valiorgue, 2008), dans ses travaux sur la simulation du tournage, considere comme
surface sollicitée la surface de contact entre 1’outil et la piece usinée. Cette stratégie est reprise dans le
modele développé. Au cours du percage, la longueur de contact, dans la direction circonférentielle entre
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I’outil et la pi¢ce correspond a la largeur du listel. Celle-ci est donc utilisée comme dimension de la
surface sollicitée équivalente dans la direction circonférentielle. Concernant le contact entre 1’outil et la
piece dans la direction axiale, celui-ci se fait sur la hauteur du listel en fonction de la conicité de 1’outil.
Cependant, sur la hauteur de contact, une partie des sollicitations transmises correspondent au
phénomene de frottement du listel sur la paroi percée et une autre partie au phénomene de coupe de la
matiére. Le modé¢le se focalisant sur I’impact du chargement 1ié a la coupe, il est proposé de considérer
comme hauteur de surface sollicitée équivalente, dans la direction axiale, I’avance de 1’outil par tour et
par dent.

La largeur des listels de I’outil utilisé pour le percage de diamétre 9,53 mm a été mesurée a I’aide
d’un profilométre optique (Alicona Infinite Focus). Elle a été évaluée au niveau des becs de 1’outil. Une
largeur moyenne de 0,568 mm a été mesurée. L avance de 1’outil par tour et par dent pour les conditions
de percage étudiées est de 0,05 mm. Ainsi, dans le modele numérique, le chargement mécanique
équivalent identifié est appliqué sur une surface mobile, suivant la trajectoire des becs de I’outil, de
0,0284 mm2.

3.3.2.3 Modéle éléments finis

Le modéle mis en place est un modele Lagrangien développé a I’aide du logiciel éléments finis
ABAQUS®. Ce logiciel posséde deux solveurs: un basé sur une intégration temporelle implicite
(Abagus/Standard) et un basé sur une intégration temporelle explicite (Abaqus/Explicit). Afin de
représenter correctement 1’impact de I’opération de pergage sur 1’intégrité de surface, plusieurs passages
de I’outil sur la surface usinée sont simulés dans le modéle développé. Ainsi, le temps d’usinage simulé
est relativement important. C’est pourquoi, de la méme maniére que Valiorgue (Valiorgue, 2008), un
schéma de résolution implicite a été choisi pour la résolution de ce modele macroscopique. Ce schéma
permet I’utilisation de grands pas de temps et se révele inconditionnellement stable.

e Loi de comportement

Le choix d’une loi de comportement adéquate pour le matériau usiné est indispensable pour
développer un modéle numérique représentant au mieux les phénomeénes liés au processus de la coupe
du matériau. Le modéle de comportement établi par Johnson et Cook (Johnson & Cook, 1983) (Equation
(3-4)), qui décrit une loi d’écrouissage isotrope, est I’'un des mode¢les les plus utilisés pour décrire le
comportement du matériau usiné dans les simulations d’usinage. Ce modéle empirique permet de
prendre en compte la sensibilit¢ de la contrainte d’écoulement a 1’écrouissage, a la vitesse de
déformation et a la température. De plus, il présente I’avantage d’étre facilement identifiable et d’étre
implémenté dans les codes éléments finis commerciaux.

Pl T —Ty\™

1+4CXIn|— 1-— (3-4)
& Tf - TO

0. contrainte d’écoulement équivalente (MPa)

Pl : déformation plastique équivalente (sans unité)

G=|a+Bx(e)]

Pl : vitesse de déformation plastique équivalente (s?)

T : température du matériau usiné (°C)

A, B : constantes matériau déterminées expérimentalement (MPa)

n, C, m : constantes matériau déterminées expérimentalement (sans unité)
&, : vitesse de déformation de référence (s*)

T, : température de référence (°C)

Tt : température de fusion (°C)
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Ce modeéle a été identifié¢ initialement a partir d’essais de différentes natures (torsion, traction,
compression) dont des essais quasi-statiques (¢ < 400 s a température ambiante) et des essais
dynamiques (¢ < 600 st et T < 600 °C) menés sur divers matériaux. En ce qui concerne I’AA2024-
T351, Johnson et Cook (Johnson & Cook, 1983) ont déterminé les constantes matériau de cette loi a
partir d’essais seulement de torsion et pour une vitesse de déformation allant de 0,088 a 123 s. Ce
modele étant insuffisant pour représenter le comportement de 1’alliage dans certaines applications
mécaniques, d’autres auteurs ont mené par la suite des campagnes expérimentales afin de déterminer le
modele Johnson-Cook décrivant le comportement de 1’alliage 2024 pour d’autres plages de vitesses de
déformation et de température mais aussi pour d’autres modes de sollicitations (Tableau 3-4).

e - Type i (ol ° A B
Référence Materiau dessai E(SY | T(°C) (MPa) | (MPa) c n m
(Johnson & i . 0,088
Cook, 1983) AA2024-T351 | Torsion 3123 / 265 426 0,015 0,34 1
(Lesuer, i . 4000 a
1999) AA2024-T3 Compression 8000 / 369 684 0,0083 | 0,73 1.7
(Adibi-Sedeh i .
etal., 2003) AA2024-T3 Compression / / 325 414 0,015 0,2 1
(Teng & Traction
Wierzbicki, AA2024-T351 . / / 352 440 0,0083 | 0,42 1
compression
2004)
. Traction X .
(Seidt & i . 10%a | -50a
Gilat, 2013) AA2024-T351 compression, 10¢ 450 304 478 0 0,406 2,1
torsion
(Trimble & 10%a | 3003
O’Donnell, AA2024-T3 Compression 3 84 69,4037 | 0,0940 | -0,099 | 0,5702
2016) 10 500

Tableau 3-4 : Synthése des lois Johnson-Cook établies pour les alliages d’aluminium 2024-T3 et 2024-T351

Au cours d’une opération de pergage, les sollicitations mises en jeu sont multiples. La matiere située
devant la face de coupe est comprimée alors que celle située derriére la face de dépouille est tirée et la
matiére dans la zone de cisaillement primaire subit un fort cisaillement. Par ailleurs, les vitesses de
déformation mises en jeu dans la zone de coupe sont trés élevées. Ainsi, la loi de Johnson-Cook établie
par Seidt et Gilat (Seidt & Gilat, 2013) semble la plus adaptée pour décrire le comportement de
I’AA2024-T351 au cours de percage. En effet, cette loi semble étre la seule a avoir été établie pour
I’ensemble des sollicitations mises en jeu au cours du percage, tout en étant celle considérant la plus
large plage de vitesses de déformation (de 10* a 10%). Seidt et Gilat (Seidt & Gilat, 2013), dans leur
travaux de caractérisation du comportement de I’AA2024-T351, montrent que la sensibilité a la vitesse
de déformation semble peu significative dans la plage de vitesse de déformation étudiée. C’est pourquoi,
ils proposent une loi ou le terme prenant en compte 1’effet de la vitesse de déformation est négligé (C=0).
Ainsi, cette loi est utilisée pour décrire le comportement plastique du matériau dans le modele. De plus,
les effets thermiques n’étant pas considérés dans celui-ci, le terme de dépendance a la température est
également négligé : [(T — To)/(Ty — To)]™ « 1.

e Géométrie, maillage et conditions limites

Afin de travailler avec un temps de calcul raisonnable (quelques heures), seulement une portion de
la piéce percée, située & mi-épaisseur de celle-ci, est représentée dans le modéle (Figure 3-10-a).
Toutefois, des dimensions suffisamment grandes, devant celles de la surface sollicitée équivalente, ont
été considérées pour la modélisation de cette portion de la piece percée afin d’éviter d’éventuels effets
de bord au niveau de sa partie centrale ou les résultats d’intégrité de surface seront analysés. Ainsi, une
épaisseur de 0,4 mm, permettant la simulation de 7 passages de becs, et une portion angulaire de 15°,
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correspondant & une longueur d’arc au niveau de la surface percée supérieure a deux fois la longueur de
la surface sollicitée dans la direction circonférentielle, ont été considérées. Une profondeur de 0,8 mm
dans la direction radiale a été définie aprés avoir exécuté des premiers calculs préliminaires ayant révelé
cette valeur suffisante par rapport a la profondeur affectée.

0,4 mm

b)

Encastrement

-

Figure 3-10 : Dimensions de la portion de piéce percée modélisée (a) et conditions limites (b)

Des éléments de type C3D8R (hexaédres a 8 nceuds), de dimensions 0,25 pum, ont été utilises pour
le maillage de la zone d’intérét soit la proche sous-surface de la surface percée. Ces éléments de premier
ordre semblent adaptés pour le modéle développé, en comparaison aux éléments de second ordre, le
chargement mécanique appliqué étant susceptible d’engendrer des distorsions d’éléments importantes.
De plus, ces éléments utilisent une intégration réduite ce qui permet de réduire le temps de calcul par
rapport aux éléments a intégration compléte. L utilisation d’éléments a intégration réduite peut, dans
certains cas, conduire a un phénomene d’Hourglass (aucune énergie de déformation ne résulte de la
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déformation de I’¢élément). Afin d’éviter ce phénoméne, la méthode de contrdle de ’Hourglass proposée
par défaut dans Abaqus/Standard, permettant d’introduire de faibles valeurs de raideur artificielle et/ou
d’amortissement artificiel, a été utilisée. En s’éloignant de la surface percée, des ¢léments de maillage
de taille plus importante sont utilisés grace a une zone de transition du maillage ou quelques éléments
tétraedriques et prismatiques triangulaire sont employés (Figure 3-10).

Concernant les conditions limites, I’ensemble des surfaces du volume de matiére modélisé, excepté
la surface usinée et sa surface en vis-a-vis, ont été encastrées (Figure 3-10-b). Cela permet de modéliser
la présence de matiére aux abords de la portion de piéce modélisée. Des conditions de bord libre a ce
niveau entraineraient un écoulement de matiére trop important conduisant a des problémes de
convergence des calculs.

e Application du chargement mécanique équivalent mobile

L’application du chargement mécanique équivalent mobile est implémentée dans le modéle via des
routines utilisateur Abaqus qui ont été développées sous Fortran. Une routine DLOAD a été développée
pour I’application de I’effort Freq, qui est modélisé sous forme de sollicitation de type « Pressure », et
une routine ULTRACLOAD a été développée pour 1’application des efforts Fge, et F.eq, qui sont
modélisés sous forme de sollicitation de type « Surface traction ».

Avec ces routines, les efforts équivalents sont appliqués sous forme d’efforts par unité de surface
sur la surface sollicitée équivalente identifiée et celle-ci est déplacée suivant la trajectoire hélicoidale
décrite par les becs de 1’outil au cours du percage (Figure 3-11), définie par les vitesses de rotation de
broche et d’avance (Equation (3-5) et Equation (3-6)). L’outil utilisé pour la configuration de pergage
simulée possédant deux becs, deux surfaces sollicitées mobiles identiques en termes de dimensions et
de chargement repris mais avec une position avec un décalage angulaire de 6 =z, sont définies dans les
routines.

Surface sollicitée équivalente
mobile associée a la
trajectoire d’un bec

r

Figure 3-11 : lllustration du chargement mécanique appliqué : efforts appliqués sur une surface équivalente mobile

2t X N
ebec(t) = 60 Xt (3-5)
V
Zpec(t) = 6_](‘);1 Xt (3-6)

Ovec - Position d’un bec de [’outil suivant 6 au cours du temps
Zyec - position d’un bec de [’outil suivant z au cours du temps
t : temps de percgage

92



3.3 Profondeur du matériau en bord de trou affecté par les aspects internes de 1’intégrité de surface

Dans le but de faciliter la convergence des calculs, le chargement mécanique est introduit en entrée
et en sortie de la portion de piéce modélisée suivant # avec une rampe de niveau allant d’une valeur
nulle & la valeur du chargement identifiée.

Par ailleurs, afin que ’ensemble des éléments du maillage de la surface usinée subissent le méme
chargement, celui-ci est déplacé suivant 8 avec un pas de temps égal, au maximum, au temps nécessaire
pour parcourir la largeur d’une maille (Figure 3-12) (Equation (3-7).

mailles chargées a linstant t + At

mailles chargées a l'instant t

——
Couche de mailles superficielles
Figure 3-12 : Définition du pas de temps pour I'application d'un chargement mobile (Valiorgue, 2008)

l
At = — 3-7
7 (3-7)
At > pas de temps (S)
| - largeur d’un élément de maillage

La modélisation de seulement une petite portion angulaire de la piece percée implique la résolution
du systeme pour de nombreux incréments de temps durant lesquels aucun chargement n’est appliqué sur
la portion de surface percée modélisée. Ainsi, afin d’optimiser le temps de calcul, le temps durant lequel
aucun des becs de I’outil n’est en contact avec la surface modélisée est masqué dans le modéle.

Toutefois, dans le but de modéliser le retour élastique de la matiere apres le passage du chargement,
un step, durant lequel aucun chargement n’est appliqué, est considéré dans le mode¢le a la suite du dernier
passage de bec simulé.

3.3.3 Analyse des résultats
3.3.3.1 Résultats de I’étude mécanique

La profondeur de matériau, en sous-surface du trou, affectée par des modifications des aspects
internes de I’intégrité de surface a I’issue du pergage, est, en premiére approche, analysée a partir de
I’analyse de 1’état de contraintes résiduelles. Afin de s’affranchir des effets de bord, celui-ci est observé
dans une section obtenue en coupant la partie de piece modélisée par un plan normal a & de sorte a
conserver la moitié de la portion angulaire modélisée (Figure 3-13-a). L’état de contraintes résiduelles
de la piéce percée obtenu a I’issue de la simulation est présenté en Figure 3-13-b pour les contraintes
générées dans les trois directions (radiale, circonférentielle et axiale).

Le niveau des contraintes radiales générées est trés faible devant celui des contraintes
circonférentielles et axiales qui atteint plusieurs centaines de MPa. Concernant la profondeur du
matériau affectée en sous-surface, celle-ci est de 1’ordre de quelques dizaines microns. Ainsi, cette
profondeur est bien plus faible que celle observée par Elajrami et al. (Elajrami et al., 2008) avec les
procédés de percage qu’ils étudient. Les techniques d’analyse des contraintes résiduelles testées lors de
I’¢tude préliminaire de caractérisation (DRX et trou incrémental) sont donc bien inadaptées pour la
caractérisation de I’intégrité de surface des trous percés dans le cadre de cette étude. De nouvelles
techniques devront alors étre considérees.
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Figure 3-13 : Plan de coupe pour I’analyse des résultats de contraintes résiduelles (a) et états de contraintes obtenus
dans les trois directions r, 0, z (b)
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3.3 Profondeur du matériau en bord de trou affecté par les aspects internes de 1’intégrité de surface

3.3.3.2 Etude de l'influence des effets thermiques

En premiére approche, I’hypothése d’un impact négligeable des effets thermiques, mis en jeu au
cours du pergage, sur I’intégrité de surface de la piece, pour le cas du percage de ’AA2024-T351, a été
faite pour le développement du modéle numérique. Toutefois, une étude numeérique complémentaire a
été menée afin de préciser I’impact de ces effets sur les résultats de la simulation. Pour cela, de la méme
maniére que pour le chargement mécanique, une stratégie de simulation consistant a appliquer un
chargement thermique équivalent sur la portion de piéce modélisée a été considérée afin de limiter le
temps de calcul. De plus, afin de prendre en compte le couplage entre les effets mécaniques et
thermiques, ce chargement thermique est appliqué simultanément avec le chargement mécanique.

Une étude préliminaire a été menée afin d’identifier le flux thermique recu par la surface percée au
cours du percage, par méthode inverse, a partir de mesures de température expérimentales effectuées a
I’aide de thermocouples introduits dans la piece. Le modéle éléments finis développé pour cette étude
est présenté en Annexe F. Il a permis de déterminer le flux thermique équivalent vu par la surface percée
au cours des phases de descente et de remontée de I’outil (Figure 3-14).
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Figure 3-14 : Flux thermique équivalent recu par la surface percée au cours des phases de descente et de remontée de
loutil déterminé par méthode inverse
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Dans cette étude thermique, le flux a été identifié & partir de la modélisation de la piéce percée dans
sa globalité (Annexe F). Il ne peut donc pas étre appliqué sur la petite portion de piéce modélisée dans
le modele mécanique puisque que celle-ci présenterait un comportement thermique différent de la piece
entiére. Au lieu de considérer un flux thermique équivalent, il est alors proposé de considérer une
température équivalente de la portion de piéce modélisée vu au cours du pergage. Cela permet d’exécuter
un calcul uniqguement mécanique ou le couplage des effets mécaniques et thermiques est pris en compte
grace au terme lié a I’effet de la température dans la loi de Johnson-Cook et a la définition d’une
température de référence de 20°C. Ainsi, comme dans le premier modeéle, le temps de calcul est limité
par rapport & un calcul thermomécanique.

L’étude numérique considérant I’application d’un flux thermique identifi¢ par méthode inverse a
montré que le niveau de température atteint sur la surface percée est de I’ordre de celui atteint a 0,2 mm
de la paroi du trou (Annexe F). Par ailleurs, des mesures expérimentales de températures menées au
cours de la configuration de percage simulée (avec les mémes moyens que ceux présentés en Partie 2.3.3
ont révélé une température maximale de 63°C a 0,2 mm du bord de trou (Figure 3-15). Afin d’étre
conservatif, une température équivalente de 100°C a été appliquée sur la portion de piece modélisée,
durant ’application du chargement mécanique équivalent, afin de simuler I’impact des effets thermiques
mis en jeu au cours du pergage sur 1’intégrité de surface.

Les résultats d’état de contraintes résiduelles obtenues a I’issue de la simulation du pergage, en
considérant des piéces soumises a une température de 22°C et 100° durant I’application du chargement
mécanique, sont comparés en Figure 3-16. Ils montrent un état de contrainte trés similaire entre les
piéces soumises a une température de 22°C et 100°C. Ainsi, pour le cas du percage de I’AA2024-T351,
I’hypothése d’un impact négligeable des effets thermiques sur 1’intégrité de surface du trou percé est
validée et les résultats du premier modeéle, prenant en compte uniquement les sollicitations mécaniques,
peuvent étre considérés comme satisfaisants.
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Figure 3-15 : Mesures de température au cours du percage axial pleine matiere de diametre 9,53 mm

96



3.3 Profondeur du matériau en bord de trou affecté par les aspects internes de I’intégrité de surface
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Figure 3-16 : Comparaison des états de contraintes résiduelles de la piéce percée obtenus a l’issue de la simulation du
percage en considérant une température équivalente de 22° et 100°

3.3.3.3 Limite de la stratégie de simulation par application d’un chargement équivalent mobile
pour le cas de l'usinage des alliages d’aluminium

Ce premier modele numérique macroscopique a été développé en utilisant une taille d’éléments de
maillage de 25 um dans la zone d’intérét, soit la sous-surface du trou, et une profondeur affectée
comprise entre 50 et 100 um a été identifiée avec ce modéle a partir de I’analyse des contraintes
résiduelles. La taille des éléments de maillage considérée est donc relativement importante devant la
profondeur affectée et ne permet pas d’analyser précisément I’évolution des contraintes résiduelles
suivant la profondeur. Un maillage plus fin devrait étre considéré pour mener une analyse plus précise
et une étude de convergence du maillage mériterait d’étre effectuée afin d’évaluer la précision des
résultats. Cependant, des calculs exécutés avec un maillage plus fin ont montré des difficultés de
convergence liées au grand niveau de déformation des éléments représentant la surface usinée qui peut
conduire a la distorsion importante de certains éléments. En effet, I’analyse de 1’état de déformation
plastique de la surface usinée a I’issue de la simulation de per¢age montre des niveaux de déformation
tres élevés (Figure 3-17).

Ces niveaux de déformations plastiques trés élevés sont liés aux propriétés du matériau qui présente
une grande usinabilité (petit module d’Young et ductilité importante) mais ils sont aussi intrinséques a
la stratégie de simulation adoptée qui vise a ne pas modéliser I’enlévement de matiére et a ne pas définir
de loi d’endommagement. En effet, dans un modele prenant en compte I’endommagement du matériau
et simulant I’enlévement de matiere, a partir d’un certain niveau de déformation plastique, la dégradation
de la raideur de I’élément est prise en compte pour le calcul de sa contrainte et, a partir d’un certain
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niveau d’endommagement, 1’élément est supprimé. Cela conduit donc a des niveaux de déformation
plastique moindres au niveau de la surface usinée finale.

Ainsi, les résultats de déformation plastique obtenus montrent la limite de la stratégie de simulation
consistant a déplacer un chargement équivalent sur la surface usinée, sans modélisation de I’enlévement
de matiére et sans prise en compte de I’endommagement, pour le cas de 1’usinage des alliages
d’aluminium. Cette stratégie utilisée par Valiorgue (Valiorgue, 2008), qui parait adaptée dans le cadre
de ses travaux de simulation de I’opération de tournage de 1’acier, semble moins appropriée pour la
simulation du pergage de ’AA2024-T351 qui met en jeu des niveaux de déformation plastique trés
élevés. Si la profondeur de matériau affectée en sous-surface du trou a I’issue du pergage, estimée a
partir du modele macroscopique développée, peut étre exploitée comme ordre de grandeur de la zone
d’intérét pour orienter les travaux de caractérisation, une modélisation plus fine, prenant en compte
I’endommagement du matériau et I’enlévement de matiére, semble indispensable pour mener une
analyse plus précise de I’impact du procédé de percage sur I’intégrité de surface.
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Figure 3-17 : Etat de déformation plastique de la surface percée obtenu a la fin de la simulation du pergage (facteur
d’échelle de 0,5)

3.4 Caracterisation expérimentale des aspects metallurgiques de
I’intégrité de surface

L’ordre de grandeur de la profondeur de matériau en bord de trou affectée par des modifications des
aspects internes de 1’intégrité de surface a 1’issue de 1’opération de percage ayant été précisée (quelques
dizaines de microns), une caractérisation approfondie des différents aspects internes de 1’intégrité de
surface a été menée pour les différentes configurations de percage étudiées au Chapitre 2. Cette
campagne expérimentale vise a expliquer les différences de tenue en fatigue des éprouvettes percées
constatées en fonction des configurations de percage, ces différences ne pouvant étre expliquées par des
différences au niveau des aspects topologiques.

3.4.1 Caractérisation de la dureté
3.4.1.1 Essais de microdureté

En premier lieu, la dureté des surfaces percées a été évaluée par le biais d’essais de microdureté
Vickers (micro-durométre Mitutoyo MVK-H). Les indentations ont été réalisées directement sur la
surface percée (Figure 3-18) avec une charge maximale de 1 kgf et un temps d’indentation de 15 s. Du
fait de sa forme cylindrique et de la faible profondeur de matériau en bord de trou affectée, la surface
percée n’a pas pu étre polie avant la réalisation des indentations. Parmi les mesures réalisées, les
quelques empreintes irrégulicres obtenues a cause de la topographie de surface n’ont pas été considérées
dans les résultats présentés. Par ailleurs, afin de prendre en compte I’impact de la forme cylindrique du
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3.4 Caractérisation expérimentale des aspects métallurgiques de I’intégrité de surface

trou sur les mesures de microdureté, un facteur correctif a été appliqué aux résultats comme recommandé
par la norme [ASTM E92-82, 2003]. Les trous obtenus avec 1’ensemble des configurations de pergage
étudiées ont été caractérisés et au moins cing indents de mesure ont été effectués par trou percé. Les
résultats obtenus sont présentés en Figure 3-19.
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Figure 3-18 : Dispositif d'essais de microdureté Vickers
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Figure 3-19 : Résultats des mesures de microdureté Vickers

Pour le diameétre de percage 6,35 mm, les surfaces percées avec les procédés axial et orbital
présentent des niveaux de microdureté similaires, et cela pour I’ensemble des épaisseurs d’éprouvettes
étudiées, alors que pour le diamétre de percage 9,53 mm, une différence significative de microdureté est
observée entre les surfaces percées obtenues avec les deux procédés. En effet, pour ce diametre, une
augmentation de 29 % de la dureté du trou percé est constatée avec le procédé de percage axial. Par
ailleurs, pour le procédé de percage orbital au diametre 9,53 mm, un niveau de dureté sensiblement
inférieur a celui des trous percés au diametre 6,35 mm est observé. Cela montre une corrélation directe
entre les résultats de durée de vie en fatigue des éprouvettes percées et les résultats de microdureté des
trous percés. L’augmentation importante de la dureté notée pour le procédé de pergage axial au diameétre
9,53 mm peut, en effet, expliquer I’augmentation significative de durée de vie en fatigue observée pour
la méme configuration de percage. De la méme maniere, la légére diminution de dureté observée pour
le procédé de percage orbital au diamétre 9,53 mm par rapport aux configurations de percage au diamétre
6,35 mm peut expliquer la sensible moins bonne tenue en fatigue obtenue pour cette configuration de
pergage par rapport celle obtenue avec les éprouvettes percées au diamétre 6,35 mm.

3.4.1.2 Essais de nanoindentation

Afin de compléter les résultats de microdureté et d’analyser la profondeur de matériau en bord de
trou affectée par une variation de dureté, en fonction des configurations de percage, des essais de
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nanoindentation ont également été menés. Ceux-ci ont été réalisés sur une section située a mi-épaisseur
des éprouvettes de fatigue (Figure 3-20). Pour cela, des échantillons ont été découpés a partir des
éprouvettes de fatigue percées, a I’aide d’une trongonneuse de précision, et ont été enrobés dans une
résine afin de pouvoir étre polis et serrés dans le dispositif de nanoindentation (Figure 3-21). lls ont été
polis manuellement avec des papiers abrasifs de carbure de silicium de finesse de grains croissante
(grades P400 jusqu’a P4000), puis avec une suspension diamant de granulométrie 3 um et enfin avec
une suspension de silice colloidale (OP-S) contenant une taille moyenne de particule de 0,04 um. La
charge appliquée au cours des indentations et la taille de la matrice d’indents ont été choisies en accord
avec I’ordre de grandeur de la profondeur de matériau affectée prédite avec le modéle numérique. Ainsi,
les essais ont été conduits sous forme de matrice de 5 x 20 indents espacés de 5 um avec la premiére
colonne de la matrice située a environ 5 um du bord de trou (Figure 3-20). Les indentations ont été
réalisées a I’aide d’un indenteur en diamant Berkovich (pyramide a trois faces, dont la base est un
triangle équilatéral) et ont été pilotés en effort avec un effort maximal appliqué de 5 mN. Les courbes
Effort-Déplacement obtenues ont été analysées avec la méthode d’Oliver et Pharr (Pharr, 1998) afin de
déterminer la nanodureté HIT.
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Figure 3-21 : Dispositif d'essais de nanoindentation (Instrument CSM avec unité de nanoindentation NHT2)
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Figure 3-22 : Résultats de nanodureté
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Les profils de nanodureté obtenus sont présentés en Figure 3-22. Sur ces graphiques, un point
représente la nanodureté moyenne obtenue pour les cinq indents d’une méme colonne de la matrice
d’indentation. Quelques indents associés a des valeurs de nanodureté aberrantes en comparaison aux
autres indents de la méme colonne n’ont pas été considérés dans les résultats présentés.

Les résultats de profil de nanodureté montrent une faible profondeur de matériau affectée par une
variation de dureté pour le diamétre de percage 6,35 mm pour les deux procédés de percage. Celle-ci
n’exceéde pas 15 um et semble méme inférieure a 5 um pour certains cas de percage orbital. En revanche,
pour le diamétre de percage 9,53 mm, une différence significative de profondeur de matériau affectée
est observée entre les deux procédés de percage. La profondeur de matériau affectée identifiée est de
I’ordre de 40 um pour le percage axial alors qu’elle semble trés faible pour le procédé de percage orbital
(inférieure @ 5 um). Par ailleurs, la nanodureté de la proche sous-surface du trou, pour le cas du pergcage
axial, semble étre trés élevée puisque la premiére colonne d’indents réalisée a généré de trés petites
empreintes irréguliéres (Figure 3-23) a partir desquelles les valeurs de nanodureté n’ont pas pu étre
calculées (du fait d’une allure de courbe Effort-Déplacement non exploitable).

1% colonne d’indents
correspondant a des petites
empreintes irréguliéres

Bord de trou

Figure 3-23 : Petites empreintes irréguliéres obtenues en proche sous-surface du trou a l'issue des essais de
nanoindentation pour le cas du percage axial de diamétre 9,53 mm

Ainsi, les résultats de nanodureté mettent en évidence la finesse de la couche de matiere affectée en
sous-surface du trou a I’issue de I’opération de pergage et valident les prédictions obtenues a I’aide du
modele numérique macroscopique (établit pour un percage axial de diamétre 9,53 mm). De plus, ces
résultats sont en accord avec les résultats de microdureté. La dureté du matériau en bord de trou semble
donc étre un facteur ayant une influence majeure sur la tenue en fatigue d’une piece percée en AA2024-
T351, I’augmentation de la dureté ayant une influence positive.

Une variation de dureté d’un matériau a I’issue d’une opération d’usinage peut étre associée a
plusieurs phénomenes. Elle peut étre due a :
- des modifications microstructurales induites par les sollicitations mécaniques (écrouissage)

- des modifications microstructurales induites par les sollicitations thermiques (transformation de
phase, adoucissement, durcissement par précipitation)

- une recristallisation dynamique induite par les sollicitations thermomécaniques
- une variation de 1’état de contraintes résiduelles, pour le cas de la nanodureté

Afin d’expliquer I’origine des différences de dureté des trous percés observées entre les différentes
configurations de percage et de mieux appréhender les liens entre le procédé d’usinage et I’ intégrité de
surface, ces différents aspects ont été investigués. Les résultats de ces études sont présentés dans les
parties suivantes.
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3.4.2 Etude des modifications microstructurales induites par les sollicitations
mecaniques

e Micrographies optiques

Afin d’analyser les éventuelles modifications microstructurales générées par les sollicitations
mécaniques au cours de I’opération de pergage, des observations au microscope optique ont été réalisées
dans un premier temps. Ces observations ont été menées sur les mémes échantillons que ceux utilisés
pour les essais de nanoindentation. Ainsi, la section observée est celle & mi-épaisseur de 1’éprouvette de
fatigue dans le plan (x;y) (Figure 3-20) et la surface a été préparée par polissage mécanique avec une
finition effectuée avec une suspension OP-S. De plus, une attaque chimique a été réalisée afin de révéler
la microstructure des échantillons : ceux-ci ont été immergés dans un réactif Keller pendant 45 s. Les
micrographies ainsi obtenues pour les trous percés avec les procédés axial et orbital au diamétre de
percage 9,53 mm sont présentées en Figure 3-24.

Percage axial

Bord de trou

Sens de 1’usinage

20um

Figure 3-24 : Micrographies optiques : état de la microstructure en bord de trou pour le cas du diamétre de percage
9,53 mm (grossissement x500)

La micrographie de 1’échantillon percé avec le procédé axial révéle une déformation des grains dans
le sens de [’usinage en bord de trou alors que la micrographie de 1’échantillon obtenu par percage orbital
ne montre aucune déformation des grains en bord de trou a 1’échelle d’observation (grossissement x500).
De plus, pour le cas du percage axial, une couche de matiere en sous-surface, de faible profondeur (= 5
pm), présentant un aspect différent de celui observée plus loin du bord de trou et non observée pour le
cas du percage orbital, est constatée. Celle-ci peut expliquer les difficultés rencontrées lors de
I’évaluation de la dureté par nanoindentation en proche sous-surface du trou (obtention de petites
empreintes irréguliéres) pour cette configuration de percage.

Ainsi, ces premieres micrographies optiques, menées pour le diametre de percage 9,53 mm,
montrent, a travers I’observation de la déformation des grains, un impact du chargement mécanique sur
1’état métallurgique du matériau en bord de trou bien plus important pour le cas du pergage axial que le
cas du percage orbital. Cela peut expliquer les résultats de dureté obtenus. Afin d’analyser de maniére
plus précise cet impact du chargement mécanique sur le matériau en bord de trou, des observations
complémentaires ont réalisées a I’aide de la technique de diffraction des électrons rétrodiffusés.
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e Analyses MEB-EBSD

La technique de diffraction des électrons rétrodiffusés a été employée pour évaluer I’état
d’écrouissage du matériau en bord de trou. Cette technique parait adaptée a notre étude puisqu’elle
permet une étude a une échelle relativement fine en comparaison de la technique des rayons X, visant a
analyser la largeur du pic de diffraction, qui met, elle, en ceuvre une taille de faisceau de rayons X trés
grande devant la profondeur de matériau affectée.

Deux marqueurs de plasticité ont été analyseés : I’indice de qualité du diagramme de diffraction (IQ :
Image Quality) et la désorientation vis-a-vis d’un point de référence (GROD : Grain Reference
Orientation Deviation). L’indice de qualité d’un pixel représente I’intensité moyenne des bandes de
Kikuchi par rapport au bruit de fond du cliché de diffraction. Cet indice est codé en niveau de gris,
lorsqu’il évolue du noir vers le blanc, la qualité du diagramme de diffraction s’améliore. Les diagrammes
de diffraction étant sensible aux imperfections locales du cristal, dont les zones de forte déformation
plastique associées a une densité de dislocations élevée, les cartographies de I’lQ permettent de
visualiser 1’état de la microstructure. Plus le niveau de noir est important, plus I’écrouissage du matériau
est important. Le GROD d’un pixel représente lui sa désorientation par rapport a un point de référence,
qui dans cette étude est I’orientation moyenne du grain. Il existe une relation linéaire entre ce critére et
le niveau de déformation plastique (Kamaya et al., 2005). Ainsi, les cartographies de GROD permettent
¢galement de visualiser 1’état de la microstructure. Plus le niveau de désorientation est important, plus
I’écrouissage du matériau est important.

Les sections qui ont été observées par MEB-EBSD sont les mémes que celles analysées par
nanoindentation et microscopie optique (section a mi-épaisseur de 1I’éprouvette de fatigue dans le plan
(x;y)). Elles ont été préparées a I’aide d’un polisseur ionique (CP : Cross section Polisher). Ce moyen,
qui vise a retirer une fine couche de matériau a I’aide d’un faisceau d’ions, permet d’éviter les artefacts
de polissage. Afin de permettre cette préparation de surface, un petit échantillon a été découpé a partir
d’une éprouvette de fatigue et le trou percé a été comblé avec une laque carbone (Figure 3-25).

) Surface préparée par CP

Bord de trou
Zone scannée par

Echantillon découpé

y Laque __y§

carbonne

Surface préparée par CP
Figure 3-25 : Configuration des analyses MEB-EBSD
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Les observations MEB-EBSD ont été réalisées avec un microscope électronique & balayage Feg Jeol
JSM 7100 F équipé d’un détecteur Oxford Instruments Nordlys Nano (Centre de microcaractérisation
Raimond Castaing, CNRS UMS 3623, Toulouse, France). Pour les observations, 1’échantillon a été
incliné de 70° par rapport au faisceau incident (inclinaison conventionnelle utilisée pour les analyses
MEB-EBSD), et une tension de 20 kV a été utilisée. Une région de 600 x 200 um a été scannée en bord
de trou avec un pas de 0,5 um. Le post-traitement des données EBSD a été effectué avec la suite
logicielle commerciale Oxford Channel 5.

Les observations MEB-EBSD ont été menées pour les procédés de percage axial et orbital, pour les
éprouvettes d’épaisseur 6,35 mm percées au diamétre 6,35 mm (pour lesquelles aucune différence de
tenue en fatigue n’est observée entre les deux procédés de pergage) et pour les éprouvettes d’épaisseur
10 mm percées au diamétre 9,53 mm (pour lesquelles une différence significative de durée de vie en
fatigue est notée entre les deux procédés). Les cartographies 1Q et cartographies GROD obtenues sont
présentées respectivement en Figure 3-26 et en Figure 3-27.
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Figure 3-26 : Cartographies 1Q obtenues par analyse MEB-EBSD (grossissement x300)
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Figure 3-27 : Cartographies GROD obtenues par analyse MEB-EBSD (grossissement x300)

Les cartographies 1Q et GROD obtenues pour le procédé de pergage axial au diametre de pergage
9,53 mm montrent un état d’écrouissage important du matériau en bord de trou. La profondeur moyenne
du matériau affectée est d’environ 40 pum et celle-ci varie légerement en fonction des grains. En
revanche, quasiment aucun écrouissage, ou sur une tres faible profondeur de matériau, n’est constaté
pour les autres configurations de percage.

De plus, pour la configuration de pergage axial au diamétre 9,53 mm, une fine couche de matiére en
proche sous-surface, correspondant a un indice de qualité tres faible et sur laquelle 1’indexation n’a pas
pu étre menée a bien et les niveaux de GROD n’ont pas pu étre calculés, est observée. La profondeur de
cette couche de matiére est encore plus faible que celle affectée par 1’écrouissage. Cette couche doit
correspondre a un état de déformation plastique trés important associé a la présence de structures de
dislocations tres denses. Par ailleurs, la question de la présence de trés petits grains équiaxes au niveau
de cette couche de matiere, pouvant avoir été formés par recristallisation dynamique, peut se poser
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(Figure 3-28). Afin de valider cette hypothese, des analyses MEB-EBSD complémentaires mériteraient
d’étre menées sur une aire plus petite et avec un pas plus fin. Ainsi, la fine couche de maticre (= 5 pm)
présentant un aspect et un comportement mécanique différents de celui du matériau plus loin du trou,
identifiée par microscopie optique et par nanoindentation, pour le cas du pergage axial au diamétre 9,53
mm, pourrait correspondre a une couche de matiére constituée de trés petits grains équiaxes formés par
recristallisation dynamique.

200, um

Potentiels petits grains équiaxes formés par
recristallisation dynamique

Figure 3-28 : Possible formation de petits grains équiaxes en proche sous-surface du trou par recristallisation
dynamique pour le cas du percage axial au diametre 9,53 mm

Ainsi, les résultats de I’analyse MEB-EBSD expliquent les résultats de microdureté et nanodureté.
L’augmentation de la dureté du trou observée pour le cas du percage axial au diamétre 9,53 mm semble
étre due majoritairement a un état d’écrouissage important du matériau en bord de trou. Cela est soutenu
par le fait que les profondeurs identifiées comme étant affectées par une variation de dureté et par un
écrouissage sont les mémes. L’écrouissage du matériau en bord de trou est lié a des sollicitations
mécaniques séveres mises en jeu au cours du percage.

Les sollicitations thermiques mises en jeu au cours d’une opération d’usinage peuvent, elles aussi,
avoir une influence sur la dureté du matériau. Ces aspects sont analysés dans la partie suivante.

3.4.3 Etude des modifications microstructurales induites par les sollicitations
thermiques

L’augmentation de la dureté d’un matériau a I’issue d’une opération d’usinage peut aussi étre
générée par d’autres phénomenes induits par les sollicitations thermiques (transformation de phases ou
durcissement par précipitation).

Pour le cas des opérations de percage étudiées (percage de 1’AA2024-T351), les niveaux de
température de la piece percée atteints au cours de I’usinage (Figure 2-10) sont trés modestes devant la
température de fusion du matériau (502°C). Une modification de 1’état métallurgique du matériau en
sous-surface du trou percé par transformations de phases ne parait donc pas possible.

En revanche, le matériau étudié étant un alliage a durcissement structural, les températures modérées
mises en jeu au cours du percage pourraient générer un éventuel durcissement du matériau en bord de
trou par précipitation. Cet aspect a été investigué a I’aide d’observations MEB, menées en analyse des
électrons rétrodiffusés (BSE : Back-Scatter Electron), avec un MEB Feg Jeol JSM 7100 F. Ces
observations ont été réalisées sur les mémes échantillons que ceux préparés pour I’analyse EBSD
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(section & mi-épaisseur de 1’éprouvette de fatigue, préparation de surface a I’aide d”un polisseur ionique),
avec une tension de 10 kV.

En premier lieu, 1’état de précipitation initial du matériau avant percage a été observé (Figure 3-29).
Celui-ci montre des précipités orientés suivant la direction du laminage (x).

v e
SR
1um CASTAING 2/5/2020
10.0kV BED-C SEM WD 10.0mm 11:19:57

Figure 3-29 : Observation MEB-BSE de I'état de précipipitation initial du matériau (grossissement x5000)

Des observations ont ensuite ét¢ menées afin d’analyser 1’état de précipitation du matériau en bord
de trou pour des trous percés avec les procédés axial et orbital au diamétre 9,53 mm. Celles-ci sont
présentées en Figure 3-30. Une désorientation des précipités, suivant la direction de la coupe, est
observée en sous-surface du trou percé pour les deux procédés de percage. La profondeur de matériau
affectée par cette désorientation correspond a la profondeur affectée par un écrouissage identifiée avec
I’analyse EBSD. La désorientation des précipités refléte ainsi 1’état de déformation plastique du
matériau. En revanche, aucun écart significatif de densité ou de taille des précipités, qui pourrait refléter
Un durcissement par précipitation, n’est observé.

Percage axial Percage orbital

Profondeur affectée = 40 pm > = [ um
— 1pm CASTAING 2/5/2020 CASTAING 2/5/2020
10.0kV BED-C SEM WD 10.0mm 11:26:47 A 10.0kV BED-C SEM WD 10.0mm 16:20:36

Figure 3-30 : Observations MEB-BSE de [’état de précipitation du matériau en bord de trou pour le diamétre de
percage 9,53 mm (grossissement x5000)

Ainsi, pour le cas du pergage de I’AA2024-T351, les aspects métallurgiques de I’intégrité de surface
sont pilotés essentiellement par les sollicitations mécaniques. Les sollicitations thermiques ont un impact
négligeable sur I’état du matériau en sous-surface du trou. Les différences de dureté de trous percés en
AA2024-T351, avec des configurations de percage industrielles optimales, sont dues essentiellement a
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des différences d’état de déformation plastique du matériau en sous-surface du trou. L’augmentation du
niveau d’écrouissage du matériau en bord de trou est associée a une augmentation de la durée de vie en
fatigue de la piéce percée.

Au-dela des aspects métallurgiques, les sollicitations mécaniques mises en jeu au cours du percage
sont aussi susceptibles d’avoir un impact sur 1’état de contraintes résiduelles de la piece percée. En effet,
d’apres Qi et al. (Qi et al., 2014), 1a déformation plastique pilote la nature et I’intensité des contraintes
résiduelles demeurant dans une picce. Cet aspect de 1’intégrité de surface est donc étudié¢ dans la partie
suivante.

3.5 Caractérisation expérimentale des aspects mécaniques de D’intégrité
de surface - Mise en place d’une nouvelle méthode d’analyse des
contraintes résiduelles

3.5.1 Présentation de la nouvelle méthode d’analyse HOCT

L’étude préliminaire de caractérisation de I’intégrité de surface a montré la limite des méthodes
d’analyse usuelles des contraintes résiduelles (DRX, trou incrémental), liée notamment a la faible
profondeur de matériau affectée en bord de trou. Ainsi, une nouvelle méthode d’analyse des contraintes
résiduelles, adaptée pour la caractérisation de 1’état de contraintes des piéces percées en alliages
d’aluminium, nommée « Hole Opening Comparative Technique » (HOCT), a été mise en place.

Cette nouvelle méthode est basée sur la méthode du découpage (splitting method) qui est une
méthode mécanique couramment employée pour 1’évaluation des contraintes résiduelles présentes dans
les tubes a parois minces. La méthode du découpage consiste a réaliser une découpe profonde dans le
tube et a analyser de manicre qualitative 1’état de contraintes résiduelles a travers 1’observation de
I’ouverture ou de la fermeture du matériau adjacent a la découpe. Selon le type de découpe realisée dans
la piece, cette méthode permet d’évaluer les contraintes axiales ou circonférentielles (Figure 3-31).
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Figure 3-31 : Méthode du découpage appliquée pour l'analyse de I’état de contraintes résiduelles de tubes a paroies
minces : découpe pour I’évaluation des contraintes axiales (a) et circonférentielles (b) (Rossini et al., 2012)

D’aprés le modele numérique macroscopique, pour le cas du percage de 1’AA2024-T351, les
contraintes résiduelles générées dans la piéce sont essentiellement des contraintes circonférentielles et
axiales, les contraintes radiales étant négligeables. Par ailleurs, les modes de rupture des éprouvettes de
fatigue observés correspondant a la propagation de fissures selon la section nette de 1’éprouvette, les
contraintes résiduelles axiales sont supposées comme ayant une influence négligeable sur la tenue en
fatigue en comparaison aux contraintes circonférentielles. La méthode HOCT porte ainsi uniquement
sur la caractérisation de ces derniéres. Pour cela, elle reprend le principe de découpe profonde de la
piéce suivant la hauteur du cylindre (Figure 3-31-b) de la méthode du découpage.

Cependant, si la méthode du découpage est trés adaptée a I’évaluation de 1’état de contraintes
résiduelles de piéces a parois minces, elle ne s’applique pas aux piéces massives, ce qui est le cas des
piéces a caractériser dans cette étude (éprouvettes de fatigue percées). De plus, il n’est pas envisageable
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de réaliser des percages dans des tubes a parois minces car les effets de bord seraient susceptibles de
conduire a un état de contraintes résiduelles différent de celui obtenu dans les éprouvettes de fatigue.
Ainsi, un certain volume de matiére doit étre conservé autour des percages afin de s’affranchir de tout
effet de bord. Des tests préliminaires ont été effectués en considérant le volume global des piéces
étudiées et en réalisant une découpe directement sur les éprouvettes de fatigue suivant la moitié de leur
section nette (Annexe G). Cependant, les déformées de 1’éprouvette mesurées se sont révélées tres
faibles voire non détectables avec le moyen de mesure utilisé (profilométre optique ALICONA Infinite
Focus). Afin de mesurer une déformée de 1’éprouvette plus importante, la nouvelle méthode HOCT
propose de réaliser une série de plusieurs percages relativement rapprochés dans une méme éprouvette,
puis de réaliser une découpe profonde au niveau de chacun d’entre eux (Figure 3-32). Cela permet
d’obtenir un effet d’addition des contraintes résiduelles. Toutefois, une certaine distance est considérée
entre les pergages et les bords libres ainsi qu’entre les per¢ages eux méme afin de ne pas introduire de
perturbations de 1’état de contraintes dues aux effets de bord. Une distance de 2 mm est considérée entre
les surfaces percées et une distance de 1 mm est prise en compte entre les surfaces percées et les bords
libres de 1’éprouvettes (Figure 3-32). Au vu de la profondeur de matériau affectée identifiée avec le
modele numérique et la caractérisation des aspects métallurgiques de 1’intégrité de surface, ces distances
sont considérées comme suffisantes pour s’affranchir des effets de bord.

Profil mesuré
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Figure 3-32 : Eprouvettes pour [’analyse de contraintes résiduelles avec la méthode HOCT

Ainsi, la nouvelle technique HOCT permet de mener des analyses qualitatives de I’état de
contraintes résiduelles de piéces percées en alliages d’aluminium. Plus la déformée de I’éprouvette
relevée aprés découpes est importante, plus les niveaux de contraintes résiduelles de la piece sont
importants. C’est une technique relativement simple et rapide a mettre en place pour comparer le niveau
de contraintes résiduelles de plusieurs piéces. En revanche, I’interprétation quantitative des niveaux de
contraintes résiduelles n’est pas possible a partir de la simple analyse de la déformée de la piece avant
et apres découpes. Ceux-ci pourraient, néanmoins, étre étudiés, par méthode inverse, a I’aide d’un
modele numérique.

3.5.2 Caractérisation de I’état de contraintes résiduelles avec la méthode HOCT
La méthode HOCT a été utilisée pour comparer 1’état de contraintes résiduelles généré dans une

piéce par les procédés de percage axial et orbital pour les deux diamétres de percage étudiés. Des
éprouvettes d’épaisseur 3 mm et 10 mm ont été considérées respectivement pour les diamétres 6,35 mm
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et 9,53 mm. Cing percages rapprochés ont été usinés dans ces éprouvettes (Figure 3-32). Les découpes
ont été réalisées a I’aide d’une fraise de diamétre 1,2 mm avec une lubrification externe. La déformée
de I’éprouvette a été évaluée, avant et aprés découpes, a travers la mesure d’un profil de forme a 1’aide
d’un profilométre optique ALICONA Infinite Focus. Le profil mesuré est orienté suivant la direction
longitudinale de 1’éprouvette et est situé a mi-épaisseur de celle-ci du coté opposé aux découpes (Figure
3-32). La répétabilité de la déformée de 1’éprouvette obtenue apres découpes a été étudiée pour le cas
du percage axial de diamétre 6,35 mm et les résultats ont montré une répétabilité trés correcte (Figure
3-33).
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Figure 3-33 : Répétabilité des mesures de déformées de I'éprouvette obtenue avec la méthode HOCT pour le cas du percage
axial au diamétre 6,35 mm
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Figure 3-34 : Déformées des éprouvettes obtenues avec la méthode HOCT
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Les résultats de déformée des éprouvettes obtenues avec la méthode HOCT, pour les configurations
de percage étudiées, sont présentés en Figure 3-34. Ils montrent une déformée trés importante pour le
cas du percage axial au diamétre 9,53 mm en comparaison aux autres configurations de percage. Cela
signifie que cette configuration de percage introduit un état de contraintes résiduelles dans la piéce
percée largement plus intense que celui généré avec les autres configurations. De plus, la forme du profil
mesuré avec cette configuration est concave alors que les profils mesurés pour les autres configurations
sont convexes. Une étude numérique, menée en paralléle de la caractérisation expérimentale, a montré
que les contraintes de traction génerent une « fermeture du matériau » autour du trou apres découpe, soit
une allure convexe du profil mesuré, et que les contraintes de compression génerent une « ouverture du
matériau » autour du trou aprés découpe, soit une allure convave du profil mesuré (Figure 3-35). Ainsi,
le percage axial au diametre 9,53 mm génére des contraintes résiduelles de nature compressives alors
que les autres configurations de percage générent des contraintes résiduelles de traction.

Profil mesuré convexe
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Figure 3-35 : Allure du profil de forme de I'éprouvette mesuré avec la méthode HOCT en fonction de la nature des
contraintes résiduelles

Ces résultats montrent donc une corrélation entre 1’état de contraintes du matériau en bord de trou
et la tenue en fatigue de la piéce percée. L’augmentation de la durée de vie en fatigue des éprouvettes
percées avec la technique axiale au diamétre 9,53 mm peut aussi étre due a la présence d’importants
champs de contraintes résiduelles circonférentielles compressives. En effet, celles-ci ayant tendance a
fermer les fissures initiées, elles peuvent retarder la propagation de fissure. Par ailleurs, pour le diametre
de percage 6,35 mm, les déformées des éprouvettes observées pour les procédés de percage et axial
montrent un niveau de contrainte de traction plus faible dans le cas du percage orbital. Cela peut donc
également expliquer la sensible meilleure tenue en fatigue des éprouvettes obtenues par percage orbital
observée pour ce diameétre, les contraintes de traction ayant, elles, tendance a ouvrir les fissures initiées.

Ainsi, ces résultats montrent que, pour un méme procédé de percage, des états de contraintes
résiduelles tres différents peuvent étre générés dans la piece percée (diametre de percage 9,53 mm). Cela
met donc en évidence I’influence majeure de I’outil et/ou des conditions de coupe utilisés sur I’intégrité
de surface du trou percé.
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Les résultats obtenus avec la technique HOCT révelent aussi une corrélation entre 1’état de
contraintes résiduelles du matériau en bord de trou et son état de déformation plastique. La configuration
de percage ayant généré 1’état d’écrouissage en bord de trou le plus important est celle ayant généré
aussi les niveaux de contraintes résiduelles les plus importants. En effet, un chargement mécanique
sévere appliqué sur une surface usinée génére simultanément de fortes déformations plastiques et de
fortes contraintes résiduelles et 1’état de contrainte du matériau en sous-surface demeure dans la piéce
apres la coupe grace a la présence de déformations plastiques en surface. Ainsi, il semble difficile de
découpler I’influence de ces deux aspects de I’intégrité de surface sur la tenue en fatigue.

3.6 Corrélation entre intégrité de surface et tenue en fatigue

La campagne de caractérisation de 1’intégrité de surface des trous percés en AA2024-T351, menée
pour des configurations de pergage optimales selon 1’usage industriel, révéle I’influence négligeable des
aspects topologiques sur la tenue en fatigue et I’impact significatif des aspects internes de 1’intégrité de
surface sur le comportement en fatigue de la piece percée.

Pour I’ensemble des configurations de percage, les niveaux de rugosité des trous percés évalués se
montrent relativement faibles et ne révelent pas d’état dégradé des surfaces percées. En effet, les valeurs
de Ra mesurées sont bien inférieures a la spécification aéronautique. 1l semble donc qu’en dessous d’un
certain niveau limite de rugosité, qui pourrait étre de I’ordre de la spécification, la rugosité du trou percé
a un impact négligeable sur le comportement en fatigue. Cela s’explique par le diagramme établi par
Kitagawa (Kitagawa, 1976) qui représente 1’évolution de la limite de fatigue en fonction de la taille de
défaut ou de fissure (Figure 3-36). Ce diagramme fait apparaitre deux comportements en fatigue
distincts. Dans le premier domaine, pour de faibles tailles de défaut, le matériau se comporte comme un
matériau sain et I’amorcage de fissure est piloté par 1’état de la microstructure du matériau. Dans le
deuxieme domaine, au-dela d’une taille critique de défaut, la résistance a la fatigue diminue avec
I’augmentation de la taille du défaut et I’amorcage de fissure est di a la présence d’une concentration
de contrainte. Les états de surface des trous percés, étudiés dans cette campagne, semblent donc se situer
dans le premier domaine du diagramme de Kitagawa. Cela explique la prédominance de 1’influence des
aspects internes de I’intégrité de surface sur la tenue en fatigue.
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Figure 3-36 : Représentation schématique du diagramme de Kitagawa

La caractérisation des aspects internes de I’intégrité de surface révele une corrélation forte entre la
dureté du matériau en sous-surface du trou percé, son état de contraintes résiduelles et la tenue en fatigue
de la piece percée. L’augmentation de la dureté du trou percé induit une augmentation franche de la
tenue en fatigue de la piece. L’étude métallographique menée montre que, pour le cas du pergage de
1’AA2024-T351, ’augmentation de la dureté est due a la génération d’une couche de matic¢re fortement
écrouie. Celle-ci participe au gain sur la durée de vie en fatigue a travers 1’augmentation de la résistance
a la déformation plastique du matériau en bord de trou, ce qui ralentit la génération de dommages en
fatigue dans cette zone et qui retarde donc I’apparition de fissure. Un niveau de dureté important du
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matériau en sous-surface est accompagné de champs de contraintes résiduelles importants qui peuvent
eux aussi avoir un impact sur la tenue en fatigue, les contraintes résiduelles compressives retardant la
propagation des fissures. Ces deux aspects de 1’intégrité de surface ne peuvent étre dissociés I’'un de
’autre et il semble difficile de pouvoir étudier I’influence d’un seul de ces aspects sur la tenue en fatigue.
Les études qui ont été menées a ce propos dans la littérature considerent un polissage chimique du trou
percé. Cependant, I’'utilisation d’un tel procédé est susceptible de retirer simultanément les
modifications topologique, métallurgique et mécanique, induites par le procédé de pergage, au niveau
du matériau en sous-surface du trou, au vu des faibles profondeurs de matériau affectées par ces aspects.

Afin de pouvoir évaluer la tenue en fatigue des structures aéronautiques de maniere pratique sans
avoir recours a des campagnes d’essais de fatigue chronophages, il serait intéressant d’identifier une
caractéristique d’intégrité de surface, relativement simple a évaluer, comme indicateur de résistance a
la fatigue. La corrélation entre la microdureté des trous percés et la durée de vie en fatigue de la piéce a
été démontrée dans ce chapitre. La mesure de cette caractéristique d’intégrité de surface est relativement
accessible : elle peut s’effectuer sans préparation de surface, le temps d’essai est tres court et le colt du
moyen d’essai est modéré. Ainsi, la microdureté pourrait étre identifiée comme indicateur de résistance
a la fatigue pour les pieces en AA2024-T351 percées avec des configurations de percage industrielles
optimales. La corrélation entre le niveau de contraintes résiduelles et la durée de vie en fatigue de la
piéce a également été démontrée. Une technique trés simple d’analyse des contraintes résiduelles a été
développée dans ces travaux, la technique HOCT. Une caractérisation trés simple est alors envisageable,
a partir du niveau de déformation de 1’éprouvette en le comparant a celui d’éprouvettes de référence.
Pour accéder plus finement au niveau des contraintes résiduelles, le développement d’un modele
numérique basé sur une identification par méthode inverse est également envisagé. Cette technique
pourrait donc également étre utilisée industriellement pour définir un indicateur de tenue a la fatigue
pour les piéces percées.

3.7 Synthese

Dans ce chapitre, les résultats d’une campagne d’essais visant a caractériser I’ensemble des aspects
de I’intégrité de surface (aspects topologiques, mécaniques et métallurgiques) des trous percés, obtenus
avec les configurations de percage étudiées au Chapitre 2, ont été présentés.

La caractérisation des aspects topologiques, menée a travers 1’évaluation d’un large ensemble de
paramétres de rugosité d’amplitude et de paramétres de rugosité de portance, montre des niveaux de
rugosité des surfaces percées relativement faibles par rapport a la spécification aéronautique et ne révele
pas d’état de surface dégradé pour aucune des configurations de percage. Les résultats obtenus montrent
une influence négligeable de la rugosité des trous percés sur la tenue en fatigue de la piéce. Seul le
facteur d’asymétrie pourrait avoir un éventuel impact sur la tenue en fatigue. Cependant, les mesures de
ce facteur présentant une grande incertitude, pour une méme configuration de percage, et n’étant pas
forcément associée a une grande incertitude des résultats de fatigue, I’influence de ce paramétre parait
modérée. L’influence minime de la rugosité des surfaces percés sur la durée de vie en fatigue est
expliquée par les faibles valeurs de rugosité mesurées qui induisent un comportement en fatigue
correspondant au premier domaine du diagramme de Kitagawa. Cela souligne 1’importance de la
spécification aéronautique.

Alors que les aspects topologiques de 1’intégrité de surface ont pu étre évalués avec des moyens de
caractérisation usuels, les essais préliminaires d’évaluation des aspects internes menés avec les moyens
d’analyses usuels (DRX, trou incrémental, etc ...) ont, eux, montré leurs limites, liées notamment a la
faible profondeur de matériau en sous-surface affectée a I’issue de 1’opération de pergage. Ainsi, avant
de mener une caractérisation approfondie des aspects internes de I’intégrité de surface, une étude
numérique a été réalisée afin de préciser I’ordre de grandeur de la zone d’intérét pour les essais de
caractérisation. Pour cela, un modele numérique macroscopique considérant un chargement équivalent,
identifié a partir de mesures expérimentales et appliqué de fagcon mobile sur la surface usinée de la piece
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finie, a été développé. Celui-ci a permis de prédire une profondeur de matériau en bord de trou affectée
de I’ordre de quelques dizaines de microns, soit une profondeur bien plus faible que celle évaluée par
certains auteurs de la littérature. Cette étude a aussi permis de montrer 1’influence négligeable des effets
thermiques, mis en jeu au cours du pergage d’alliages d’aluminium, sur les aspects d’intégrité de surface
prédits par le modéle développé (contraintes résiduelles et déformation plastique), dans les conditions
étudiées qui sont représentatives des usages industriels usuels. Enfin, les résultats de I’étude numérique
ont révelé la limite de cette stratégie de simulation, ne prenant pas en compte 1I’endommagement du
matériau et ’enlévement de matiére, pour la simulation de 1’usinage des alliages d’aluminium qui
mettent en jeu des niveaux de déformations plastiques tres éleves.

La caractérisation des aspects métallurgiques de 1’intégrité de surface s’est portée, dans un premier
temps, sur I’évaluation de la dureté des trous percés. Celle-ci a été d’abord été évaluée a travers des
mesures de microdureté, effectuées directement sur la surface percée, puis a travers des mesures de
nanodureté, effectuées par nanoindentation sur le matériau en sous-surface du trou, avec une échelle
définie a I’aide des prédictions obtenues avec le modéle numérique. Les résultats obtenus révelent
I’influence majeure, positive, de la dureté du matériau en bord de trou sur la tenue en fatigue de la piéce
percée. Des essais de caractérisation complémentaires ont ensuite été effectués afin d’expliquer 1’origine
des différences de niveau dureté observées en fonction des configurations de pergage. L’état de
déformation plastique du matériau en sous-surface a été analysé mais aussi les aspects microstructuraux
pouvant étre affectés par les sollicitations thermiques, dont 1’état de précipitation, puisque ces aspects
n’étaient pas pris en compte dans le modéle numérique. Les résultats obtenus montrent que ’état de
dureté des surfaces percées en AA2024-T351 est piloté essentiellement par 1’état d’écrouissage du
matériau qui est généré par les sollicitations mécaniques et que les sollicitations thermiques n’ont pas
d’impact sur DI’état de la microstructure. L’augmentation de la tenue en fatigue induite par
I’augmentation de la dureté du matériau en bord de trou s’explique ainsi par 1’augmentation de la
résistance a la déformation plastique du matériau en bord de trou, qui ralentit I’apparition de dommages
en fatigue.

Afin de caractériser les aspects mécaniques de 1’intégrité de surface, soit les contraintes résiduelles,
une nouvelle méthode d’analyse, la méthode « Hole Opening Comparative Technique », a été mise en
place, les méthodes usuelles ne permettant pas cette caractérisation du fait de la faible profondeur de
matériau affectée en sous-surface du trou percé. Cette nouvelle technique est une méthode mécanique
basée sur la méthode du découpage (splitting method). Elle consiste a réaliser plusieurs pergages
rapprochés dans une piéce, puis a réaliser des découpes profondes afin « d’ouvrir » les trous percés et
de libérer les champs de contraintes résiduelles et, enfin, a interpréter 1’état de contrainte de la pi¢ce
percée, de maniére qualitative, a partir de la déformation globale de la piece obtenue. La réalisation
d’une série de pergage proches permet d’additionner les effets des contraintes résiduelles et d’obtenir
une déformée globale de la piéce lisible apres découpes. Les résultats obtenus avec la méthode HOCT
valident I’ utilisation de cette méthode pour la caractérisation de 1’état de contraintes résiduelles de pieces
percées en alliages d’aluminium. De plus, ils montrent une corrélation entre 1’état de contraintes
résiduelles, le niveau de dureté et la tenue en fatigue de la piéce percée. Un niveau de dureté du matériau
en bord de trou €levé est associé a un état de contraintes résiduelles important. En effet, les chargements
mécaniques séveres generent les deux aspects a la fois et 1’état de contraintes résiduelles demeure dans
la piece a I’issue du pergage grace aux déformations plastiques de surface. Pour les configurations de
percage étudiées, I’augmentation de la dureté du matériau en bord de trou, générée par écrouissage,
induit des contraintes résiduelles de compression importantes. Celles-ci contribuent également au gain
sur la durée de vie en fatigue de la piéce percée a travers un phénomeéne de « fermeture » des fissures
initiées.

L’ensemble de ces observations valident également le modele numérique mis en place, a travers les
résultats de simulation numérique obtenus, ainsi que I’hypothése d’effet négligeable des sollicitations
thermiques.
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Ainsi, la tenue en fatigue de piéces percées en AA2024-T351, avec des configurations de percage
industrielles, est pilotée essentiellement par les aspects internes de I’intégrité de surface et les aspects
topologiques ont une influence négligeable tant que la rugosité reste faible. Les aspects internes de
I’intégrité de surface sont pilotés par les sollicitations mécaniques mises en jeu au cours du percage et
les sollicitations thermiques ont une influence négligeable. Dans le but de pouvoir optimiser la tenue en
fatigue des structures aéronautiques, le lien entre les paramétres du procédé de pergage et I’intégrité de
surface du trou percé doit étre appréhendé afin de pouvoir déterminer les paramétres de percage générant
a la fois un état de surface n’ayant pas d’impact sur la tenue en fatigue et un état d’écrouissage optimal.
Ce lien est investigué dans le chapitre suivant.
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Chapitre 4. Impact de I’opération de percage sur I’intégrité de surface du trou percé

4.1 Objectifs

Ce chapitre vise a étudier 'influence des parameétres de I’opération de percage (parametres
géométriques de I’outil et paramétres de coupe) sur les aspects de I’intégrité de surface ayant été
identifiés comme ayant un impact significatif sur la tenue en fatigue au cours du Chapitre 3 (i.e.
déformations plastiques et contraintes résiduelles). Cela doit permettre d’expliquer les différences
d’intégrité de surface des trous percés constatées au Chapitre 3 et d’étre capable d’optimiser la tenue en
fatigue des pieces percées a travers une optimisation de 1’opération de pergage. La coupe en pergage,
spécialement au niveau de la surface générée, est trés complexe. Pour simplifier 1’étude, il est considéré
dans ces travaux que I’intégrité de surface obtenue est uniquement liée & la coupe latérale (coupe en
goujure), que ce soit en percage axial ou orbital. A partir de cette considération, les corrélations
potentielles entre les parametres de I’opération de pergage et les résultats d’intégrité de surface présentés
au Chapitre 3 sont investiguées. Par ailleurs, afin d’étudier I’impact des parametres d’une opération de
percage sur ’intégrité de surface de fagon plus approfondie, un modéle éléments finis simulant la coupe
latérale en goujure mise en jeu au cours du pergage est développé. Celui-ci permet d’étudier de larges
plages de valeurs pour les paramétres de 1’opération de pergage et d’analyser de facon précise I’impact
de ceux-ci sur 1’état d’écrouissage et de contraintes résiduelles du matériau en sous-surface du trou, qui
est complexe a évaluer expérimentalement.

Les paramétres décrivant I’opération de coupe latérale mise en jeu au niveau des goujures de ’outil
au cours d’une opération de pergage sont définis dans une premicre partie de ce chapitre. Les liens
potentiels entre ces parametres et I’intégrité de surface du trou percé, dans le cas de cette étude, sont
ensuite étudiés dans une deuxiéme partie. Afin de compléter les résultats de cette analyse, une troisieme
partie présente I’étude numérique menée afin d’étudier I’impact de 1’opération de percage sur I’intégrité
de surface de facon plus approfondie. Enfin, les corrélations entre les parameétres de 1’opération de
percage et I’intégrité de surface du trou percé, retenues a I’issue de ces études, sont synthétisées dans
une quatriéme partie.

4.2 Paramétrage de la coupe latérale en goujure mise en jeu au cours du
percage

En percage axial comme en percage orbital, la partie latérale de I’outil est supposée, dans ces
travaux, avoir une influence prépondérante sur 1’intégrité de surface du trou percé devant celle du bout
de ’outil car c’est elle qui finit I’opération d’enlévement de matiére & ce niveau-la. Cette partie, qui
comprend les listels et les goujures, génére un enlévement de matiére sur une petite hauteur des listels,
suivant 1’axe de I’outil, au-dessus des becs, correspondant a I’avance axiale par tour et par dent. Cet
enlévement de matiére peut étre assimilé a une opération de coupe orthogonale avec un angle de
dépouille nul du fait du contact listel/paroi du trou (Figure 4-1). Cette opération de coupe met en jeu
trois zones de cisaillement de la matiére : la zone de cisaillement primaire (ZCP), la zone de cisaillement
secondaire (ZCS) et la zone de cisaillement tertiaire (ZCT) (Figure 4-1).

La géométrie de 1’outil associée a cet enlévement de matiére peut ainsi étre décrite a 1’aide des
parametres suivants : I’angle de coupe en goujure (), le rayon d’acuité latéral (r) et la largeur de listel
(hister) (Figure 4-1). Concernant les paramétres de coupe, toujours en faisant I’approximation d une coupe
orthogonale, I’enlévement de maticre latéral mis en jeu au cours du percage peut étre caractéris¢ a I’aide
des parameétres suivants : la vitesse de coupe (Vc), I’avance radiale a la dent (f;) (Figure 4-1) et I’avance
axiale par tour et par dent du percage (f.:) qui représente la profondeur de passe de I’enlévement de
matiere latéral.

Ainsi, I’é¢tude de ’impact de I’opération de percage présentée dans ce chapitre se focalise sur la
caractérisation de la coupe latérale mise en jeu au niveau des goujures de 1’outil et sur 1’étude de
I’influence des parametres géométriques et opératoires définis dans cette partie.
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Figure 4-1 : Représentation de [’enlévement de matiére mis en jeu au niveau des goujures en pergage, pouvant étre assimilé
a une opération de coupe orthogonale

4.3 Analyse de l'impact potentiel des parametres de I’opération de
percage, dans le cadre de cette étude

Les paramétres associés a la coupe latérale des opérations de percage considérées dans cette étude
ont été¢ analysés de manicre approfondie afin d’identifier d’éventuels éléments d’explication des
différences de I’intégrité de surface des trous percés observées au Chapitre 3.

4.3.1 Analyse des parameétres de coupe

Les valeurs des avances axiales par tour et par dent du percage (représentant la profondeur de passe
de I’enlévement de matiére latéral, assimilé a une opération de coupe orthogonale) employées dans le
cadre de cette étude sont les mémes pour les deux diametres de percage pour un méme procédé de
percage (fa. = 50 um pour le percage axial et fa, = 0,4 um pour le pergage orbital). Ainsi, des écarts
identiques d’avance axiale par tour et par dent sont considérés entre les procédés de percage axial et
orbital pour les deux diameétres. Ce parametre ne peut donc pas expliquer les différences d’impact du
procédé de pergage sur I’intégrité de surface des trous percés observées en fonction du diamétre de
percage.

De la méme maniére, pour I’avance radiale a la dent, il semble que des écarts similaires de valeurs
soient considérés entre les procédés de percage axial et orbital pour les deux diamétres de percage
étudiés. En effet, méme si les valeurs de ce paramétre employées semblent complexes a quantifier,
notamment pour le cas du percage axial, elles sont trés faibles en percage orbital par rapport au pergcage
axial et peuvent étre considérées comme similaires entre les deux diamétres pour un méme procédé de
pergage. Ainsi, ce paramétre n’explique pas, non plus, les différences d’influence du procédé de pergage
sur I’intégrité de surface en fonction du diamétre de percage.

Concernant I’impact de la vitesse de coupe, un écart plus important de valeur est considéré entre les
procedés de pergage axial et orbital pour le diamétre 9,53 mm que pour le diamétre 6,35 mm (diamétre
6,35 mm : V¢ = 180 m/min pour le percage axial et V. = 610 m/min pour le pergage orbital ; diaméetre
9,53 mm : V¢ = 120 m/min pour le percage axial et V. = 1005 m/min pour le percage orbital). Ainsi, ce
parametre opératoire pourrait avoir une influence potentielle sur I’intégrité de surface du trou percé et
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pourrait expliquer les différences d’intégrité de surface observées pour le diametre de percage 9,53 mm
et non observées pour le diametre 6,35 mm.

4.3.2 Analyse des parametres géométriques

L’ensemble des paramétres géométriques de 1’outil associés a ’enlévement de matiere latéral ont
été évalués a 1’aide du systeme de mesure 3D optique ALICONA Infinite Focus (Figure 4-2-a). Pour
cela, ’ensemble des dents des outils ont été reconstruites en 3D. Puis, des valeurs moyennes des
paramétres géométriques (angle de coupe en goujure, rayon d’acuité latéral et largeur des listels) ont été
déterminées a partir de séries de mesures effectuées sur chacune des dents de 1’outil, au niveau de la
portion de listel responsable de 1’enlévement de matiére latéral (ou au plus proche pour le cas du percage
orbital). Pour mener a bien ces mesures, la reconstruction 3D des dents de 1’outil a été coupée par des
plans perpendiculaires a 1’axe de I’outil (Figure 4-2-b) afin d’obtenir des profils de dent correspondant
a celui représenté en Figure 4-1.

b)

Hauteur suivant
I’axe de I’outil

correspondant a
I’avance par tour et
par dent

Figure 4-2 : Mesure des caractéristiques géométriques de la partie latérale des outils a I’Alicona (a) et exemple de
reconstruction 3D d’une dent d'un outil (per¢age axial au diamétre 6,35 mm) et d'un plan de coupe pour I’évaluation du
profil de la dent (b)

Les valeurs moyennes mesurées des paramétres géométriques de 1’outil associés a la coupe latérale
sont présentées en Figure 4-3. Les résultats de rayon d’acuité et d’angle de coupe présentent une
incertitude importante. Celle-ci peut étre expliquée par 1’usure de 1’outil au niveau des profils de dents
mesurés, ceux-ci étant situés au niveau de la portion de listel responsable de I’enlévement de matiére
latéral (ou au plus proche).

Les mesures du rayon d’acuité et de la largeur de listel ne montrent pas de corrélation avec les
résultats d’intégrité de surface des trous percés. En effet, des écarts similaires de valeurs sont observés
entre les deux procédés de percage pour les deux diameétres étudiés (rayon d’acuité) ou un écart plus
faible de valeur est constaté pour le diamétre 9,53 mm que pour le diametre 6,35 mm (largeur de listel),
alors que les résultats d’intégrité de surface étaient similaires pour le diametre 6,35 mm et présentaient
des différences significatives pour le diametre 9,53 mm.

Les mesures de I’angle de coupe en goujure pourraient révéler, en revanche, une corrélation entre
ce parametre géométrique et ’intégrité de surface du trou percé. En effet, I’écart significatif d’angle de
coupe en goujure entre les deux procedés de percage constaté pour le diamétre de percage 9,53 mm, et
non observé pour le diamétre 6,35 mm, pourrait expliquer les différences d’intégrit¢ de surface
observeées pour le premier diametre de percage (Figure 3-19, Figure 3-27, Figure 3-34). L’emploi d’un
angle de coupe en goujure négatif, certainement lié a une usure de 1’outil, pourrait expliquer la
génération d’un état de déformation plastique et de contraintes résiduelles important du matériau en
sous-surface du trou.
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Figure 4-3 : Mesures des caractéristiques géométriques de la partie latérale des dents des outils utilisés : rayon
d’acuité (a), angle de coupe (b) et largeur de listel (c)

Ainsi, d’apres 1’analyse des paramétres associés a la coupe latérale, des opérations de percage
considerées dans cette étude, les paramétres potentiels pouvant expliquer les différences d’intégrité de
surface constatées au Chapitre 3 sont la vitesse de coupe et I’angle de coupe en goujure. Cependant, il
n’est pas possible de juger de I’influence de ces deux paramétres de fagon indépendante, a partir des
configurations de percage considérées dans cette étude.

L’enlévement de matiére latéral mis en jeu au cours du pergage est défini par un ensemble de
parametres géométriques et opératoires. 11 semble difficile de pouvoir mener une campagne d’essais de
percgage afin d’étudier I’impact de chacun des parameétres géométriques de 1’outil de fagon indépendante.
En effet, cela impliquerait la fabrication d’outils trés spécifiques. En revanche, une campagne d’essais
de coupe orthogonale pourrait étre mise en place plus aisément afin d’étudier I’impact de certains
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parametres de 1’opération d’enlévement de maticre sur 1’intégrité de surface. En effet, I’usinage d’outils
de coupe orthogonale est bien plus accessible. Une telle campagne est ainsi envisagée en perspectives
de ce travail.

Toutefois, en parallele d’une étude expérimentale, la réalisation d’une étude numérique serait aussi
tres intéressante afin d’appréhender les liens entre les paramétres de 1’opération de percage et I’intégrité
de surface. Un modéle numérique de coupe permettrait d’étudier relativement aisément I’influence de
chacun des parametres définissant I’enlévement de maticre latéral sur I’intégrité de surface du trou percé.
De plus, un tel modéle permettrait une étude approfondie puisque 1’état de contraintes résiduelles du
matériau en sous-surface, complexe a évaluer expérimentalement, pourrait étre extrait des résultats. Une
étude complémentaire de I’analyse menée dans cette partie a ainsi ét¢ menée a I’aide d’un modele
numérique simulant I’enlévement de matiere. Celle-ci est présentée dans la partie suivante.

4.4 Etude numérique de ’impact de I’opération de percage sur ’intégrité
de surface

4.4.1 Objectifs et stratégie de simulation

Le modéle numérique présenté dans cette partie vise a simuler la coupe latérale mise en jeu niveau
des goujures, au cours du percage, qui est susceptible d’avoir une influence prépondérante sur I’intégrité
de surface du trou percé. Il doit permettre I’étude de I’impact des paramétres de 1’opération de percage
associés a la coupe latérale (présentés en partie 4.2) sur les aspects de I’intégrité de surface identifiés
comme ayant un impact significatif sur la tenue en fatigue, soient les déformations plastiques et les
contraintes résiduelles. De plus, il doit permettre d’étudier I’influence de chacun de ces paramétres de
facon indépendante et de considérer de larges plages de valeur pour chacun des parametres.

Afin de pouvoir analyser I’impact des paramétres géométriques de 1’outil sur I’intégrité de surface,
la stratégie de simulation consistant a modéliser I’enlévement de matiére parait trés judicieuse.
Cependant, la modélisation 3D de I’enlévement de mati¢re global mis en jeu au cours du percage ne
parait pas nécessaire ici puisque 1’étude se focalise sur I’impact de la coupe latérale en goujure qui peut
étre assimilée a une opération de coupe orthogonale (Figure 4-1). Ainsi, le modéle numérique se limite
a la simulation de cette opération de coupe et un modéle 2D est développé.

Comme vu au Chapitre 1, la littérature est riche de modéles 2D de coupe orthogonale. Atlati (Atlati,
2012) a développé un tel modele pour le cas de 1’'usinage de I’AA2024-T351 avec un outil en carbure
de tungsténe dans le cadre de sa thése portant sur les échanges thermiques a I’interface outil/copeau.
Ainsi, ce modéele est repris et adapté dans cette étude afin de disposer d’un modéle permettant d’étudier
I’impact de la configuration de coupe sur 1’intégrité de surface.

Avec la stratégie de simulation adoptée par Atlati (Atlati, 2012), la formation du copeau est basée
sur la suppression d’une bande d’éléments dans la zone de passage de la pointe de 1’outil. Pour cela, la
piéce est partitionnée en plusieurs zones associées a des comportements matériau différents (Figure 4-4).
Cette stratégie de simulation est reprise dans le modéle développé.

Atlati (Atlati, 2012) s’intéressant aux échanges thermiques a I’interface outil/copeau, il développe
un modele thermomécanique. Cependant, en premiére approche, I’hypothése de 1’impact négligeable
des effets thermiques sur I’intégrité de surface est faite dans cette étude et un modéle uniquement
mécanique est développé afin de limiter le temps de calcul. Cette premiere hypothése de travail est
confortée par le fait que les champs de température vus par la piéce au cours du percage sont relativement
modestes (Partie 2.3.3).

Enfin, I’objectif du modéle étant 1I’étude de I’impact de la configuration de coupe sur I’intégrité de
surface, les phénomeénes mécaniques mis en jeu au niveau de la zone de cisaillement tertiaire (ZCT)
doivent étre intégrés au mieux dans le modéle. Dans le modele développé par Atlati (Atlati, 2012), la
pointe de I’outil semble étre centrée sur la bande d’éléments supprimée permettant la modélisation de la
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séparation de la matiere et ne semble donc pas entrer en contact avec les éléments modélisant la surface
usinée finale. De plus, ces éléments appartiennent a une « Part » associée a un comportement matériau
sans endommagement. L impact du frottement de la pointe de I’outil sur la surface usinée au niveau de
la ZCT ne semble donc pas étre pris en compte dans ce modéle. C’est pourquoi, celui-ci sera adapté afin
d’intégrer au mieux ce phénomeéne dans notre modele.

15°
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’ k © e Parts Comportement
Pt % __ Rb=10um Part 1 | Thermo-viscoplastique-endommagement
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,8 : *4" Ll Part 2 | Thermo-viscoplastigue dans la zone de
O —Part-32 oo cisaillement secondaire
M=\ -/ — Part 3 | Thermo-viscoplastigue-endommagement
20 % ) 1
‘ . KM= < avec suppression des éléments du
—Part-4- ogl maillage dans la zone de séparation
Part 4 | Thermo-viscoplastique dans la piece

<

Figure 4-4 : Stratégie de simulation utilisée par Atlati (Atlati, 2012) dans ses travaux sur les échanges thermiques a
linterface outil-copeau appliqués a l'usinage de I’AA2024-T351

4.4.2 Modeéle éléments finis

De la méme maniére que Atlati (Atlati, 2012), le modele est développé sous Abaqus/Explicit qui
utilise un solveur basé sur une intégration temporelle explicite. Cela est justifié par le fait que le temps
d’usinage simulé est relativement court puisqu’une seule passe de 1’outil est modélisée et cela permet
d’étudier I’influence de la vitesse de coupe.

e Comportement du matériau

Le matériau de 1’outil modélisé est le carbure tungsténe qui est le matériau utilisé pour I’ensemble
des outils employés dans le cadre de cette étude. Le module d”Young de I’AA2024-T351 étant faible
devant celui du carbure de tungsténe (73 100 MPa contre 534 000 MPa) et les champs de température
vus par I’outil n’étant pas 1’objet de I’étude, I’outil est modélisé comme un corps rigide dans le modele
développé. Cela permet de diminuer significativement le temps de calcul.

Concernant le comportement du matériau de la pi¢ce usinée, soit I’AA2024-T351, celui-ci est défini
en fonction des partitions de la piece, définissant différentes parties désignées « Part » (Figure 4-5 et
Tableau 4-1).

Part Comportement
Part 1 + Part 2 | Visco-plastique avec endommagement correspondant au mode 11

Part 3 + Part4 | Visco-plastique avec endommagement correspondant au mode |
et avec suppression des éléments

Part 5 Visco-plastique
Tableau 4-1 : Comportement du matériau associé a chaque « Part » de la piéce usinée
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Epaisseur (um)
fr- 20
20
20
20
Part 5 860

- Part 1 (Copeau)

Part 2 (ZCS + une partie de la ZCP)
Part 3 (Zone de séparation de la matiére)
Part 4 (ZCT)

Part 5 (Piéce)

Figure 4-5 : Découpage de la piéce en plusieurs « Parts » pour la définition de comportements du matériau et/ou de
propriétés des éléments de maillage différents.

Au cours de 1’usinage de I’AA2024-T351, les phénomeénes de séparation du copeau de la piéce
usinée et d’apparition des bandes de cisaillement dans le copeau sont régis par I’endommagement du
matériau au-dela d’un certain niveau de déformation plastique ainsi que par le mode de rupture mis en
jeu. La séparation du copeau est associée au mode I (ouverture) alors que 1’apparition des bandes de
cisaillement est associée au mode Il (cisaillement) (Atlati, 2012) (Figure 4-6). Ainsi, ces deux modes de
rupture distincts sont introduits dans le modéle gréce aux partitions de la piéce permettant la définition
d’une loi d’évolution de I’endommagement différente en fonction des parties de la piéce. Le mode I est
introduit dans le copeau (Part 1 et Part 2). Le mode Il est introduit dans les zones de passage de la pointe
de Ioutil et de cisaillement tertiaire (Part 3 et Part 4) et il est associé a la technique de suppression des
éléments de maillage au-dela d’une valeur critique d’endommagement.

Mode de
cisaillement (I1)

Mode
d'ouverture (1)

Figure 4-6 : Modes de rupture en configuration de coupe orthogonale (Atlati, 2012)
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De la méme manicre que dans le modele d’Atlati (Atlati, 2012), le comportement viscoplastique du
matériau de la piéce est décrit par une loi de Johnson-Cook (Equation (3-4)) et le couplage avec
I’endommagement est défini par un critére d’initiation de Johnson-Cook (Equation (3-1)) et un critére
d’évolution basé¢ sur le taux de restitution d’énergie (Equation (4-2)). Une loi d’évolution de
I’endommagement linaire est utilisée pour modéliser le comportement du matériau dans la zone de
séparation de la matiere (Part 3 et Part 4) et une loi d’évolution exponentielle est utilisée pour modéliser
le comportement du matériau dans le copeau (Part 1 et Part 2).

dep!
wg= | = avec 0< wyz <1
pl
€9
. (4-1)
— gpl T—-T
e = [dy +dy x e [1 4+ dy xIn| = || [1 - ds x 0
& Tf - TO
wd : paramétre d’initiation d’endommagement (sans unité)
sg L déformation plastique équivalente a ['initiation de ['endommagement (sans unité)
di, da, ds, ds et ds - paramétres d’initiation de I’endommagement (sans unité)
n: triaxialité des contraintes (sans unité)
uwl L xePl 2 xGexLxept
— = = = — (évolution linéaire)
Oy0
d=1% Uy Y
Upl & — . : ,
1—exp|-— f e d x uP! (évolution exponentielle) (4-2)
0 f

1—v? 2
(Gf)l,” = [T] [(K) 11 x V1000]

d : variable scalaire décrivant I’évolution de I’endommagement (sans unité)
uPl : déplacement plastique équivalent (mm)
u]’fl : déplacement plastique équivalent a la rupture (mm)

L : longueur caractéristique du plus petit élément du maillage (mm)
0y - contrainte d’écoulement a l'initiation de I’endommagement (MPa)
Gt : taux de restitution d’énergie (MPa/mm)

K : ténacité (MPa.\/m)

Les valeurs des paramétres de ces lois sont les mémes que celles utilisées par Atlati (Atlati, 2012)
dans ses travaux sur les échanges thermiques a I’interface outil/copeau pour le cas de 1’usinage de
I’AA2024-T351 (Tableau 4-2 et Tableau 4-3). Cependant, dans le modéle mécanique développé, les
termes traduisant la sensibilité a la température sont négligés. De plus, afin de calibrer le modéle
mécanique développé de sorte a obtenir des résultats de morphologie du copeau équivalents a ceux
obtenus par Atlati, la valeur du taux de restitution d’énergie correspondant au mode II a été ajustée
(Tableau 4-3). Concernant la valeur critique de 1’endommagement considérée pour le critére de
suppression des éléments, une valeur de 0,1, identique a celle retenue par Atlati, est utilisée dans la zone
de passage de la pointe de I’outil (Part 3). Dans la ZCT (Part 4), une valeur critique de I’endommagement
a di étre déterminée, Atlati ne définissant pas d’endommagement a ce niveau-la. Aprés plusieurs
itérations, une valeur de 0,08, Iégerement inférieure a celle utilisée dans la Part 3, a été choisie afin de
permettre la bonne séparation de la matiére.
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A (MPa) | B (MPa) n C m g, (s
352 440 0,42 0,0083 1 1

Tableau 4-2 : Paramétres de la loi de Johnson-Cook utilisés pour décrire le comportement de la piéce dans le modéle 2D de
coupe orthogonale (Atlati, 2012)

Initiation Evolution
d1 d2 ds ds ds (K)i1 (MPa.v/m) | (K)u (MPa.y/m)
0,13 0,13 15 0,011 0 37 29

Tableau 4-3 : Paramétres des lois d'initiation et d’évolution de I’endommagement utilisés pour décrire le comportement
de la piéce dans le modéle 2D de coupe orthogonale, déterminés d’aprés ceux utilisés par Atlati (Atlati, 2012)

e Comportement de I’interface outil/piéce

Une loi de frottement de Coulomb-Orowan est utilisée pour décrire le comportement de I’interface
de contact outil/piece (Equation (4-3)). Les pressions de contact pouvant se révéler trés importantes au
cours de 1’usinage, cette loi est couramment utilisée pour définir le comportement du contact outil/piéce
en usinage car elle permet de limiter la contrainte de frottement & une valeur seuil égale a la résistance
au cisaillement du matériau usinée. Cette loi introduit ainsi deux types de comportement du contact :

- un contact de type glissant, correspondant a une contrainte de frottement proportionnelle a la
pression de contact, lorsque la contrainte de frottement est inférieure a la résistance au
cisaillement du matériau usiné

- uncontact de type collant, correspondant a une contrainte de frottement égale a une valeur seuil,
lorsque la contrainte de frottement atteint la résistance au cisaillement du matériau usiné

{M Xp st uXp< Tmax  (contact collant)
T =
! Tmax S UXD = Tmax (contact glissant)
(4-3)
A

Tmax = ﬁ

77 - contrainte de frottement (MPa)

M : coefficient de frottement

p : pression de contact (MPa)

Tmax . Fésistance au cisaillement du matériau usiné (MPa)

Les parametres définissant la loi de Coulomb-Orowan utilisés dans le modéle développé sont les
mémes que ceux utilisés par Atlati (Atlati, 2012) dans ses travaux portant sur la simulation de ’usinage
de ’AA2024-T351 avec un outil en carbure de tungsténe (Tableau 4-4).

U Tmax (M Pa)
0,2 203

Tableau 4-4 : Paramétres de la loi de Coulomb-Orowan utilisés pour décrire le comportement de l'interface de contact
outil/piece (Atlati, 2012)

Afin de représenter correctement 1’état mécanique des éléments modélisant la surface usinée, le
frottement de la pointe de 1’outil sur cette surface au niveau de la ZCT, qui n’est pas pris en compte dans
le modele développé par Atlati (Atlati, 2012), est introduit dans notre modele. Pour cela, une bande
d’¢éléments de faible épaisseur devant la valeur du rayon d’acuité (1 pm pour un rayon d’acuité supérieur
ou égal & 6 um) et présentant un comportement avec endommagement et suppression de 1’élément au-

126



4.4 Etude numérique de I’impact de 1’opération de percage sur 1’intégrité de surface

dela d’une valeur seuil d’endommagement est introduite dans la piéce au niveau de la ZCT (Part 4). De
plus, la position initiale de la pointe de I’outil est définie de sorte a assurer le frottement de celle-ci avec
cette bande d’éléments au cours de la simulation de la coupe. La comparaison des résultats d’intégrité
de surface obtenus avec cette nouvelle stratégie de simulation et de ceux obtenus avec la stratégie de
simulation considérée par Atlati (Atlati, 2012) montre des résultats significativement différents (Figure
4-7).

Stratégie de Surface usinée

simulation
considérée par
(Atlati, 2012)

Déformation
plastique
équivalente

Stratégie de
simulation
considérée par
(Atlati, 2012) avec
un maillage fin au
niveau de la ZCT e

Surface usinée

CCLOOOO R
OFWRG~
QLo oLk

Prise en compte du
frottement outil/piece
au niveau de la ZCT

Stratégie de
simulation Surface usinée
considérée dans le
modele développé
(endommagement
et suppression des
éléments dans la
ZCT)

Figure 4-7 : Résultats d'intégrité de surface obtenus avec différentes stratégies de simulation
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e Géométrie, maillage et conditions limites

Les dimensions de la portion de piece modélisée considérées sont tres grandes devant la profondeur
de matériau affectée par des modifications des aspects internes de I’intégrité de surface a I’issue de
I’usinage (Figure 4-8-a). Cela permet de s’affranchir des effets de bord au niveau de la zone d’intérét
(surface usinée a mi-longueur de la piéce suivant x). La phase critique de la simulation pour la
modélisation correcte de la coupe est la phase d’entrée de ’outil dans la matiére durant laquelle des
distorsions importantes d’éléments peuvent étre mises en jeu. Afin d’éviter ces problémes de distorsion
et de permettre la bonne initiation du copeau, un chanfrein est réalisé dans la piéce au niveau de I’entrée
de I’outil (Figure 4-8-b) a I’instar de Mabrouki (Mabrouki et al., 2008). La géométrie de ce chanfrein
est adaptée en fonction de 1’angle de coupe considéré.

a)

Application d’une
vitesse suivant x égale a
la vitesse de coupe

¥

Ve

Déplacement bloqué suivant x

Déplacement
bloqué suivant y

5 mm

b) Y>0°

Géométrie de la piece au niveau de [’entrée
de 'outil facilitant ['initiation du copeau

Figure 4-8 : Dimensions de la portion de piéce modélisée, maillage et conditions limites (a) ; géométrie de la piece au niveau
de I’entrée de I'outil en fonction de I’angle de coupe (b)
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Des éléments de type CPE4R (quadrilatéres a 4 nceuds, a intégration réduite, basés sur I’hypothése
des déformations planes) sont utilisés pour le maillage de la piece au niveau des zones d’intéréts (Part 1
a 4). De laméme maniére que pour le modéle macroscopique présenté en Partie , ces éléments de premier
ordre paraissent adaptés a la simulation de la coupe du fait des grandes distorsions d’éléments
susceptibles d’étre générées et I'utilisation d’une intégration réduite permet d’optimiser le temps de
calcul. Afin de limiter le phénoméne d’Hourglass pouvant se produire avec ces éléments, la méthode de
contrdle de I’Hourglass de type « Stiffness » (contrdle de I’Hourglass strictement élastique) est utilisée
pour les éléments au niveau de la zone de cisaillement secondaire (ZCS) (Part 2) et la méthode de
contréle de I’Hourglass proposée par défaut dans Abaqus/Explicit est utilisée dans le reste de la piéce.
Une épaisseur d’élément suivant y de 1 um est considérée dans la ZCT (Part 4) afin de pouvoir modéliser
le frottement outil/surface usinée au niveau de celle-ci, comme vu précédemment, et une taille d’élément
similaire & celle utilisée par Atlati (Atlati, 2012), soit 10 um, est retenue pour le maillage des éléments
représentant le copeau (Part 1 et 2). Des éléments de taille plus importante sont utilisés pour le maillage
de la base de la portion de piéce représentée grace a une zone de transition du maillage ou quelques
éléments triangulaires sont employés.

Concernant les conditions limites, les translations de la piéce suivant x et y sont bloquées, la
translation de I’outil suivant y est bloquée et une vitesse de translation suivant x, égale a la vitesse de
coupe, est imposée a I’outil (Figure 4-8-a).

4.4.3 Validation du modeéle

Afin de valider le modéle développé, les configurations de coupe étudiées par Atlati (Atlati, 2012),
dans ses travaux de simulation de 1’opération de coupe orthogonale appliqués au cas de 1’usinage de
I’AA2024-T351, sont reproduites avec le modeéle développé et les résultats sont analysés. Ces
configurations de coupe sont présentées en Tableau 4-5.

V. (m/min) 60
fr (mm) 0,3
r (um) 10
y (°) [0;15;30]
liister (MmM) 0
Angle de dépouille (°) 7°

Tableau 4-5 : Configurations de coupe étudiées par Atlati (Atlati, 2012)

Les résultats de morphologie et d’état de déformation plastique équivalente du copeau obtenus par
Atlati (Atlati, 2012) et avec le modéle mécanique développé sont comparés en Figure 4-9. Ceux-ci sont
similaires pour les trois angles de coupe modélisés. Ainsi, le modéle mécanique développé peut étre
considéré comme valide.
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Figure 4-9 : Comparaison de la morphologie et de [’état de déformation plastique équivalente des copeaux obtenus avec le
Modéle Eléments Finis (MEF) développé par Atlati (Atlati, 2012) et avec le MEF mécanique développé dans cette étude

4.4.4 Modéle de référence

Cette partie présente les résultats d’intégrité de surface prédits avec un modele désigné comme
«modele de référence ». Les paramétres de 1’opération de coupe considérés dans ce modele sont
présentés en Tableau 4-6. Ils correspondent aux parametres utilisés pour le percage orbital au diamétre
9,53 mm excepté la largeur du listel. En effet, dans un premier temps, le listel de I’outil n’est pas
considéré et un outil avec un angle de dépouille positif est modélisé. La modélisation du listel sera
introduite dans une partie suivante. Dans la suite de ce Chapitre, ces paramétres de référence seront
modifiés un par un pour mener a bien I’é¢tude de leur influence sur I’intégrité de surface.

Une premiére analyse des résultats d’intégrité de surface obtenus avec ce modele est menée ici. Les
résultats sont observés sur un ensemble d’éléments appartenant aux Part 3 et Part 4, de taille 400 pm x
80 um, qui est situé a mi-longueur suivant x de la portion de piece modélisée (Figure 4-10).
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V¢ (Mm/min) 1005
fr (mm) 0,3
r (um) 6
7 () 17
lister (MmM) 0
Angle de dépouille (°) 7°

Tableau 4-6 : Parametres considérés pour le modéle de référence

Déformation
plastique
équivalente

3.51
2.70
2.43
2.16
1.89
1.62
1.35
1.08
0.81
0.54
0.27
0.00

Zone d’observation
des résultats
d’intégrité de surface

\

Figure 4-10 : Zone d’observation des résultats d’intégrité de surface

L’état de déformation plastique équivalente du matériau en sous-surface prédit avec le modele de
référence est présenté en Figure 4-11-a. Un critere considérant un seuil de déformation plastique de 10
% est utilisé afin de déterminer la profondeur du matériau en sous-surface affectée par les déformations
plastiques a I’issue de la coupe et de pouvoir mener une étude comparative par la suite (Figure 4-11-b).
Cette valeur seuil de 10 % de déformation plastique a été déterminée de maniére a obtenir une
profondeur affectée de I’ordre de celle identifiée expérimentalement. Une profondeur affectée moyenne
de 20 um est ainsi obtenue pour cette configuration de coupe.
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Figure 4-11
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: Etat de déformation plastique équivalente du matériau en sous-surface (a) et profondeur du matériau affectée
par les déformations plastiques (b) prédits avec le modéle de référence
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L’état de contraintes résiduelles du matériau en sous-surface évalué avec le modéle de référence est
présenté en Figure 4-12. Le niveau des contraintes dans la direction y du modele, modélisant la direction
radiale du percage, est négligeable devant celui des contraintes dans la direction x du modele, modélisant
la direction circonférentielle du pergage. Ainsi, ces résultats sont en accord avec ceux obtenus avec le
modéle macroscopique présenté en Partie 3.3.2. Cet état de contraintes résiduelles combine des
contraintes résiduelles de traction et de compression et la profondeur moyenne du matériau affectée par
celles-ci est similaire a la profondeur de matériau affectée par les déformations plastiques (environ 20

pm).
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Figure 4-12 : Etat de contraintes résiduelles du matériau en sous-surface prédit avec le modéle de référence

Dans la suite de cette étude, les résultats d’intégrité de surface seront observés sur le méme ensemble
d’¢éléments que celui considéré dans cette partie. Ils seront caractérisés a travers les cartographies d’état
de contraintes résiduelles circonférentielles et d’état de déformation plastique du matériau en sous-
surface ainsi qu’a travers la profondeur moyenne du matériau affectée par les déformations plastiques
déterminée en considérant une valeur seuil de 10 %.

4.45 Exploitation du modéle pour I’étude des parametres de percage identifiés
comme ayant un impact potentiel sur ’intégrité de surface dans cette étude

Le modele développé est exploité afin d’étudier I’impact des paramétres de 1’opération de percage
identifiés comme ayant une influence potentielle sur les aspects internes de 1’intégrité de surface dans
cette étude, a savoir I’angle de coupe en goujure et la vitesse de coupe.

4.45.1 Influence de I’angle de coupe

Afin d’étudier I’influence de 1’angle de coupe en goujure sur I’intégrité de surface, les résultats
obtenus avec une large plage de valeurs d’angle de coupe (-10°; -6°; 0°; 5°; 10°; 17°; 25°; 30°),
comprenant celles mesurées sur les outils utilisés dans cette étude, sont analysés. L’évolution de la
profondeur moyenne du matériau en sous-surface affectée par les déformations plastiques en fonction
de I’angle de coupe est présentée en Figure 4-13. Les états de déformation plastique équivalente et de
contraintes résiduelles circonférentielles du matériau en sous-surface obtenus avec les angles minimum
et maximum considérés sont présentés en Figure 4-14 et Figure 4-15.

Les résultats obtenus montrent un impact significatif de 1’angle de coupe sur les aspects internes de
I’intégrité de surface. La diminution de ’angle de coupe induit une augmentation de la profondeur de
matériau affectée par les déformations plastiques avec une évolution quasi-linaire (Figure 4-13). En
revanche, le niveau maximal des déformations plastiques générées semble faiblement impacté par
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I’angle de coupe (Figure 4-14). Concernant les contraintes résiduelles, I’évolution d’un angle de coupe
positif vers un angle de coupe négatif semble induire 1’évolution d’un état de contraintes résiduelles
dominé par des contraintes de traction vers un état de contraintes résiduelles dominé par des contraintes
compressives (Figure 4-15).
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Figure 4-13 : Profondeur du matériau en sous-surface affectée par les déformations plastiques en fonction de I’angle de
coupe
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Figure 4-14 : Influence de I’angle de coupe sur [’état de déformation plastique équivalente du matériau en sous-surface
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Figure 4-15 : Influence de I’angle de coupe sur I’état de contraintes résiduelles circonférentielles du matériau en sous-
surface
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Afin d’expliquer ces phénomeénes, les efforts de coupe (F¢ suivant x) et d’avance (F suivant -y)
moyens mis en jeu au cours de la coupe avec les différents angles de coupe étudiés sont analysés (Figure
4-16). Ces efforts représentent 1’action de 1’outil sur la matiére. Ils augmentent significativement, et de
maniére quasi-linéaire, avec la diminution de I’angle de coupe. De plus, ’effort d’avance subit un
changement de signe au cours de la diminution de 1’angle de coupe de 30° a -10°. Pour les plus grands
angles de coupe, la formation du copeau tend a tirer la matiére située devant 1’outil vers 1’extérieur, le
copeau s’écoulant aisément sur la face de coupe de I’outil. En revanche, pour les angles de coupe plus
faibles, la formation du copeau tend a comprimer la matiére située devant I’outil, le copeau subissant
une compression importante au niveau de la face de coupe associée a un festonnement important (Figure
4-17).

Ainsi, ’augmentation de la profondeur de matériau affectée par les déformations plastiques
observée avec la diminution de 1’angle de coupe peut étre expliquée par I’augmentation des efforts de
coupe et d’avance. L’évolution de 1’état de contraintes résiduelles de traction vers un état de contraintes
résiduelles de compression observée avec la diminution de I’angle de coupe peut, elle, étre expliquée
par un changement de comportement dans la formation du copeau associé a un changement de signe de
I’effort d’avance.
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Figure 4-16 : Influence de [’angle de coupe sur les efforts de coupe (a) et d avance (b)
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Figure 4-17 : Influence de I’angle de coupe sur la morphologie du copeau
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4.4.5.2 Influence de la vitesse de coupe

Afin d’étudier I’influence de la vitesse de coupe sur I’intégrité de surface, les résultats obtenus avec
des vitesses de coupe de 120 m/min et 1005 m/min, soient les vitesses de coupe minimales et maximales
considérées avec les configurations de percage étudiées, sont comparés. Les résultats d’intégrité de
surface obtenus pour un angle de coupe positif de 17° sont présentés en Figure 4-18 et Figure 4-19. lls
montrent des états de déformation plastique équivalente et de contraintes résiduelles du matériau en
sous-surface similaires pour les deux vitesses de coupe. Par ailleurs, 1’influence de la vitesse de coupe
a également été étudiée pour le cas d’un angle de coupe négatif (-30°) et les résultats ont également
montré des intégrités de surface similaires avec les deux vitesses de coupe. La vitesse de coupe semble
donc avoir une influence mineure sur les aspects internes de I’intégrité de surface, pour ce cas d’étude.
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Figure 4-19 : Influence de la vitesse de coupe sur [’état de contraintes résiduelles circonférentielles du matériau en sous-
surface

Ainsi, d’apres les résultats obtenus dans cette partie, c’est 1’angle de coupe en goujure des outils
utilisés qui semble expliquer les différences d’intégrité de surface des trous percés observées au Chapitre
3. Cependant, si les configurations de percage considérées dans cette étude ne permettent pas de juger
de I’influence des autres paramétres de I’opération de pergage associés a la coupe latérale, il est possible
que certains de ces paramétres aient également un impact sur les aspects internes de 1’intégrité de
surface. C’est pourquoi, I’influence de ceux-ci est étudiée dans la partie suivante.
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446 Exploitation du modéle pour I’étude de I’'impact des autres parameétres de
percage sur I’intégrité de surface

4.4.6.1 Influence de la géométrie de [’outil en dépouille

L’impact de la géométrie de 1’outil en dépouille sur I’intégrité de surface est étudié dans cette partie.
La modélisation du listel est introduite afin d’analyser I’influence de la nature de I’angle de dépouille
(nul ou positif). Les résultats d’intégrité de surface obtenus en considérant un outil sans chanfrein avec
un angle de dépouille de 7° et un outil avec chanfrein, de longueur ljiser de 353 pum, avec un angle de
contre-dépouille de 7° sont ainsi comparés (Figure 4-20 et Figure 4-21).
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Figure 4-20 : Influence de la géométrie de I’outil en dépouille sur I’état de déformation plastique équivalente du matériau en
sous-surface
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Figure 4-21 : Influence de la géométrie de I’outil en dépouille sur I’état de contraintes résiduelles circonférentielles du
matériau en sous-surface

Les états de déformation plastique équivalente et de contraintes résiduelles du matériau en sous-
surface obtenus avec les angles de dépouille nul et positif sont trés similaires. Ainsi, le frottement des
listels sur les parois du trou percé mis en jeu au cours de ’opération de pergage semble avoir une
influence négligeable sur les aspects internes de 1’intégrité de surface du trou percé, avec la largeur de
listel considérée et les paramétres de modélisation choisis (notamment en termes de frottement). Une
interaction avec la valeur du rayon d’acuité d’aréte est également possible.

4.4.6.2 Influence du rayon d’acuité

L’influence du rayon d’acuité en goujure sur I’intégrité de surface est étudiée avec le modéle
développé. Cependant, celui-ci présente certaines limites. En effet, du fait de la taille des éléments
utilisés pour le maillage de la zone de passage de la pointe (Parts 3) et de la ZCT (Part 4), une plage
limitée de valeurs de rayon d’acuité peut étre étudiée. L’épaisseur des éléments utilisés pour le maillage
de la ZCT (1 um dans cette étude) conditionne le rayon d’acuité minimal pouvant étre étudié : un rayon
d’acuité supérieur a celle-ci doit étre considéré afin d’assurer la modélisation du frottement outil/piece
au niveau de la ZCT. Par ailleurs, la taille des éléments utilisés pour le maillage de la Part 3 (20 um dans
cette étude), permettant la modélisation de la séparation de la matiére, conditionne le rayon d’acuité
maximal pouvant étre étudié. Au-dela d’une certaine valeur de rayon d’acuité (24 um dans cette étude),
des éléments de la Part 2, qui ne possédent pas de propriétés de suppression a partir d’une valeur critique
de I’endommagement, sont comprimés devant la pointe de I’outil au lieu de s’écouler sur la face de
coupe, modifiant ainsi 1’écoulement du copeau. La valeur de rayon d’acuité considérée dans le modéle
ne doit donc pas excéder cette valeur critique.

Une plage limitée de rayon d’acuité est donc étudiée ici (6 um ; 12 um ; 18 um ; 24 um). Pour un
angle de coupe positif de 17°, 1’évolution de la profondeur moyenne du matériau en sous-surface affectée
par les déformations plastiques en fonction du rayon d’acuité est présentée en Figure 4-22 et les états de
déformation plastique équivalente et de contraintes résiduelles du matériau en sous-surface obtenus avec
les rayons d’acuité minimum et maximum considérés sont présentés en Figure 4-23 et Figure 4-24.
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Figure 4-22 : Profondeur du matériau en sous-surface affectée par les déformations plastiques en fonction du rayon
d’acuité, pour un angle de coupe positif
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Figure 4-23 : Influence du rayon d’acuité sur I’état de déformation plastique équivalente du matériau en sous-surface, pour
un angle de coupe positif
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Figure 4-24 : Influence du rayon d’acuité sur I’état de contraintes résiduelles circonférentielles du matériau en sous-surface,
pour un angle de coupe positif

Les résultats obtenus montrent une influence importante du rayon d’acuité sur les aspects internes
de I’intégrité de surface. Une augmentation de la profondeur de matériau affectée par les déformations
plastiques est observée avec 1’augmentation du rayon d’acuité (Figure 4-22). De plus, le niveau maximal
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de déformation plastique généré en sous-surface augmente, lui aussi, avec 1’augmentation du rayon
d’acuité (Figure 4-23). Concernant les contraintes résiduelles, leur niveau augmente également,
significativement, avec 1’augmentation du rayon d’acuité (Figure 4-24). En revanche, la nature des
contraintes résiduelles (traction ou compression) n’est pas impactée.

Les efforts de coupe et d’avance moyens mis en jeu au cours de la coupe avec les différents rayons
d’acuité étudiés, ainsi que les morphologies de copeau générées avec les rayons d’acuité minimum et
maximal considérés, sont analysés (Figure 4-25 et Figure 4-26). La variation du rayon d’acuité entraine
une variation faible des efforts de coupe et d’avance (Figure 4-25). Une légere augmentation de ces
efforts et une évolution d’un effort d’avance négatif vers un effort d’avance positif sont observées avec
I’augmentation du rayon d’acuité. Concernant les morphologies de copeau, celles-ci sont similaires pour
des rayons d’acuité de 6 et 24 um (Figure 4-26). Ainsi, les différences d’intégrité de surface constatées
ne semblent pas étre liées au comportement de la matiére située devant 1’outil, lié¢ a I’écoulement du
copeau. En revanche, elles semblent s’expliquer par le comportement de la matiére sous la pointe de
1’outil, au niveau de I’interface de contact outil/piéce. L’augmentation du rayon de I’outil semble générer
une augmentation du phénomeéne de compression de la matiére au niveau de la ZCT. Cela explique ainsi
I’augmentation des niveaux de déformation plastique et de contraintes résiduelles observée avec
I’augmentation du rayon d’acuité.
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Figure 4-25 : Influence du rayon d’acuité sur les efforts de coupe (a) et d’avance (b)
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Figure 4-26 : Influence du rayon d’acuité sur la morphologie du copeau

Comme il a été observé précédemment, I’angle de coupe a une influence importante sur 1’ intégrité
de surface (Partie 4.4.5.1). L’angle de coupe considéré jusqu’a présent dans cette partie étant un angle
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de coupe positif de 17°, il apparait intéressant d’étudier a présent 1’influence du rayon d’acuité sur
I’intégrité de surface dans le cas d’un angle de coupe négatif. Les intégrités de surface obtenues avec un
rayon d’acuité de ’outil de 6 um et 24 um, pour un angle de coupe de -10°, sont ainsi comparés ici
(Figure 4-27 et Figure 4-28).
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Figure 4-27 : Influence du rayon d’acuité sur I’état de déformation plastique équivalente du matériau en sous-surface, pour
un angle de coupe négatif
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Figure 4-28 : Influence du rayon d’acuité sur I’état de contraintes résiduelles circonférentielles du matériau en sous-surface,
pour un angle de coupe négatif

Pour I’angle de coupe de -10°, les résultats d’intégrité de surface obtenus avec les rayons d’acuité
de 6 et 24 um sont similaires. Ainsi, pour le cas d’un angle de coupe négatif, I’influence du rayon
d’acuité sur les aspects internes de I’intégrité de surface est beaucoup plus limitée. Ces résultats montrent
donc I’influence prédominante de I’angle de coupe, et I’interaction entre ces deux parameétres.

L’interaction entre le rayon d’acuité et la vitesse de coupe a également été étudiée. L influence de
la vitesse de coupe (120 m/min ou 1005 m/min) sur I’intégrité de surface a été étudiée pour le cas d’un
rayon d’acuité de 24 um. De la méme maniére que les résultats obtenus pour un rayon d’acuité de 6 pm
(Figure 4-18 et Figure 4-19), les résultats obtenus pour un rayon d’acuité de 24 um ont révélé une
influence mineure de la vitesse de coupe sur les aspects internes de I’intégrité de surface. L’interaction
entre le rayon d’acuité et la vitesse de coupe semble donc faible.
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4.4.6.3 Influence de l’avance radiale a la dent

L’influence de I’avance radiale a la dent est étudiée. Comme évoqué précédemment, celle-ci étant
complexe a évaluer pour le cas des configurations de percage étudiées, un ensemble d’avance radiale a
la dent, considéré dans les travaux de Atlati (Atlati, 2012), est étudié ici (0,05 mm ; 0,1 mm; 0,2 mm ;
0,3 mm). L’évolution de la profondeur moyenne du matériau en sous-surface affectée par les
déformations plastiques en fonction de I’avance radiale a la dent est présentée en Figure 4-29. Les états
de déformation plastique équivalente et de contraintes résiduelles du matériau en sous-surface obtenus
avec les avances radiales a la dent minimale et maximale considérées sont présentés en Figure 4-30 et
en Figure 4-31.

Les résultats obtenus révélent une certaine influence de I’avance radiale a la dent sur les aspects
internes de I’intégrité de surface. Une augmentation de I’avance radiale entraine une augmentation de la
profondeur de matériau affectée par les déformations plastiques (Figure 4-29). Par ailleurs, une variation
de I’avance radiale entraine également une variation de 1’état de contraintes résiduelles du matériau en
sous-surface (Figure 4-30). Cela est expliqué par I’augmentation significative de I’effort de coupe avec
I’augmentation de 1’épaisseur coupée (Figure 4-32).
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Figure 4-29 : : Profondeur du matériau en sous-surface affectée par les déformations plastiques en fonction de I’avance
radiale & la dent
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Figure 4-30 : Influence de [’avance radiale a la dent sur I’état de déformation plastique équivalente du matériau en sous-
surface
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Figure 4-31 : Influence de I'avance radiale a la dent sur [’état de contraintes résiduelles circonférentielles du matériau en
sous-surface
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Figure 4-32 : Influence de I'avance radiale a la dent sur les efforts de coupe (a) et d’avance (b)

L’interaction de 1’avance radiale avec les autres parametres associés a la coupe latérale (vitesse de
coupe, angle de coupe et rayon d’acuité) a été analysée. Pour cela, I’impact de ces paramétres sur
I’intégrité de surface a été étudié pour le cas d’une avance radiale de 0,05 mm/tr, leur impact ayant déja
été évalué pour une avance radiale de 0,3 mm/tr. Les résultats obtenus ont montré une influence de la
vitesse de coupe, de I’angle de coupe et du rayon d’acuité sur les aspects internes de 1’ intégrité de surface
similaire a celle constatée pour le cas d’une avance radiale de 0,3 mm/tr. L’interaction entre 1’avance
radiale et les autres parameétres de percage associes a la coupe latérale semble donc faible.

Ainsi, au-dela de I’angle de coupe en goujure, le rayon d’acuité en goujure de 1’outil utilisé et
I’avance radiale a la dent peuvent aussi avoir un impact notable sur les aspects internes de 1’intégrité de
surface des trous percés en AA2024-T351. En revanche, le frottement des listels de ’outil sur la surface
percée n’a pas d’influence sur les aspects internes de 1’intégrité de surface.
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4.5 Corrélation entre les paramétres de D’opération de percage et
I’intégrité de surface

Le mode¢le numérique de coupe orthogonale développé a permis d’étudier I’influence de I’ensemble
des parametres de 1’opération de percage associés a la coupe latérale sur les aspects internes de I’intégrité
de surface ayant un impact significatif sur la tenue en fatigue soient les déformations plastiques et les
contraintes résiduelles. Cette étude a révélé I’influence mineure de la vitesse de coupe et du frottement
des listels sur les parois du trou sur ces aspects internes de 1’intégrité de surface. D’autre part, elle a
montré I’influence notable de I’angle de coupe en goujure, du rayon d’acuité latéral et de I’avance radiale
a la dent. L’état d’écrouissage du matériau en sous-surface augmente avec la diminution de I’angle de
coupe et I’augmentation du rayon d’acuité latéral et de 1’avance radiale a la dent. Concernant 1’état de
contraintes résiduelles du matériau en sous-surface, un état de contraintes compressives est favorisé avec
un faible angle de coupe et un état de contraintes résiduelles de traction est favorisé avec un angle de
coupe important. Par ailleurs, pour un angle de coupe en goujure positif, I’augmentation du rayon
d’acuité latéral entraine une augmentation du niveau de contraintes résiduelles. Enfin, 1’état de
contraintes du matériau en sous-surface peut aussi étre impacté par I’avance radiale a la dent. Toutefois,
I’influence de ces parametres peut dépendre des niveaux des autres parametres considérés. En effet,
I’influence du rayon d’acuité latéral sur I’intégrité de surface est importante pour un angle de coupe
positif alors qu’elle est mineure pour le cas d’un angle de coupe négatif. Parmi I’ensemble des
paramétres de [’opération de percage décrivant la coupe latérale, celui qui a I’impact le plus important
sur les aspects internes de I’intégrité de surface semble étre I’angle de coupe en goujure. Une intégrité
de surface optimale, au regard des aspects internes, soit un état d’écrouissage important associé a un état
de contraintes résiduelles compressives, pourrait étre obtenue avec I’utilisation d’un outil avec un angle
de coupe en goujure le plus faible possible, voire négatif.

En mettant en paralléle les résultats de cette étude numérique avec ’analyse des paramétres de
I’opération de percage considérés dans le cadre de cette étude, 1’angle de coupe en goujure des outils
utilisés apparait comme le paramétre principalement responsable des différences d’intégrité de surface
observées dans cette étude. L’emploi d’un outil avec un angle de coupe en goujure négatif, pour le cas
du pergage axial au diamétre 9,53 mm, explique 1’état d’écrouissage important du matériau en sous-
surface observé au cours de I’analyse MEB-EBSD ainsi que 1’état de contraintes compressives constaté
avec la technique HOCT. Ceux-ci sont liés a la compression importante de la matiére devant 1’outil du
fait de la géométrie de celui-ci et des efforts de coupe et d’avance importants mis en jeu. Au contraire,
pour les autres configurations de pergage, I’emploi d’un outil avec un angle de coupe en goujure positif
explique le faible niveau d’écrouissage du matériau en sous-surface observé et la présence de contraintes
résiduelles de traction en bord de trou.

Le mode¢le numérique de coupe développé, simulant la coupe latérale mise en jeu au cours d’une
opération de percage, ne permet pas de prédire les aspects topologiques de 1’intégrité de surface. Si
I’influence négligeable de ceux-ci a été observée dans le cadre de cette étude, du fait des faibles valeurs
de rugosité générées, des conditions de coupe dégradées pourraient réduire la tenue en fatigue d’une
piéce percée du fait de la dégradation de 1’état de la surface percée. Ainsi, il serait intéressant de pouvoir
étudier I’influence des paramétres de 1’opération de pergage sur les aspects topologiques de 1’intégrité
de surface, parallélement a leur influence sur les aspects internes. Les mesures des parametres de
rugosité présentées en Partie 3.2 montrent des valeurs plus élevées, pour certains paramétres de rugosite,
pour le cas du percage axial au diameétre 9,53 mm, qui est associ¢ a I’utilisation d’un outil avec un angle
de coupe en goujure négatif contrairement aux autres configurations de percage (Figure 4-3). Ainsi, si
un angle de coupe en goujure négatif permet d’optimiser les aspects internes de 1’intégrité de surface du
trou percé, il est possible qu’il dégrade, en paralléle, I’état de surface du trou du fait des efforts de coupe
importants qu’il met en jeu. Afin de déterminer les parameétres optimums d’une opération de percage, il
faut donc veiller & évaluer I’impact de ceux-ci sur I’ensemble des aspects de I’intégrité de surface. Afin
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d’optimiser I’intégrité de surface des trous percés en AA2024-T351, et donc la tenue en fatigue des
structures, des conditions de coupe dégradées, par exemple avec 1'utilisation d’un angle de coupe
négatif, peuvent étre mises en place pour générer un écrouissage et des contraintes résiduelles
compressives au niveau du matériau en bord de trou. Cependant, celles-ci doivent étre mises en place
dans la limite du respect de 1’exigence aéronautique en termes de rugosité.

4.6 Synthése

Dans ce chapitre, les corrélations entre les paramétres de I’opération de percage et les aspects
internes de I’intégrité de surface sont étudiées. La coupe associée a la partie latérale de 1’outil étant
supposée avoir une influence prépondérante sur I’intégrité de surface devant celle associée au bout de
I’outil, ce chapitre se focalise sur I’é¢tude des paramétres de I’opération de pergage associés a la coupe
latérale. Celle-ci pouvant étre assimilée a une opération de coupe orthogonale, ces paramétres
comprennent : I’angle de coupe en goujure, le rayon d’acuité latéral, la largeur de listel, la vitesse de
coupe et I’avance radiale a la dent.

Afin d’étudier ’influence de ces paramétres sur les aspects internes de I’intégrité de surface, de
facon indépendante et en considérant une large plage de valeur, un modéle numérique est développé.
Celui-ci est modele 2D mécanique de coupe orthogonale visant a simuler 1’opération de coupe latérale
mise en jeu au cours du percage. Le modéle développé par Atlati (Atlati, 2012), dans le cadre de ses
travaux sur les échanges thermiques a I’interface outil/copeau, appliqués a ’'usinage de ’AA2024-T351
avec un outil en carbure de tungsténe, est repris et adapté a cette étude se focalisant sur I’intégrité de
surface et les phénoménes mécaniques mis en jeu au cours du pergage. La stratégie de simulation de
I’enlévement de matiere, considérée par Atlati (Atlati, 2012), qui est basée sur la suppression d’une
bande d’¢léments dans la zone de passage de la pointe de I’outil, prédéfinie a 1’aide de partitions, est
reprise. De plus, afin de modéliser le frottement de la pointe de 1’outil sur la surface usinée au niveau de
la zone de cisaillement tertiaire (ZCT) et de prédire correctement les aspects internes de I’intégrité de
surface, le modéle développé par Atlati est adapté. Une partition est créée au niveau de la ZCT afin
d’introduire une bande d’éléments de faible épaisseur devant la valeur du rayon d’acuité et présentant
un comportement avec endommagement et suppression de 1’élément au-dela d’une valeur seuil
d’endommagement. En association avec une position initiale de la pointe de ’outil définie de sorte a
assurer le frottement de celle-ci avec cette partition, cela permet de prendre en compte I’impact des
phénoménes mécaniques liés au frottement de la pointe de 1’outil sur la surface usinée sur I’intégrité de
surface.

Les résultats de cette étude numérique ont montré 1’influence significative de I’angle de coupe en
goujure, du rayon d’acuité latéral et de I’avance radiale a la dent sur les aspects internes de 1’intégrité
de surface et ont révélé une influence mineure de la vitesse de coupe et du frottement des listels sur la
surface percée. Parmi ces paramétres, I’angle de coupe en goujure est le paramétre ayant 1’influence la
plus importante sur les aspects internes de ’intégrité de surface. La diminution de 1’angle de coupe
entraine une augmentation significative de la profondeur de matériau en sous-surface affectée par
I’écrouissage et peut induire 1’évolution d’un état de contraintes résiduelles de traction vers un état de
contraintes résiduelles compressives. L’augmentation du rayon d’acuité latéral et de 1’avance radiale a
la dent peut entrainer, quant a elle, une augmentation de la profondeur de matériau en sous-surface
affectée par 1’écrouissage et du niveau de contraintes résiduelles, en fonction de I’angle de coupe
considéré.

Afin d’expliquer les différences d’intégrité de surface observées avec les différentes configurations
de percage étudiées dans cette étude, les paramétres de ces opérations de percage ont été analysés. Pour
cela, I’ensemble des paramétres géométriques des outils associés a 1’enlévement de matiére latéral ont
été mesurés. Les résultats obtenus, mis en paralléle avec 1’étude numérique menée, attribuent les
différences d’intégrité observées au Chapitre 3 a la différence d’angle de coupe en goujure de I’outil
utilisé. L’emploi d’un outil avec un angle de coupe en goujure négatif, pour le cas du percage axial au
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diamétre 9,53 mm, explique 1’état d’écrouissage important et 1’état de contraintes résiduelles
compressives du matériau en sous-surface constaté pour cette configuration de pergage.

Ainsi, I’optimisation de I’intégrité de surface des trous percés en AA2024-T351, et donc la tenue en
fatigue des structures, semble possible a travers 1’utilisation d’un outil avec un angle de coupe négatif
permettant I’optimisation des aspects internes de 1’intégrité de surface. Cependant, les résultats de cette
analyse, mis en paralléle avec les mesures des paramétres de rugosité présentées au Chapitre 3, montrent
une potentielle dégradation de 1’état de surface avec la diminution de 1’angle de coupe en goujure
employé. Il est donc crucial de prendre également en compte le respect de 1’exigence aéronautique en
termes de rugosité dans le cadre de la détermination des parameétres optimums d’une opération de

percage.
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Conclusion générale

Dans les structures aéronautiques, les logements de fixation obtenus par percage constituent des
zones critiques a partir desquelles des endommagements et des fissures peuvent s’initier en fatigue et
entrainer leur ruine. Afin d’étre capable d’optimiser la tenue en service de ces structures, il est donc
indispensable d’appréhender les liens entre 1’opération de pergage, 1’intégrité de surface du trou et la
tenue en fatigue de la piéce percée. Ces travaux de these ont ainsi porté sur 1’étude de ces liens en se
focalisant sur le cas du pergage de 1’alliage d’aluminium 2024-T351 qui est I’un des alliages les plus
utilisés dans I’industrie aéronautique. Les objectifs des travaux de thése étaient d’identifier d’une part
les paramétres d’intégrité de surface pilotant la tenue en fatigue des piéces percées en AA2024-T351 et
d’autre part les paramétres de 1’opération de pergage pilotant I’intégrité de surface du trou percé. Pour
cela, la thése s’est concentrée sur 1’étude de configurations de percage industrielles et notamment sur
deux procédés de percage : le pergage axial (ou percage conventionnel) et le percage orbital (ou fraisage
hélicoidal).

Tout d’abord, un état de I’art a permis de mettre en évidence les enjeux industriels liés a 1’utilisation
de ces deux procédés de pergage ainsi que les verrous scientifiques a lever dans cette étude. Ensuite, une
campagne expérimentale a été menée. Des essais de percage ont été réalisés en considérant plusieurs
configurations correspondant a une mise en ceuvre optimale, selon 1’usage industriel actuel, des deux
techniques de percage étudiées. Ces essais ont été instrumentés en effort et en température et une
évaluation de la qualité des trous percés au regard des spécifications aéronautiques a été menée. Ces
essais ont confirmé des niveaux d’effort de coupe bien plus faibles dans le cas du pergage orbital que
dans le cas du percage axial et des niveaux de températures de la piéce au cours du percage tres modestes
pour les deux techniques de pergage. De plus, ils ont montré qu’une meilleure qualité de trou (rugosité,
hauteur de bavure) pouvait étre obtenue avec le percage orbital. Ensuite, ces piéces percées ont été
sollicitées en fatigue. Les resultats de durée de vie en fatigue ont montré que la configuration de pergage
peut avoir une influence significative sur la tenue en fatigue d’une piece trouée libre en AA2024-T351.

Cette campagne d’essais a été complétée par une caractérisation expérimentale de I’ensemble des
aspects de ’intégrité de surface (aspects topologiques, mécaniques et métallurgiques). Les aspects
topologiques ont été évalués a travers un large ensemble de parametres de rugosité d’amplitude et de
portance. Leurs mesures ont montré une influence mineure de la rugosité des trous percés sur la tenue
en fatigue de la piece pour ce cas d’étude.

Dans le but de guider les essais de caractérisation des aspects internes de 1’intégrité de surface, un
modéle numérique visant a prédire la profondeur de matériau, en sous-surface du trou, affectée a I’issue
de I’opération de pergage, a été développé. L’objectif de cette étude numérique était le développement
d’un modele macroscopique relativement simple a mettre en place et permettant de travailler avec un
temps de calcul raisonnable. Pour cela, la stratégie de simulation considérée par Valiorgue (Valiorgue
2008), dans ses travaux sur le tournage de 1’acier, a été reprise et adaptée au cas du pergage de I’AA2024-
T351. Elle consiste a s’affranchir de la simulation de I’enlévement de mati¢re et a appliquer un
chargement équivalent mobile identifié a partir de données expérimentales sur la surface usinée. Cette
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étude numérique a permis de préciser la taille de la zone d’intérét pour les essais de caractérisation des
aspects internes de I’intégrité de surface. De plus, elle a montré I’influence négligeable des sollicitations
thermiques mis en jeu au cours du pergage sur les aspects d’intégrité de surface prédits par le modéle, a
savoir les déformations plastiques et les contraintes résiduelles.

A partir de I’échelle d’étude définie a 1’aide des résultats obtenus avec le modele numérique, les
aspects métallurgiques de I’intégrité de surface ont été caractérisés. Des essais de microdureté et de
nanoindentation ainsi que des observations de I’état microstructural du matériau en sous-surface du trou,
lié aux sollicitations mécaniques et thermiques, ont été menés. Les résultats obtenus ont montré
I’influence positive significative de la dureté du matériau en bord de trou sur la tenue en fatigue de la
piece percée. Pour le cas des surfaces percées en AA2024-T351, la dureté est pilotée essentiellement
par I’état d’écrouissage du matériau qui est généré par les sollicitations mécaniques. Les sollicitations
thermiques observées n’ont, elles, pas d’impact sur 1’état de la microstructure.

Les méthodes usuelles d’analyse des contraintes résiduelles s’étant révélées inadaptées dans le cadre
de cette étude du fait de la faible profondeur de matériau affectée en sous-surface du trou percé, une
nouvelle méthode d’analyse, nommée Hole Opening Comparative Technique (HOCT) a été mise en
place. Cette méthode mécanique, dérivée de celle du découpage, s’est montrée étre une méthode
qualitative trés adaptée pour la caractérisation de 1’état de contraintes résiduelles de piéces percées en
alliages d’aluminium. Les résultats obtenus avec cette technique ont révélé également une corrélation
entre 1’état de contraintes résiduelles du matériau en bord de trou et la tenue en fatigue de la piéce percée,
les états de déformation plastique et de contraintes résiduelles du matériau ne pouvant étre dissociés.

Afin d’étudier I’impact de I’opération de pergage sur les aspects de I’intégrité de surface ayant une
influence significative sur la tenue en fatigue, soient les déformations plastiques et les contraintes
résiduelles, un modele de coupe mécanique 2D a été développé. Celui-ci visait a simuler la coupe latérale
mise en jeu au niveau des goujures au cours du pergage. La stratégie de simulation considérée par Atlati
(Atlati 2012), dans ses travaux sur les échanges thermiques a I’interface outil/copeau appliqués a
I’'usinage de I’AA2024-T351, a été reprise et adaptée a 1’étude de I’intégrité de surface. Cette étude
numérique a permis de juger de I’influence de I’ensemble des paramétres géométriques de ’outil et des
paramétres de coupe, associés a la coupe latérale en percage, sur les aspects internes de 1’intégrité de
surface. Les résultats obtenus ont montré que 1’angle de coupe en goujure est le paramétre ayant
I’influence la plus importante. Sa diminution entraine une augmentation significative de la profondeur
de matériau en sous-surface affecté par 1’écrouissage et peut induire le passage d’un état de contraintes
résiduelles de traction vers un état de contraintes résiduelles compressives. Par ailleurs, I’analyse des
parameétres de percage associes a la coupe latérale employeés dans le cadre de cette étude a montré que
c’est ce parameétre géométrique qui explique principalement les différences d’intégrité de surface
constatées dans cette étude.

Ainsi, les apports majeurs de ces travaux de these peuvent étre synthétisés de la fagon suivante :

- Mise en ceuvre d’une large campagne d’essais de fatigue sur éprouvettes trouées libres en
AA2024-T351 obtenues avec des configurations de percage industrielles

- Mise en ceuvre d’une large campagne de caractérisation de 1’intégrité de surface des trous percés

- Développement d’un modéle numérique permettant d’appréhender la profondeur de matériau
affectée en sous-surface du trou

- Mise en place d’une nouvelle méthode (HOCT) pour analyser 1’état de contraintes résiduelles
du matériau en bord de trou dans le cas d’une faible profondeur de matériau affectée

- Etablissement des corrélations entre les paramétres de 1’opération de pergage, 1’intégrité de
surface du trou percé et la tenue en fatigue de la piéce percée pour le cas des configurations de
percage industrielles de I’AA2024-T351 étudiées

- Identification du réle majeur de 1’écrouissage et des contraintes résiduelles dans la différence
de tenue en fatigue des piéces percées en AA2024-T351 avec différents procédés
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- Identification du paramétre de 1’opération de percage le plus influant sur la tenue en fatigue des
piéces percées en AA2024-T351 : I’angle de coupe en goujure

Perspectives de recherche

A T’issue de ces travaux de thése, plusieurs perspectives de recherche peuvent étre proposees.

Les paramétres de ’intégrité de surface d’un trou percé ayant une influence sur la tenue en fatigue
de la piéce et les paramétres de I’opération de percage ayant un impact sur ces parametres d’intégrité de
surface ont été identifiés dans le cadre de cette étude. Une optimisation du procédé de percage orbital,
basée sur I’ensemble des résultats obtenus au cours de ces travaux, pourrait alors étre réalisée a I’avenir
en déterminant les paramétres optimums a utiliser pour ce procédé conduisant a une durée de vie des
piéces percées équivalente a celle obtenue avec le procédé de percage conventionnel voire supérieure.
Cela permettrait de déployer ce procédé, qui présente de nombreux avantages économiques et permet
d’envisager plus aisément le One-way assembly, pour I’assemblage des structures aéronautiques.

La techniqgue HOCT développée dans le cadre de ses travaux s’est relevée étre une méthode
qualitative adaptée pour la caractérisation de 1’état de contraintes résiduelles de piéces percées en
alliages d’aluminium. Cependant, elle ne permet pas encore d’évaluer quantitativement le niveau des
contraintes résiduelles en bord de trou. Afin de pouvoir mener a bien une analyse quantitative avec cette
méthode, il est nécessaire de développer un modéle numérique permettant de déterminer 1’état de
contraintes résiduelles du matériau en bord de trou correspondant a la déformée de 1’éprouvette mesurée
expérimentalement. Le développement d’un tel modéle pourrait étre basée sur une identification par
méthode inverse.

Les essais de fatigue menés dans cette étude ont considéré uniquement des éprouvettes élémentaires
trouées libres. Cela a permis de mener une premiere analyse des corrélations entre 1’intégrité de surface
du trou percé et la tenue en fatigue de la piéce en s’affranchissant des phénomeénes liés a 1’introduction
d’une fixation. II serait intéressant, par la suite, de mener des essais de fatigue en double cisaillement
considérant des éprouvettes assemblées a 1’aide d’une fixation afin de juger de I’influence des
parametres d’intégrité de surface dans le cas d’un trou habité. Cela permettrait de prendre en compte
I’influence du couple de serrage et du jeu de ’assemblage et d’étudier également le mode de chargement
avec un effort transitant a travers la fixation.

Les modéles numériques développés dans le cadre de ces travaux de thése se sont focalisés sur
I’impact de I’opération de pergage sur I’intégrité de surface du trou percé. Il pourrait étre intéressant de
disposer également d’un modele numérique permettant d’étudier I’impact de I’intégrité de surface sur
la tenue en fatigue de la piece percée. Cela permettrait d’étudier de maniere plus approfondie 1’impact
des différents paramétres d’intégrité de surface sur la durée de vie en fatigue en considérant notamment
plusieurs niveaux pour les déformations plastiques et les contraintes résiduelles. Par ailleurs, les essais
de fatigue étant colteux en moyens et en temps, un tel modele pourrait permettre également d’étudier
de fagon numérique I’impact de 1’intégrité de surface sur la tenue en fatigue dans le cas d’un trou habité.
Enfin, il faudra y ajouter 1’étude plus large de I’influence de 1’état de surface pour comprendre comment
Se distribuent les rdles joués par chaque paramétre d’intégrité de surface en fonction de leur étendue et
de leurs interactions.
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Annexe A. Repetabilité des mesures des actions mécaniques

e Percage axial
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Figure A-1 : Répétabilité des mesures des actions mécaniques en percage axial : F; (a) et M (b)
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Annexe A. Répétabilité des mesures des actions mécaniques

e Percage orbital
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Figure A-2 : Répétabiliteé des mesures des actions mécaniques en pergage orbital : Fxy (a) et Fz (b)
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Annexe B. Reépétabilité des mesures de température

e Percage axial

8.) 55 . .
— Eprouvette 1
50+ --- Eprouvette 2 |
------- Eprouvette 3
45+ 1
5 40+
b
£ 35)
a
',_
30+
25}
2 | | | | | | |
8.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0 3.5 4.0
Temps (s)
b) 55 . .
— Eprouvette 1
50+ --- Eprouvette 2 |
------- Eprouvette 3
45+ 4
Y a0l
=
2
z 35¢
}_
30+
25 L .. @
2 i i i i i | i
8.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0 3.5 4.0
Temps (s)
C) 55 ; T
— Eprouvette 1
30+ --- Eprouvette 2 ]
P N S S AU Eprouvette 3
45+ . 4
© a0l
£ 350
|,_
30+
25+
2 i i i i i i i
8.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0 3.5 4.0

Temps (s)

Figure B-1 : Répétabilité des mesures de température en percage axial : Tentree (@), Tmilieu (D) €t Tsortie (C)
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e Percage orbital
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Figure B-2 : Répétabilité des mesures de température en percage orbital : Tentrée (@), Tmitieu (b) €t Tsortie (C)
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Annexe C. Analyse des contraintes résiduelles en bord de trou par la méthode DRX

Annexe C. Analyse des contraintes résiduelles en bord de trou par la
méthode DRX

e Conditions expérimentales des analyses menées

- Eprouvettes : éprouvettes, en AA2024-T351, trouées libres de «type T », présentées au
Chapitre 2, d’épaisseur 3,175 mm et 6,35 mm, percées avec le procédé axial avec un diamétre
de percage de 6,35 mm

- Points d’acquisitions : 5 points situés au niveau de la face d’entrée du pergage et répartis suivant
la direction radiale (espacés de 2 mm) analysés avant et aprés percage (Figure C-1)

- Diffractometre : X’Pert PRO MPD diffractometer, collimator 0.5 x 1.0 mm? (Figure C-2)

- Tension maximale du générateur de rayons X : 40 kV

- Tension maximale du générateur de rayons X : 30 mA

- Anode : Cobalt CrKa radiation

- Filtre : Fe

- Constantes d’Elasticité Radiocristallographiques (CER) de I’ AA2024-T351 : % S,=18,317.10°
MPa?et S;= 4,624.10° MPa

- Plans cristallins analysées : {4 2 2}

- Angle de Bragg : 136°

- Directions de mesure : ¢ =0° et ¢ = 90°

- Série de mesure par direction : 19 orientations allant de y = -40° a w = 40°

- Temps moyen pour une série de mesure par direction : 2h 30 min

Points d’acquisition
Figure C-1 : Localisation des points d'acquisition pour I'analyse des contraintes résiduelles par la méthode DRX

Figure C-2 : Dispositif d'analyse des contraintes résiduelles par DRX
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Contraintes radiales (MPa)

Contraintes circonférentielles (MPa)

e Résultats
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Figure C-3 : Résultats de I'analyse des contraintes résiduelles en bord de trou par la méthode DRX
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Annexe D. Analyse des contraintes résiduelles en bord de trou par la
méthode du trou incrémental

e Conditions expérimentales des analyses menées

- Eprouvette : éprouvette, en AA2024-T351, trouée libre de « type T », présentée au Chapitre 2,
d’épaisseur 3,175 mm percée avec le procédé axial avec un diametre de pergage de 6,35 mm
- Localisation du percage incrémental : & 2 mm du bord de trou (Figure D-1)

1 Position du percage incrémental

Figure D-1 : Localisation du percage incrémental effectué

- Dispositif de per¢age incrémental et d’acquisition et de traitement des données : MELIAD
RMSHD40 (Figure D-2)

- Outil : fraise en carbure a fond plat de diamétre 1,8 mm (Figure D-3-a)

- Avance : 1,5.10° mm/tr

- Vitesse de coupe : 250 m/mn

- Lubrification : a sec

- Profondeur du pergage : 1,2 mm

- Pas de mesure (profondeur) : 100 um

- Mesure des déformations : rosettes (HBM K-Ry®6) a trois directions de lecture (0°, 90° et 45°)
avec cible de 1,8 mm (Figure D-3-b)

Figure D-2 : Diébositif d'analyse des contraintes résiduelles par la méthode du trou incrémental
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Annexe E. Analyse de 1’état de dureté du matériau en bord de trou par mesure de profils de microdureté

Annexe E. Analyse de I’état de dureté du matériau en bord de trou par
mesure de profils de microdurete

e Conditions expérimentales des analyses menées

- Eprouvette : éprouvette, en AA2024-T351, trouée libre de « type T », présentée au Chapitre 2,
d’épaisseur 3,175 mm percée avec le procédé axial avec un diamétre de percage de 6,35 mm

- Points de mesure : deux profils radiaux au niveau de la face d’entrée du perg¢age considérant des
points espacés de 200 um (Figure E-1)

- Microdureté : Vickers

- Charge maximale appliquée : 1 kgf

- Temps d’indentation : 15 s

Profil 1

Profil 2

Figure E-1 : Profils de mesure pour les essais de microdureté

e Résultats
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Figure E-2 : Résultats des mesures de profil de microdureté Vickers
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Annexe F. Etude de la température mise en jeu au niveau d’une surface
percée en AA2024-T351 a I’aide d’un modéle éléments finis considérant
I’application d’un flux thermique mobile équivalent

e Obijectifs

Cette annexe présente un modele éléments finis développé sous ABAQUS® afin de déterminer, par
méthode inverse, le flux thermique subi par une surface percée en AA2024-T351, a partir de mesures
expérimentales de température effectuées a ’aides de thermocouples (avec les mémes moyens de
mesure et configuration d’essais que ceux présentés en Partie 2.3.3). Les mesures expérimentales de
température correspondant aux niveaux de température vus par la piéce a 0,2 mm du bord de trou et ne
pouvant pas fournir la température vue par la piéce au niveau de la surface percee, le flux thermique
équivalent identifié est ensuite utilisé afin de prédire la température mise en jeu au niveau de la surface
percée.

e Configuration de percage étudiée

Les parametres de 1’opération de pergage considérés pour la simulation numérique sont présentés
en Tableau F-1 :. lls correspondent a une configuration de percage industrielle et & des paramétres de
coupe optimaux déterminés a 1’aide d’un Couple-Outil Matiere. Les températures mesurées
expérimentalement au cours de cette opération de percage sont présentées en Figure F-1.

Matériau piéce AA2024-T351
Epaisseur piéce (mm) 12
Procédé de percage Axial
Diamétre percage (mm) 6,35
outil Foret hélico'l'QaI en carbure de
tungsténe Tivoly
Lubrification Micro-lubrification externe

N (tr/mn) 4010
Ve (M/mn) 80

Vta (Mm/mn) 401

fa (mm/tr) 0,1

Tableau F-1 : Paramétres de [’opération de percage simulée

50

Tentree

Tmilieu

TSOI"UE

Température (°C)

20

0 1 2 3 4 5
Temps (s)

Figure F-1 : Mesures de températures expérimentales de la piece percée a 0,2 mm du bord de trou, pour la configuration de
percage simulée
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Annexe F. Etude de la température mise en jeu au niveau d’une surface percée en AA2024-T351 a
I’aide d’un modeéle éléments finis considérant I’application d’un flux thermique mobile équivalent

e  Flux thermique équivalent

Le flux thermique équivalent a la génération des températures présentées en Figure F-1 est déterminé
a partir d’un modéle éléments finis par méthode inverse. Il prend en compte 1’échauffement de la piece
lié & la coupe du matériau et aux frottements des listels de 1’outil sur la paroi du trou perce. Ainsi, il est
appliqué sur une hauteur correspondant a la hauteur de contact entre la pi¢ce percée et 1’outil et les
phases de descente et de remontée de 1’outil sont simulées. La plupart des auteurs de la littérature qui
développent des modeéles de simulation du percage avec application d’un chargement thermique
équivalent mettent en place des modeles axisymétriques (Bono & Ni, 2002; Montoya et al., 2014;
Saunders, 2003). Ainsi, le flux thermique équivalent est considéré comme axisymétrique par rapport a
I’axe du pergage. La forme du flux a été estimée a partir de formes de flux thermique considérées par
des auteurs de la littérature (Biermann et al., 2012; Montoya et al., 2014) et son niveau a été déterminé
par méthode inverse & partir du modele éléments finis développé. Ceux-ci sont présentes en Figure F-2.

Phase de descente de I'outil

‘Q

ql qz

|

Flux thermique
équivalent
mabile

da(t)

g1 =600 J.mm2s?
g2 =200 J.mm2s?

A

b

da(t) : distance suivant z entre les
becs de l'outil et la face d’entrée

Phase de remontée de I'outil

de la piéce
q a, d2=1mm
% S ds= 1,32 mm (hauteur de la
> pointe du foret )
9
K
E¢ 4,(0)
9
9
9
k¢
{ 4d
Flux thermiqu} ol
équivalent
mopbile
v

z

Figure F-2 : Forme et niveau du flux thermique équivalent
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e Modele éléments finis

Afin d’étre représentatif de la globalité des effets thermiques mis en jeu au cours du pergage, la
piéce percée est modélisée dans sa globalité dans le modéle. Des éléments de type C3D8T sont utilisés
pour le maillage de la piéce en bord de trou (Figure F-3) et des partitions sont réalisées de sorte a pouvoir
relever les résultats de température au niveau de la position des soudures chaudes des thermocouples
utilisés pour les mesures expérimentales. La globalité de 1’opération de percage étant simulée, le calcul
est résolu en intégration implicite.

l—»r

19,05 mm .

Figure F-3 : Maillage de la piece percée

Les propriétés thermomécaniques de la piéce percée définies dans le modéle sont celles présentées
en Tableau 1-2 et, de la méme maniére que pour le modéle avec application d’un chargement mécanique
équivalent, la loi de comportement du matériau considérée est la loi de Johnson-Cook établie par Seidt
et Gilat (Seidt & Gilat, 2013).

Au cours de ’opération de percage étudiée, une partie de la chaleur regue par la piéce au cours du
percage est évacuée par 1’air et une autre par 1’étau dans lequel elle est serrée. Les conditions aux limites
thermiques définies dans le modéle numérique doivent donc étre représentatives de ces deux
phénomenes. Afin de les modéliser, des « conditions aux limites de convection équivalentes » ont été
définies avec un « coefficient d’échange convectif équivalent » différent en fonction des surfaces de la
piéce en contact avec 1’air et des surfaces en contact avec 1’étau (Figure F-4-a).

Ces coefficients thermiques équivalents ont été déterminés, par méthode inverse a 1’aide d’un
modele éléments finis, a partir de mesures expérimentales de température effectuées au cours du
refroidissement, d’une piéce percée chauffée au préalable dans une étuve a 100°C. Pour obtenir deux
coefficients distincts en fonction des surfaces en contact avec ’air ou avec 1’étau, ces mesures ont été
réalisées pour un refroidissement de piece a I’air libre et serrée dans un étau (Figure F-4-b). Un
coefficient, har, de 8 W.m2.K1, ayant été déterminé a partir du refroidissement de la piéce a I’air libre,
est appliqué dans le modéle sur I’ensemble des surfaces a 1’air libre au cours du percage (exceptée la
surface percée) et un coefficient, heu de 2000 W.m2.K1, ayant été déterminé a partir du refroidissement
de la piece serrée dans 1’étau, est appliqué sur les deux surfaces en contact avec 1’étau. Concernant les
conditions aux limites mécaniques, les surfaces de la piéce en contact avec 1’étau ont été encastrées.

Le flux thermique équivalent mobile est implémenté dans le modele via le développement d’une
routine utilisateur Abaqus DFLUX et est appliqué sous forme de sollicitation de type « Surface heat
flux ». Il est déplacé suivant I’axe du pergage (z) suivant la vitesse d’avance de I’outil et, de la méme
maniére que pour I’application du chargement mécanique mobile équivalent, il est déplacé avec un pas
de temps égal au maximum au temps nécessaire pour parcourir la hauteur d’une maille.
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I’aide d’un modeéle éléments finis considérant 1’application d’un flux thermique mobile équivalent
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Figure F-4 : Conditions aux limites thermiques et mécaniques (a) et détermination des coefficients d'échange convectifs
équivalents pour les surfaces de la piéce percée a ['air libre et en contact avec I’étau (b)
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e Comparaison des températures obtenues expérimentalement avec le modéle numérigue
considérant I’application d’un flux thermique équivalent mobile déterminé par méthode inverse

La Figure F-5 présente les résultats de température vues par la piéce percée a 0,2 mm du bord de
trou obtenues expérimentalement et avec le modéle numérique considérant 1’application d’un flux
thermique équivalent déterminé par méthode inverse. Les températures obtenues avec les deux moyens
sont relativement proches et valident le flux thermique équivalent identifié.
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Figure F-5 : Comparaison des températures vues par la piéce percée a 0,2 mm du bord obtenues expérimentalement avec le
modele numérique considérant I’application d’un flux thermique équivalent déterminé par méthode inverse
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Annexe F. Etude de la température mise en jeu au niveau d’une surface percée en AA2024-T351 a
I’aide d’un modéle éléments finis considérant 1’application d’un flux thermique mobile équivalent

e Analyse de la température vue par la piéce au niveau de la surface percée

La Figure F-6 montre la température de la piéce percée a un instant de la phase de descente de 1’ outil,
obtenue avec le modéle numérique développé et considérant 1’application du flux thermique équivalent
mobile identifié par méthode inverse a partir de mesures expérimentales de température. Ces résultats
montrent que la température de la piece relevée a 0,2 mm du bord de trou peut é&tre considérée comme
une bonne approximation de la température de la piéce au niveau de la surface percée.
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Figure F-6 : Température de la piéce percée a 1,7 s de I'opération de percage
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Annexe G. Deformées obtenues par adaptation de la méthode du découpage
(splitting method) aux éprouvettes de fatigue étudiées

- Eprouvette étudiées : eprouvettes, en AA2024-T351 trouées libres de « type T », présentées au
Chapitre 2, d’épaisseur 6,35 mm percée au diamétre 6,35 mm et d’épaisseur 10 mm percée au
diameétre 9,53 mm

- Moyen de découpe pour I’évaluation des contraintes résiduelles circonférentielles : électro-
érosion avec un fil de diametre 0,25 mm

- Moyen de mesure du profil de forme de 1’éprouvette apreés découpe : profilométre optique
ALICONA Infinite Focus

Profil mesuré

Découpe pour I’évaluation
des contraintes résiduelles
circonférentielles

Figure G-1 : Adaptation de la méthode du découpage (splitting method) aux éprouvettes de fatigue étudiées

D = 6,35 mm D =9,53 mm
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Figure G-2 : Déformées obtenues par adaptation de la méthode du découpage (splitting method) aux éprouvettes de
fatigue étudiées
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Influence du procédé de percage sur I’intégrité de surface et la tenue en fatigue de piéces percées
en AA2024-T351

Résumé : Dans les structures aéronautiques, les trous percés constituent des zones critiques a partir
desquelles des endommagements peuvent s’initier en fatigue. En fonction des paramétres et des procédés
de percage employés, les industriels constatent des différences significatives de tenue en fatigue des
structures percées. Ces travaux de these visent a apporter des éléments de compréhension a cette
problématique industrielle, pour le cas piéces percées en AA2024-T351. Ils portent sur 1’étude de
configurations de percage industrielles et se focalisent sur deux procédés de percage : le percage orbital
qui est un procédé présentant de nombreux avantages économiques potentiels et le percage axial qui est
le procédé de percage conventionnel. L’objectif des travaux est d’évaluer I’impact de la configuration
de pergage sur la tenue en fatigue de la piéce percée, mais aussi sur I’intégrité de surface du trou percé.
Cela doit permettre d’identifier les parameétres de 1’intégrité de surface pilotant la tenue en fatigue et les
paramétres majeurs du procédé de percage contr6lant ’intégrité de surface. La premiére étape des
travaux a été de mener des essais de fatigue afin d’évaluer la performance en fatigue de différentes
configurations de percage. Ceux-ci ont révelé des écarts significatifs de durée de vie en fatigue entre
certaines configurations de percage. La seconde étape a consisté a caractériser expérimentalement
I’intégrité de surface des trous percés. Celle-ci a été guidée par un modele éléments finis prédictif de la
profondeur de matériau affectée en sous-surface du trou et de nouvelles méthodes d’analyse (comme la
« HOCT ») ont d{ étre envisagées pour certains aspects de 1’intégrité de surface di a la faible profondeur
affectée. Cette campagne a montré 1’influence prépondérante des aspects internes de 1’intégrité de
surface (écrouissage et contraintes résiduelles) sur la tenue en fatigue. Enfin, la derniére étape des
travaux visait a étudier ’impact des parametres du procédé de percage sur I’intégrité de surface. Pour
cela, un modeéle éléments finis de coupe orthogonale a été développé. L’influence prépondérante de la
géomeétrie de I’outil sur I’intégrité de surface a été montrée.

Mots clés : Percage, AA2024-T351, Tenue en fatigue, Intégrité de surface, Modéle éléments finis

Influence of the drilling process on the surface integrity and the fatigue strength of AA2024-
T351 drilled part

Abstract: In aircraft structures, drilled holes are major critical areas from where fatigue damage can
be initiated. Depending on the drilling parameters and process, manufacturers observe significant
different fatigue strength of the drilled structures. This thesis aims to give elements for understanding
this industrial problem, for the case of AA2024-T351 drilled parts. It deals with industrial drilling
configurations and focus on two drilling processes: orbital drilling which offers many potential
economic advantages and axial drilling which is the conventional drilling process. The objective of the
study is to assess the impact of the drilling configuration on the fatigue strength of the drilled part, but
also on surface integrity of the drilled hole. This has to enable to identify the surface integrity parameters
controlling the fatigue strength and the major drilling process parameters driving the surface integrity.
The first step of the work was to conduct fatigue tests to assess the fatigue performance of different
drilling configurations. These revealed significant differences in fatigue life between some drilling
configurations. The second step was to lead an experimental characterization of the surface integrity of
the drilled holes. This was orientated by a finite element model predicting the material depth affected in
the hole subsurface and new analysis methods (like the “HOCT”) had to be considered for some aspects
of the surface integrity due to the small depth affected. This campaign showed the dominating influence
of the internal aspects of the surface integrity (strain hardening and residual stress) on the fatigue
strength. Finally, the last step of the work aimed to study the impact of the drilling process parameters
on the surface integrity. For this purpose, a finite element model of orthogonal cutting has been
developed. The dominating influence of the tool geometry on the surface integrity has been shown.

Keywords : Drilling, AA2024-T351, Fatigue strength, Surface integrity, Finite elements model



