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Introduction

Les travaux présentés dans cette thèse sont le résultat d'un projet de recherche initié
par le Centre de Recherche Appliqué à l'Outil Coupant (CRAOC) au sein de l'entreprise
TIVOLY, en partenariat avec le Laboratoire de Tribologie et Dynamique des Systèmes
(LTDS) et l'École Nationale d'Ingénieurs de Saint-Etienne (ENISE). Une collaboration
avec l'équipe du Pr. Altintas à L'Université de Colombie Britannique (UBC) a également
été mise en place pendant la thèse. Le projet s'inscrit dans le cadre d'une convention
CIFRE.

En tant que spécialiste en solutions de perçage à destination des particuliers, des ar-
tisans et de l'industrie, TIVOLY est un fournisseur de premier rang des constructeurs
aéronautiques. À ce titre, l'entreprise a acquis un savoir-faire important dans les appli-
cations de perçage des alliages de titane, telles que le perçage des pièces de structures
composant les mâts réacteurs des avions (�g. 1). Cette pièce constitue la liaison entre le
moteur et l'aile de l'avion.

Figure 1 � Mât réacteur d'un avion, principalement constitué d'un assemblage de pièces
en alliage de titane
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Figure 2 � Vis, écrous et rivets pour assemblages boulonnés et rivetés [1]

Les trous réalisés ont pour fonction d'assurer l'assemblage des di�érents éléments de la
structure du mât par le biais de rivets ou de boulons (�g. 2). A�n d'assurer la fonctionna-
lité de l'assemblage, la gamme de fabrication des trous est généralement constituée d'au
moins deux opérations. Un premier perçage au foret pleine matière (ébauche) s'ensuit
d'une opération d'alésage (calibration). En fonction de la dimension des trous à réali-
ser, il peut y avoir des opérations intermédiaires d'agrandissement réalisées avec un ou
plusieurs forets (�g. 3). Dans le cadre de cette thèse, on se limite à l'étude de l'opéra-

perçage 
dans le plein

agrandissement alésage

Figure 3 � Gamme de fabrication des trous à destination des assemblages rivetés ou
boulonnés

tion initiale de perçage dans le plein, réalisée à l'aide d'un foret monobloc hélicoïdal.
Les diamètres rencontrés industriellement pour cette opération varient dans une plage
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Figure 4 � Situation de perçage à l'aide d'une Unité de Perçage Automatisée (UPA)

allant de 6 à 16 mm. Les profondeurs de perçages restent généralement dans des ratios
longueur/diamètre proche de 3 fois le diamètre du trou. Les tolérances dimensionnelles
requises pour cette opération sont généralement de l'ordre de 40 µm. Ces opérations de
perçage peuvent être réalisées avec di�érents moyens de production, du perçage manuel à
l'opération sur centre d'usinage. Cependant, des machines d'un nouveau genre s'impose de
plus en plus dans l'industrie aéronautiques : les Unités de Perçages Automatisées (UPA)
(�g. 4). Ce type d'équipement est fréquemment employé dans le secteur aéronautique de
part la taille des structures à usiner, les problèmes d'accessibilité aux zones à percer, qui
rendent inenvisageables l'utilisation de centres d'usinage conventionnel pour une large
partie des opérations à réaliser. Les UPA sont une bonne alternative se situant entre le
perçage sur centre d'usinage et le perçage manuel. Elles permettent une meilleure maîtrise
des conditions opératoires du procédé par rapport au perçage manuel, grâce à l'avance et
la vitesse de rotation générées mécaniquement. Désormais, il est courant que les machines
UPA intègrent un dispositif générant des oscillations axiales forcées destinées à fragmenter
le copeau et en faciliter l'évacuation. On parle de perçage vibratoire à oscillations forcées.
Une bonne localisation du perçage est obtenue grâce à la répétabilité du positionnement
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de la machine par le biais d'une grille placée devant la pièce à façonner (�g. 4). Avec ce
type de machine, le guidage de l'outil peut être réalisé de deux manières. Soit, comme
illustré sur la �gure 4, l'outil est vissé dans une broche �exible et guidé par l'avant via
le canon ; soit il est guidé par l'arrière via un palier �xé sur la broche. Dans tous les cas,
le système utilisé impose l'utilisation d'outils avec un ratio longueur/diamètre important.
De plus, le faible diamètre de la tige constituant la broche de la machine réduit consi-
dérablement la rigidité de l'ensemble. Dans ces conditions, il est primordial que l'outil
utilisé possède un a�ûtage capable de réaliser une bonne géométrie de trou. De plus, les
conditions d'utilisation dans lesquelles opèrent les outils sont soumises à des variations.
Les machines ne sont pas toutes identiques et certaines pièces sont soumises à l'usure
comme le canon de guidage. C'est pourquoi il est important que la solution proposée par
le fabricant d'outils coupants à son client soit robuste. Il s'agit de fournir des outils dont
les performances seront garanties malgré de légères di�érences, soit dans l'utilisation, soit
sur l'outil lui-même du fait des variations de production.

L'industrie tente de répondre à cette problématique par l'usage de processus de quali-
�cation des outils avant mise en production basés sur la maîtrise statistique des procédés.
Le principal critère utilisé pour réaliser les études de capabilité du processus sont la cote
diamétrale du trou. Cette cote correspond à la mesure d'une dimension, et elle n'a de
sens que localement, correspondant à deux points diamétralement opposés [7]. Le prin-
cipe d'indépendance qui prévaut normalement en métrologie voudrait que l'on dissocie la
quanti�cation des défauts dimensionnels et celle des défauts de forme. Or, les moyens de
mesure employés pour caractériser la géométrie des perçages dans l'industrie n'ont pas
toujours les caractéristiques requises pour respecter ce principe. Généralement, la cote
diamétrale est mesurée à l'aide d'un micromètre à deux ou trois touches (�g. 5). Plusieurs

Figure 5 � Micromètres d'intérieur à 2 et 3 touches

mesures peuvent être réalisées en fonction de la profondeur du trou et en orientant les
touches avec divers angles autour de l'axe du trou. La mesure réalisée avec un micromètre
peut être sensible au défaut de forme du trou (�g. 6). Un micromètre à deux touches
va être sensible au défaut d'ovalisation du perçage. A contrario, la distance entre deux
points diamétralement opposés lorsque la section d'un trou est trilobé reste constante, le
micromètre ne perçoit pas le défaut. Un micromètre à trois touches va être sensible au
défaut de type tri-lobes, mais beaucoup moins à l'ovalisation, du fait de la di�culté à
placer les trois touches dans cette géométrie.
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Micromètre 2 touches

Micromètre 3 touches

Figure 6 � Mesure des sections d'un trou à l'aide de micromètres à deux et trois touches

En mesurant dans di�érentes positions angulaires, on cherche une estimation de ce
défaut de forme. On entend souvent un amalgame dans les ateliers lorsque de telles mesures
sont e�ectuées. La personne en charge de la mesure cherche la valeur maximale et la valeur
minimale que le micromètre indique, pour une profondeur de mesure donnée et diverses
positions angulaires. Puis, elle annonce que le défaut d'ovalisation est égal à la di�érence
entre la valeur minimale et la valeur maximale mesurées. S'il est compréhensible que
seules les valeurs minimales et maximales soient relevées avec un micromètre en raison de
la simplicité de l'instrument, cela relève de la spéculation d'a�rmer que le défaut ainsi
quanti�é est issu d'une forme ovale des sections constituants le trou. Cet exemple illustre
le mélange des genres qui est réalisé en tentant de réduire dans un seul indicateur, la cote
diamétrale du trou, un ensemble de défauts de natures di�érentes. On agrège des défauts
de forme (circularité, cylindricité) et des défauts dimensionnels (diamètre des sections).
Des indicateurs sont ensuite calculés à partir des mesures relevées pour juger de la �abilité
du procédé de fabrication en regard des tolérances dimensionnelles requises. Le principal
indicateur utilisé est l'indice d'aptitude Cp (eq. 1) ou capabilité court terme [8].

Cp =
IT

6σ
(1)

Avec :

IT : l'intervalle de tolérance de la cote diamétrale du trou considéré.

σ : l'écart-type des valeurs de la cote diamétrale.

L'objectif de cet indicateur est de juger si l'ensemble de la population des valeurs de cotes
diamétrales seront incluses dans l'intervalle de tolérance IT . C'est pourquoi on retrouve
au dénominateur la quantité 6σ, qui est l'intervalle dans lequel est contenu 99% des
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éléments lorsqu'ils suivent une loi normale. Ainsi, pour que les cotes diamétrales soient
toutes dans l'intervalle de tolérance IT , il faudrait à minima que le Cp atteigne la valeur
1. En pratique, un processus est jugé capable lorsque le Cp atteint la valeur de 1,33 ce
qui correspond à un IT égal à 8σ.

A la lumière de ce qui a été exposé précédemment, il m'a été demandé d'une part
d'apporter une vue globale des mécanismes de formation de la géométrie des trous et de
leurs dispersions, puis d'autre part d'apporter des éléments de modélisation permettant
d'évaluer la sensibilité des paramètres de l'opération de perçage. Ce manuscrit est divisé
en deux parties.

La première partie s'attache à fournir une méthodologie d'analyse quantitative �ne de
la géométrie des trous, dans une démarche expérimentale. Ce travail s'intéresse exclusi-
vement à la compréhension de la dimension et de la forme des trous. Les problématiques
liées à l'usure, la rugosité, les bavures, les contraintes résiduelles ou encore la microstruc-
ture ne font pas partie du champ d'investigation du travail proposé dans cette thèse. Une
nouvelle représentation de la surface des trous est proposée, basée sur une décomposition
spectrale des pro�ls de circularité constituant la surface. Cette représentation de la géo-
métrie des trous permet de déployer une méthode robuste de comparaison statistique des
éléments caractéristiques de la géométrie des perçages. La méthodologie employée per-
met de répondre simplement à la question suivante : est-ce que le procédé A est meilleur
que le procédé B ? Cette méthode est ensuite employée pour tester et analyser di�érentes
situations de perçage.

La seconde partie de ce manuscrit est consacrée à l'établissement d'une modélisation
du comportement dynamique du procédé de perçage vibratoire à oscillations forcées. L'ob-
jectif est de modéliser la formation des défauts de formes générés par les mouvements de
l'outil. Cette partie est le fruit d'un travail collaboratif que j'ai pu réaliser grâce à un
séjour à l'Université de Colombie Britannique (UBC) au sein du Manufacturing Auto-
mation Laboratory (MAL), sous la direction du Pr. Altintas. Elle s'attache a mettre en
lien le comportement de la structure de la machine de perçage, la géométrie de l'outil
et le matériau percé sur les mouvements latéraux de l'outil, conduisant à une bonne ou
mauvaise qualité géométrique des trous. Dans un premier temps, une nouvelle démarche
est proposée pour identi�er les e�orts locaux agissant sur les arêtes d'un foret en réalisant
une série d'essais de perçage conventionnel. Puis, une première modélisation du procédé
dans le domaine fréquentiel est proposée permettant d'établir les particularités du perçage
vibratoire par rapport à une opération de perçage conventionnel. Cette première méthode
atteint ses limites en particulier lorsqu'il s'agit de traiter les e�orts autour de l'arête cen-
trale d'un outil. Une seconde modélisation, plus complète, est proposée dans le domaine
temporel. Elle prend en compte l'ensemble des e�orts agissant sur la pointe de l'outil.
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Première partie

Etude expérimentale de la qualité
géométrique des trous percés au foret
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Chapitre 1

Bibliographie

1.1 Procédé de perçage

L'opération de perçage est une des opérations élémentaires rencontrées en usinage,
au même titre que le tournage ou le fraisage. C'est traditionnellement une opération de
coupe continue (�g. 1.1), à l'image du tournage et en opposition au fraisage.

Figure 1.1 � Formation d'un copeau continu en perçage conventionnel d'un alliage de
titane Ti6Al4V

Cependant, le caractère con�né de l'opération de perçage par rapport aux deux autres
opérations élémentaires conduit à des di�cultés majeures limitant la productivité de
l'opération :

� L'évacuation des copeaux hors du trou.
� La concentration de chaleur en pointe d'outil.
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Figure 1.2 � Conséquence d'un bourrage des copeaux d'aluminium dans les goujures
d'un outil

La mauvaise évacuation des copeaux peut conduire à un bourrage de ceux-ci dans les
goujures (�g. 1.2), à la ruine de l'outil et une forte dégradation de la qualité de la surface
du trou généré.

A�n de surmonter ces di�cultés, des cycles de débourrages réguliers (�g. 1.3) et une lu-
bri�cation interne abondante (�g. 1.4) sont utilisés a�n de fragmenter le copeau, l'évacuer
et évacuer les calories générées par la coupe.

Figure 1.3 � Opération de perçage avec cycles de débourrage a�n d'évacuer le copeau
des goujures de l'outil
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Figure 1.4 � Opération de perçage avec lubri�cation interne

Le procédé de perçage se présente sous diverses déclinaisons en fonction des caractéris-
tiques de l'opération à réaliser : diamètre, profondeur, qualité, machine utilisée, matériau à
percer (�g. 1.5). On retrouve principalement trois familles d'outils en fonction du diamètre
et du ratio longueur/diamètre à percer. En règle générale, les trous de petits diamètres
sont réalisés avec des forets deux lèvres hélicoïdaux monoblocs. Pour les diamètres jusqu'à
10 mm, cette technologie est quasi-exclusive, à l'exception des perçages avec un ratio lon-
gueur/diamètre très important qui nécessite l'utilisation de forets trois-quart. Cependant,
lorsqu'on utilise des forets trois-quart, nous ne sommes plus à proprement parler dans
une opération de perçage, mais plutôt dans ce que l'on appelle du forage. Les mécanismes
rencontrés en forage sont substantiellement di�érents de ceux à l'÷uvre en perçage, en
raison notamment de la nature non-symétrique de l'outil, �exible et guidé avec un patin.
Au delà d'un diamètre de 10 mm et jusqu'à un diamètre de 30 mm, les forets monoblocs

Figure 1.5 � Typologie d'outils de perçage en fonction de la longueur et du diamètre du
trou à réaliser [2]
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cohabitent avec les outils à plaquettes rapportées. Au delà d'un diamètre de 30 mm, les
outils à plaquettes rapportées voir les trépans sont utilisés.

Figure 1.6 � Qualité atteignable en fonction de la typologie d'outil utilisé [2]

Au delà du diamètre et du ratio longueur/diamètre de l'opération à réaliser, le choix
de l'outil utilisé est également déterminé en fonction de la qualité du trou à obtenir (�g.
1.6). Les outils monoblocs sont réputés pour être en mesure de réaliser des trous d'une
classe de qualité comprise entre 6 et 7 lorsqu'ils sont en série courte. La qualité qu'il est
possible d'atteindre décroît généralement avec la longueur de l'outil utilisé. Lorsque les
trous à réaliser requièrent une qualité 6 ou 7 sur de grandes longueurs, il devient nécessaire
de réaliser des opérations d'alésage à la suite de l'opération de perçage pour calibrer le
trou.

Comme évoqué dans l'introduction, les diamètres des perçages étudiés sont inférieurs
à 20 mm. Cela associé à la qualité requise sur la cote diamétrale (intervalle de tolérance
de 40 µm), le choix d'outils monoblocs est pleinement justi�é pour réaliser ces opérations.

21



1.1.1 Géométrie des forets monoblocs

arête centrale

arête transversale

arête principale

goujure

lèvre

1ère dépouille

2nd dépouille

3ème dépouille ou 
aminscissement
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1er listel
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1er dégagement

2nd dégagement

partie active
corps

Figure 1.7 � Géométrie d'un foret monobloc hélicoïdal

De manière générale, un foret est constitué de deux parties distinctes (Figure 1.7) :
� Le corps (paramètre 3.5 norme ISO 5419).
� La queue (paramètre 3.2 norme ISO 5419).

La queue, ainsi que l'enveloppe du corps de l'outil, sont réalisés lors de l'opération de
recti�cation cylindrique de l'outil. La queue de l'outil constitue la partie par laquelle
celui-ci est maintenue et entrainée en rotation et en avance. Le corps est la partie située
entre la queue et l'arête centrale de l'outil. Il est dé�nit principalement par trois éléments :

� Les goujures (paramètre 3.9 norme ISO 5419).
� Les lèvres (paramètres 3.10 norme ISO 5419).
� La partie active (paramètre 3.20 norme ISO 5419).

Les goujures sont des rainures dans le corps du foret qui, à l'intersection avec la première
dépouille, forment l'arête principale permettant l'évacuation des copeaux. Les lèvres sont
les parties hélicoïdales du corps comprenant les listels et les dégagements. Les goujures
sont réalisées lors de l'opération dite de taillage de l'outil. Les listels et les dégagements
sont réalisés par l'opération dite de détalonnage. La partie active de l'outil est celle inter-
venant directement dans l'opération de coupe. Les arêtes principales, les arêtes transver-
sales, l'arête centrale, les faces de coupe et les faces de dépouille constituent les éléments
de la partie active de l'outil. La géométrie de la partie active de l'outil est générée lors de
l'opération dite d'a�ûtage. Cette opération se décline en trois opérations : l'a�ûtage de
la première dépouille, de la seconde dépouille, puis l'amincissement de l'outil. L'intersec-
tion entre les premières dépouilles dé�nissent l'arête centrale de l'outil (paramètre 3.26
norme ISO 5419). Les secondes dépouilles diminuent le talonnage sur l'outil. L'opération
d'amincissement a pour but de diminuer la longueur de l'arête centrale, et de générer les
arêtes transversales de l'outil.
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1.1.2 Défauts géométriques des trous percés au foret

Comme le signale Fujii [9], l'opération de perçage au foret est presque l'unique moyen
de réaliser un trou dans le plein de manière économique. Cependant, les spéci�cités propres
à ce procédé, telle que la grande variation de vitesse de coupe, passant d'une vitesse
nulle au centre de l'outil à une vitesse maximale en périphérie, conduisent souvent à une
mauvaise qualité géométrique des perçages obtenus. De ce fait, on retrouve un certain
nombre d'études portant soit sur des stratégies pour améliorer la qualité des perçages,
soit sur des éléments de compréhension des mécanismes à l'÷uvre conduisant à une bonne
ou mauvaise qualité géométrique.

Compréhension des mécanismes à l'origine de la géométrie des trous

Comme relevé par Fujii [9], les principaux défauts géométriques des perçages sont le
résultat des mouvements latéraux de la pointe de l'outil. En particulier, ces mouvements
conduisent à la formation de trous dont la forme des sections est pseudo-polygonale (�-
gure 1.8).

Figure 1.8 � Géométries pseudo-polygonales observées des sections de perçage

La géométrie la plus courante est de forme trilobée [10] (k = 3 �gure 1.8). Un travail
important a été entrepris par Fujii, Marui et Ema, publié dans une série de trois articles [9,
11, 12] entre 1986 et 1988 a�n d'apporter des éléments de compréhension des mécanismes
à l'÷uvre lors de la formation de la géométrie des perçages. La base de leurs travaux repose
sur un dispositif expérimental permettant de mesurer les déplacements de la pointe de
l'outil pendant les premiers millimètres d'enfoncement de celle-ci dans la matière.

Figure 1.9 � Dispositif de mesure des déplacements de la pointe de l'outil en perçage
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La �gure 1.9 représente le dispositif utilisé. Un foret est monté dans la poupée mobile
d'un tour reliée à la vis mère permettant de générer le mouvement d'avance de l'outil. La
pièce à percer est montée dans un mandrin lié à la broche du tour et entraînée en rotation.
Une bague lisse est montée au plus proche de la pointe de l'outil. Les mouvements de la
pointe de l'outil sont mesurés sur cette bague dans les deux directions perpendiculaires à
l'axe de l'outil. Le principe de ce dispositif a été largement repris et modi�é avec di�érentes
solutions technologiques sans en changer les principes fondamentaux. Les capteurs de
déplacements utilisés (carrés rouge �gure 1.9) peuvent être avec contact, comme dans [9]
où des lames souples équipées de jauges de déformations sont placées dans les directions
horizontales et verticales ; des capteurs sans contact ont également été mis en ÷uvre, qu'ils
soient capacitifs [11, 13, 14] ou à rayonnement infrarouge [15].

a) b)

Figure 1.10 � a) Trajectoire de la pointe d'un foret lors d'un perçage. b) Illustration du
repère choisi pour décrire le déplacement de la pointe de l'outil. Vue de la pointe depuis
le porte-outil.

La �gure 1.10 a) représente la trajectoire enregistrée lors des perçages. La position du
centre de la pointe de l'outil est représentée par le vecteur ~X. Le repère R = (O; ~x, ~y) est
centré sur l'axe de rotation de la pièce tandis que le repère R1 = (O1; ~x1, ~y1) est centré sur
la pointe de l'outil. Dans le repère R, la pointe de l'outil décrit une trajectoire elliptique.
La fréquence de parcours de cette ellipse est très proche d'un entier. De plus, le sens
de parcours de l'ellipse peut être vu comme une forme de mouvement en arrière ou de
recul de l'outil suite à l'action de la coupe dans le plan perpendiculaire à l'axe de l'outil,
d'un côté puis de l'autre. Les formes pseudo-polygonales observées sont la conséquence
de ce mouvement, entendu comme la combinaison de la trajectoire elliptique, du sens de
parcours de l'ellipse ainsi que de la fréquence de parcours presque égale à un multiple
de la fréquence de rotation de la pièce ou de l'outil [13]. On note que le rapport des
fréquences de parcours de l'ellipse et de la rotation de la broche est toujours une valeur
un peu inférieure à un entier [9]. Cela traduit un e�et de type retard de phase entre les
positions successives de l'outil d'un tour à un autre de la rotation de la broche.

La �gure 1.11 illustre l'e�et de ce déphasage sur la position relative de l'outil entre un
instant t et un instant t − T avec T le temps nécessaire pour que la broche e�ectue un
demi-tour complet. La position à l'instant t est repérée par le vecteur ~X(t), la position
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a) b)

Figure 1.11 � a) Déphasage entre les positions successives de l'outil et la rotation de
la broche b) Variation de l'épaisseur de copeau coupée en fonction de la variation de la
position de l'outil.

à l'instant t − T par le vecteur ~X(t − T ). La variation de position entre l'instant t et
t − T est illustrée par le vecteur ∆ ~X. Sur la �gure 1.11 b), on constate l'impact de
la variation de position ∆ ~X (et donc du retard entre la rotation broche et le parcours
de l'ellipse) sur l'épaisseur de copeau non déformé, enlevé par chaque arête de l'outil.
Le déplacement latéral de l'outil induit une variation de l'épaisseur de copeau coupée
δ sur chaque arête. La quantité δ s'ajoute à l'épaisseur de copeau coupée nominale du
côté vers lequel l'outil se déplace ; cette même quantité δ se soustrait du côté opposé au
déplacement de l'outil. En conséquence, les e�orts appliqués sur les deux arêtes de l'outil
ne sont plus équilibrés, il apparaît une composante radiale à la résultante du torseur des
actions mécaniques appliqués sur la pointe de l'outil. C'est par le biais de cet e�ort radial
que le mouvement de l'outil est alimenté. En fait, le travail fourni par cet e�ort est dissipé
par un ensemble de phénomènes amortissants associés au process, notamment liés aux
phénomènes d'indentation et d'interférence entre le centre de l'outil et le fond du perçage.
Ainsi, on peut considérer que le déphasage mesuré sur le parcours de l'ellipse est une
mesure de la quantité d'énergie dissipée dans le système.

Tout ce que nous avons évoqué précédemment dans ce chapitre est essentiel pour com-
prendre l'origine de la géométrie des perçages. Cependant, nous pouvons faire intervenir
un point de vue légèrement di�érent développé par Lee, Eman et Wu [13]. Ils proposent
d'analyser quelles sont les trajectoires d'outils compatibles avec une condition simple :
L'outil ne doit pas recouper la paroi latérale du trou précédemment usinée. J'appelle-
rais cette condition "condition de compatibilité cinématique". On peut la traduire de la
manière suivante :

~X1(t) = ~X2(t− T ) (1.1)

Avec ~X1 et ~X2 (�gure 1.12) la position des becs respectifs de l'outil par rapport à la pièce
usinée.

La solution triviale que tout le monde souhaiterait obtenir est que l'axe de l'outil ne se
déplace pas, ce qui engendre un mouvement relatif des becs de l'outil purement circulaire,
ce qui est su�sant pour satisfaire la condition de "compatibilité cinématique" évoquée
précédemment. Cependant, ce n'est pas l'unique solution. Il y a une in�nité de solutions
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Figure 1.12 � Positions successives des becs de l'outil

à ce problème. Les trajectoires admissibles doivent uniquement être périodiques, avec un
rapport de périodicité entre la fréquence de rotation de l'outil et la fréquence de parcours
de la trajectoire de l'outil égal à un multiple pair lorsque le mouvement est dé�ni dans un
repère �xe par rapport à l'outil en rotation et impair lorsqu'on adopte un point de vue
lié à l'outil en rotation. On traduit cette condition comme :

ωr
ωs

= 2n n ∈ Z (1.2)

Avec ωr la fréquence de parcours de la trajectoire de l'axe de l'outil dans un repère �xe
par rapport à l'outil entraîné en rotation, et ωs la fréquence de rotation de l'outil. Cette
condition entraîne la formation de formes pseudo-polygonales avec un nombre de sommets
égal à :

k = 2n+ 1 (1.3)

Cette condition traduit l'apparition des formes pseudo-polygonales avec un nombre impair
de sommets.

Pour dresser un panorama complet des mécanismes à l'÷uvre lors de la formation des
perçages, nous devons encore évoquer les phénomènes amortissants. Nous avons vu que la
fréquence de parcours de l'ellipse n'est pas tout à fait un entier, et que ce léger décalage
est la conséquence d'une dissipation de l'énergie stockée dans le système. Le principal
phénomène amortissant est lié à l'action du centre de l'outil. Dans cette zone, la vitesse
de coupe est très faible. La direction résultante de la vitesse de coupe près de l'arête
centrale de l'outil est par conséquent beaucoup plus impactée par la vitesse de vibration
de l'outil que vers l'extérieur de celui-ci. On peut distinguer deux régions. La première,
au plus proche de l'arête centrale est sujette à de fortes interférences, ou talonnage, entre
l'écoulement de la matière et l'outil. Ici, les phénomènes sont assez éloignés des mécanismes
de coupe habituels. Les e�orts dans cette zone sont associés à l'arête centrale de l'outil
[9, 16].
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In�uence des défauts d'a�ûtage de l'outil

On retrouve dans la littérature plusieurs études concernant les défauts géométriques
des perçages. Galloway [17] fait le lien entre les défauts de symétrie générés lors de l'a�û-
tage de l'outil et l'agrandissement du trou observé. Lorsque la pointe de l'outil n'est pas

Figure 1.13 � Lien entre la di�érence de hauteur de lèvre et l'agrandissement du trou,
d'après Galloway [17]

a�ûtée dans l'axe du corps de l'outil (décalage rr �g. 1.13), on observe alors l'apparition
d'une di�érence de hauteur de lèvre rz. Lors du perçage, l'outil tend à équilibrer les e�orts
radiaux. Au lieu de pivoter autour de l'axe du corps de l'outil (en bleu �g. 1.13), il se
met à tourner autour d'un axe décalé de la valeur e (en noir �g. 1.13). Galloway établit
la relation suivante :

e =
1

2
rz tan(κ) (1.4)

Avec κ le demi-angle de pointe de l'outil. Le décalage rr entre l'axe de rotation de l'outil
et l'axe autour duquel a été taillé la pointe de l'outil (en rouge �g. 1.13), conduit à un
agrandissement du diamètre du trou par rapport au diamètre D de l'outil d'une valeur
égale à 2e. Haggerty [18] obtient des résultats similaires lors d'une étude comparant les
trous générés par un outil avec une pointe conventionnelle et une pointe spirale.
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Etudes expérimentales de la qualité géométrique des trous

Les paramètres étudiés pour dé�nir la qualité géométrique des trous sont principale-
ment le défaut de circularité et le diamètre. La �gure 1.14 illustre un pro�l de circularité
relevé sur un trou. La dé�nition du défaut de circularité que nous utiliserons dans cette
thèse s'appuie sur la norme ISO 12181-1 de mai 2011. Nous utiliserons le cercle de réfé-
rence des moindres carrés (paramètre 3.3.1.2 de la norme ISO 12181-1 abrégé LSCI) pour
calculer les écarts de circularité. En�n, nous utiliserons l'écart de circularité saillie-creux
(paramètre 3.6.1.1 de la norme ISO 12181-1 abrégé RONt) comme mesure du défaut de
circularité noté dans la suite ∆C.

x1000(10µm /cm )

0°

90°

180°

270°

Profil de circularité [3.2.2]

cercle de référence
des moindres carrés [LSCI]

écart de circularité saillie-creux [RONt]

Figure 1.14 � Pro�l de circularité mesuré à l'aide d'un mesureur d'écart de forme ;
Paramètres dé�nis suivant la norme ISO 12181-1 de mai 2011. Est noté entre crochet la
référence à la norme pour chaque paramètre indiqué.

Furness et all. [19] ou Abele et all. [10] mesurent ces paramètres à l'aide d'une machine
de mesure tridimensionnelle ; Abdelhafeez et all. [20] utilisent un mesureur d'écart de
forme.

Couramment, les auteurs étudient ces paramètres à au moins deux niveaux de mesure
dans le trou. un niveau vers l'entrée du perçage et un vers la sortie.

Endo et all. [21] proposent une description plus complète des défauts géométriques
des pro�ls de circularité. Ils réalisent une représentation spectrale des sections des trous.
L'étude se faisant sur des perçages de 1 mm de diamètre, il n'est pas aisé de réaliser
les mesures avec un appareil de mesure doté d'un palpeur mécanique. Ils coupent donc
les pièces à di�érentes hauteurs pour ensuite observer les sections avec un pro�lomètre
optique. Puis, ils calculent les premiers coe�cients de la série de Fourier correspondante
au pro�l mesuré. Ainsi, ils sont en mesure de quanti�er les sections pseudo-polygonales
observées qui sont la conséquence des mouvements de l'outil. Ces travaux se distinguent
sur deux aspects. Premièrement, ils donnent une meilleure représentation du défaut de
circularité grâce à la quanti�cation des di�érents harmoniques qui le constitue. Deuxième-
ment, ils multiplient le nombre de sections mesurées le long des trous. Cela fait apparaître
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la complexité d'un perçage et le fait qu'il peut di�cilement être réduit à un ou deux
niveaux de mesure sur toute sa profondeur.

Les travaux réalisés par Furness et all. [19] s'attachent à quanti�er l'in�uence des
conditions de coupe sur les défauts géométriques. Pour cela, ils réalisent une étude sta-
tistique en faisant varier la vitesse de coupe et l'avance par tour de l'outil. Ils montrent
que la variance observée, sur les paramètres tels que l'agrandissement ou la circularité
des trous, est bien plus importante lorsqu'on change d'outils issus d'un même lot que
lorsqu'on modi�e les conditions de coupe. Ces conclusions sont con�rmées par Abdelha-
feez [20]. Des modi�cations minimes dans l'a�ûtage des outils ont bien plus d'impact que
de larges changements sur la vitesse d'avance et la vitesse de coupe. Pour fonder leurs
conclusions, les auteurs se basent sur la méthode statistique ANOVA. Cependant, ils pré-
cisent que certaines hypothèses de base de l'ANOVA ne sont pas respectées, en particulier
l'hypothèse d'homoscédasticité de la variance. Cette hypothèse est essentielle pour assurer
la validité des conclusions d'une ANOVA. Cette hypothèse stipule que la part aléatoire
associée à chaque observation (l'erreur stochastique), a la même variance pour toutes les
observations (l'écart-type de l'erreur est indépendant des paramètres testés). Or, une des
conclusions des auteurs est que la variance semble varier beaucoup en fonction des pa-
ramètres testés (ils ne proposent pas d'analyse rigoureuse pour étayer cette a�rmation).
Ils préconisent qu'à l'avenir on ne se limite pas qu'à l'étude de l'évolution de la moyenne,
mais de prendre en compte les changements de la variance.
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1.2 Perçage vibratoire

1.2.1 Présentation générale

Dans les années 50, le professeur Poduraev [22] superposa un mouvement oscillant au
mouvement d'avance de l'outil. Ces oscillations axiales, lorsqu'elles sont d'une amplitude
su�sante en regard de l'avance par dent, permettent de transformer le procédé de perçage
en un procédé de coupe interrompue [23], facilitant l'évacuation des copeaux par le �uide
de coupe (�g. 1.15). De plus, l'e�et de trémie provoqué par les vibrations et la diminution

Figure 1.15 � Formation de copeaux discontinus en perçage vibratoire

des températures rencontrées lors du perçage vibratoire autorise à se passer de lubri�ants
dans certaines applications [24]. Pecat [25] note une diminution de 43% de la tempéra-
ture maximale mesurée à 1 mm de la paroi du trou lors du perçage de l'alliage de titane
Ti6Al4V en utilisant le perçage vibratoire comparé au perçage conventionnel. Ces résultats
con�rment les premiers travaux e�ectués par Okamura [26]. Lors du perçage d'empilages
CFRP-Ti6Al4V, Pecat [25] note que l'extraction des copeaux fragmentés permet de ré-
duire considérablement les dommages créés sur la surface de la couche de CFRP par la
remontée des copeaux. La diminution de la température conduit également à une nette
diminution des bavures en sortie de la couche de Ti6Al4V, en concordance avec Okamura
[26]. En�n, Pecat [27] montre que l'application du procédé de perçage vibratoire dans le
perçage de l'empilage CFRP-Ti6Al4V permet une nette diminution de l'usure de l'outil,
très probablement liée à la nette diminution des températures mises en jeu lors du pro-
cédé. Brinksmeier [28] a�ne les conclusions de Pecat [25] en mettant en corrélation les
températures mesurées avec la qualité de l'extraction des copeaux. Ainsi, il montre qu'il
ne su�t pas de fractionner le copeau, mais bien d'obtenir une évacuation la plus �uide
possible a�n de limiter les phénomènes d'accumulation dans les goujures synonymes de
frottements et d'accumulation de chaleur. Ainsi, il montre que les conditions de lubri�-
cations ainsi que la taille et la masse des copeaux ont une in�uence signi�cative sur la
qualité d'extraction des copeaux en perçage vibratoire. Le procédé de perçage vibratoire
permet en outre une diminution des e�orts moyens [29] (couple et e�ort axial), ce qui
peut être interprété comme un procédé plus e�cient énergétiquement que le procédé de
perçage conventionnel.
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1.2.2 Perçage vibratoire auto-entretenu

L'origine de vibrations axiales peut être de deux types : soit auto-entretenues, soit for-
cées. Dans le cas des vibrations auto-entretenues, les vibrations sont obtenues en tournant
à son avantage le phénomène de broutement axial de l'outil. Quand habituellement on
recherche à tout prix à éviter l'apparition des vibrations en usinage, le perçage vibratoire
auto-entretenu les utilise a�n de fractionner le copeau. Des portes-outils spéci�ques ont
été conçus, de manière à créer un mode de vibration axiale dominant, dont les caractéris-
tiques dynamiques peuvent être ajustées. La �gure 1.16 représente un modèle équivalent

Figure 1.16 � Modèle dynamique de porte-outil pour perçage vibratoire auto-entretenu,
d'après [23]

aux porte-outils de ce type. Le réglage se fait principalement par la modi�cation de la
raideur du ressort k. Toute la subtilité de ce procédé réside dans le choix des conditions
opératoires à mettre en ÷uvre. En particulier, le choix de la vitesse de rotation de l'outil
et de la raideur du ressort doit être fait en prenant en compte des impératifs �xés par
le perçage à réaliser tels que : le matériau à percer, la longueur et le diamètre de l'outil,
la masse m de l'ensemble oscillant, la géométrie de la pointe de l'outil. Plusieurs modéli-
sations ont été proposées a�n de guider l'utilisateur dans le choix des paramètres. Paris
[23] propose une version "inversée" de la théorie analytique des lobes de stabilités a�n
de déterminer les zones d'instabilités en fonction de la vitesse de rotation de l'outil et
de la raideur du ressort. Ce modèle analytique ne prend en compte que les e�orts issus
de la génération du copeau par les arêtes de coupe. Guibert [30] et Paris [31] proposent
une simulation dans le domaine temporel du procédé prenant en compte l'in�uence du
phénomène de talonnage de la face de dépouille de l'outil via l'ajout du concept d'arête
virtuelle, ainsi que les e�orts d'indentation autour de l'arête centrale. L'élément central
pour obtenir une modélisation �dèle du procédé réside dans la justesse du modèle d'e�ort
axial associé et du modèle dynamique de la tête de perçage [32, 33]. Or, ce modèle d'e�ort
est dépendant du matériau percé, de la géométrie de l'outil et des conditions opératoires
choisies. De plus, Tichkiewitch [29] montre que, quand bien même l'on travaille dans un
domaine de fonctionnement adéquate générant des vibrations auto-entretenues, de faibles
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perturbations peuvent induire un changement important du régime de vibrations. Ainsi,
pour obtenir un process dont les vibrations sont stabilisées, il faut trouver un point de
fonctionnement pas trop éloigné de la limite de stabilité du système, ce qui est contre-
intuitif car on imagine qu'une petite modi�cation dans les propriétés du matériau percé,
ou sur la géométrie de l'outil, peut conduire à passer sous cette limite. Pour ces di�é-
rentes raisons, il semblerait que ce procédé ne soit applicable uniquement dans des cas
dont les conditions d'exécutions sont très répétables, ce qui est très rare en environnement
industriel.

1.2.3 Perçage vibratoire à oscillations forcées

La seconde famille de procédé de perçage vibratoire est constitué des systèmes à vi-
brations forcées. Les oscillations axiales de l'outil ne sont plus le résultat d'une vibration

Figure 1.17 � Modèle cinématique de porte-outil vibratoire à oscillations forcées

entretenue par les phénomènes de coupe. C'est un système mécanique, schématisé sur la
�gure 1.17 par le jeu de bielles entre la liaison pivot de la broche et l'outil, qui génère
les oscillations de celui-ci. Ainsi, il n'y a plus de dépendance aux conditions opératoires
ou aux paramètres de l'outil et du matériau percé sur la génération des vibrations. Di-
verses solutions technologiques ont été proposées pour générer ces oscillations. On peut
citer l'utilisation de trains d'engrenages dont les rapports de réduction évoluent, comme
le dispositif breveté par Moraru et Brun [34]. On retrouve le dispositif commercialisé par
la société MITIS [35], basé sur le principe d'une butée axiale dont une des bagues est on-
dulée, faisant ainsi varier l'épaisseur de la butée et provoquant les oscillations en fonction
de la rotation de l'outil. D'autres solutions technologiques ont été proposées à base d'ac-
tionneurs piézoélectriques [36]. Actuellement, le perçage vibratoire par oscillations forcées
se généralise. Dans l'aéronautique, les nouveaux matériaux utilisés et leurs combinaisons
sous forme d'empilages rendent inapplicables les stratégies basées sur les oscillations auto-
entretenues. C'est pourquoi l'on trouve de plus en plus d'études basées sur l'utilisation du
perçage vibratoire par oscillations forcés [25, 27, 28, 37, 38, 39, 40, 41, 42]. Comme montré
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par Pecat [25] et Brinksmeier [28], l'évacuation des copeaux est un point important pour
assurer la réussite de l'opération de perçage. Ainsi, Ladonne [37] propose une modélisation
cinématique du procédé de perçage par oscillations forcées en reconstituant la trajectoire
des arêtes de l'outil et en prenant en compte le talonnage entre le fond du perçage et la
dépouille de l'outil. Ladonne [37] est en mesure de déterminer la morphologie du copeau
en fonction des di�érents paramètres du procédé : l'avance conventionnelle, l'amplitude
des oscillations et la fréquence des oscillations. L'erreur entre les mesures expérimentales
et la morphologie des copeaux est de l'ordre de 25% concernant leur sections angulaires.
Sur ce constat, Ladonne [38, 39] complète la modélisation cinématique en ajoutant une
�exibilité au système dans la direction axiale (�g. 1.18), ce qui a pour e�et de diminuer
l'amplitude des oscillations. Le modèle ainsi ajusté permet de prédire avec 1% d'erreur

Figure 1.18 � Modèle cinématique de porte-outil vibratoire à oscillations forcées avec
une �exibilité axiale

la trajectoire axiale du système lorsqu'on impose au système modélisé les e�ort axiaux
mesurés expérimentalement.
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1.3 Conclusion

A l'issu de cette revue bibliographique, nous sommes en mesure d'expliquer la nature
des phénomènes conduisant à une bonne ou mauvaise qualité géométrique des trous réa-
lisés au foret. Ainsi, les mouvements latéraux de l'outil sont à l'origine de la formation de
trous dont les sections sont pseudo-polygonales. Ces géométries observées sont la consé-
quence de deux phénomènes agissants sur la pointe de l'outil : les e�orts régénératifs dus
aux passages successifs de l'outil et les e�orts d'amortissement agissant au plus près de la
pointe de l'outil et des listels.

Nous pouvons a�rmer que les défauts de symétrie observés sur l'a�ûtage de la pointe
de l'outil se traduisent directement sur la géométrie du trou par un agrandissement du
diamètre. La dissymétrie de l'outil déséquilibre les e�orts agissant sur la pointe. A�n de
rétablir l'équilibre, le centre de rotation de l'outil se décale, d'où l'agrandissement du
diamètre observé.

Les travaux de Endo [21] montrent qu'il est judicieux de mieux décrire la nature
des défauts de circularités observés expérimentalement en adoptant une représentation
spectrale de celles-ci. De plus, le caractère régénératif des phénomènes observés lors de la
formation des trous conduisent à une lente évolution des paramètres le long des perçages.
Ainsi, il est nécessaire d'adopter une représentation plus complète de la géométrie des
perçage par un suivi �n de l'évolution des paramètres les décrivants : l'évolution du
diamètre, de la circularité et les harmoniques associées.

Les études statistiques conduites pour étudier la qualité des trous montrent qu'il n'est
pas aisé d'obtenir des conclusions fermes du fait de la grande variabilité des données obser-
vées. De plus, la nature des paramètres étudiés s'écarte assez fortement de l'hypothèse de
normalité de la distribution des données. Des concessions importantes doivent être faites
pour conduire des analyses de type ANOVA, en particulier dues à l'hypothèse d'homos-
cédasticité qui n'est pas véri�ée. De ce fait, il est nécessaire de développer une nouvelle
approche pour la comparaison des perçages a�n de prendre en compte les di�érences en
moyenne et de variance.

L'état de l'art sur le perçage vibratoire nous montre que ce procédé a des intérêts
indéniables. Le fractionnement du copeau autorise des perçages sans cycles de débourrage.
Cela constitue un gain de productivité certain. La baisse de la température observée
permet de limiter l'usage de la lubri�cation, et ce même dans des matériaux réputés pour
leurs di�cultés d'usinage liées à l'évacuation de la chaleur, tels que les alliages de titane.
La baisse de la température conduit également à une diminution des bavures en sortie de
perçage. Cependant, l'état de l'art montre également que ce procédé peut être di�cile à
maîtriser. Premièrement, ce procédé o�re plus de paramètres de réglage qu'une opération
de perçage conventionnel. Cela demande de comprendre les interactions entre ces di�érents
paramètres. Concernant la technologie de perçage auto-entretenu, nous avons vu qu'elle
apporte une réponse originale mais dont l'équilibre est subtil pour en maîtriser toutes les
caractéristiques et donc �abiliser le process. Le perçage vibratoire à oscillations forcées
est par nature plus robuste en ce qui concerne l'application des oscillations. Cependant,
les avantages du perçage vibratoire peuvent être balayés par une mauvaise évacuation
des copeaux générés et un talonnage excessif induisant des chocs sur les outils. Dès lors,
l'état de l'art s'est attaché à comprendre les mécanismes de formation du copeau en
perçage vibratoire. Ainsi, une compréhension qui se voudrait exhaustive du procédé doit
prendre en compte les phénomènes de coupe, les phénomènes de talonnage ainsi que les
déformations axiales de la structure.
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Si les di�érents éléments de la littérature traitent indéniablement d'éléments impor-
tants pour la qualité générale des trous obtenus (éviter les phénomènes de bourrage co-
peaux dans les goujures, limiter la production de chaleur et d'e�ort axial et in �ne les
bavures en sortie de trou), il y a un élément qui n'est pas abordé. Quand bien même
tous les éléments mentionnés précédemment seraient maîtrisés, cela n'est pas l'assurance
d'une bonne qualité de trou au sens de ce qui est attendu dans l'industrie aéronautique
pour les pré-perçages avant alésage à destination des rivets. En particulier, les éléments
sus-mentionnés ne sont pas en mesure d'expliquer la géométrie des trous observés expéri-
mentalement ainsi que leurs dispersions.

Le périmètre de cette thèse commence dans le cas d'un trou idéal, parfaitement cy-
lindrique, dont le diamètre est égal au diamètre de l'outil, et se termine juste avant que
les problèmes sus-mentionnés ne commencent, tels que les bourrages copeaux ou l'excès
de bavure en sortie de perçage. nous nous appliquerons à mieux comprendre comment
la dynamique du procédé in�ue sur la qualité géométrique du perçage en l'absence de
problèmes liés à la température ou à l'évacuation des copeaux. Pour ce faire, nous nous
appuierons sur ce qui a déjà été réalisé à ce sujet dans le cadre du perçage conventionnel.
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Chapitre 2

Représentation et comparaison
expérimentale de la qualité
géométrique des trous percés au foret

2.1 Représentation spectrale de la géométrie des trous
percés au foret

Ce chapitre est consacré à l'élaboration d'une représentation de la qualité géométrique
des trous. Cette représentation devra tenir compte des conclusions émises à la suite de
l'analyse de l'état de l'art. Elle reprend le principe proposé par Endo [21] d'utiliser une
décomposition spectrale des sections successives d'un trou pour décomposer le défaut de
circularité en défauts élémentaires. La représentation présentée dans ce manuscrit com-
plète celle de Endo par plusieurs aspects. En premier lieu, nous dé�nirons les défauts
associés à chaque harmonique à la fois de manière absolue, puis en les rapportant au dé-
faut total de circularité de la section considérée. Ainsi, nous serons en mesure de comparer
le poids de chaque harmonique sur le défaut total du perçage. De plus, nous dé�nirons la
notion d'agrandissement en considérant la di�érence entre le diamètre du cercle associé à
chaque section et le diamètre de l'outil ayant réalisé le trou. Nous verrons également que
la décomposition spectrale permet de bien représenter l'aspect hélicoïdal de la surface des
trous à travers l'analyse de la phase des harmoniques.

En�n, nous verrons que cette représentation des perçages permet d'e�ectuer des com-
paraisons statistiques robustes, aussi bien en terme de comportement moyen qu'en analyse
de la dispersion des grandeurs calculées via l'analyse des écarts-types.
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2.1.1 Dispositif expérimental

Dans cette section, nous nous attacherons à décrire la géométrie d'un trou percé au
foret d'un diamètre de 7,8 mm et de 20 mm de long. L'opération de perçage est réalisée
dans des pions en alliage de titane Ti6Al4V (Fig. 2.1) à l'aide d'un foret en carbure de
tungstène (Fig. 2.2) de longueur totale de 110 mm.

2
0

 m
m

7,8 mm

Figure 2.1 � Pion cylindrique percé

7,8 mm

110 mm

Figure 2.2 � Foret hélicoïdal en carbure monobloc pour perçage sur machine UPA
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Les trous sont réalisés à l'aide d'une machine UPA FIVES eADU Elec DM800 identique
à celle présentée en introduction, équipée d'un dispositif MITIS générant des oscillations
axiales à la fréquence de 1,5 oscillations par tour et d'une amplitude de 0,15 mm. Le foret
est guidé sur l'avant par un canon (Fig. 2.3).

canon de perçage

pièce

outil

grille support UPA

Figure 2.3 � Schéma du guidage de l'outil par canon sur UPA

L'avance par tour utilisée est de 0,05 mm/tr, et la vitesse de coupe est �xée à 22 m/min.
La lubri�cation est assurée par un dispositif MQL générant un brouillard d'huile en bout
d'outil via des canaux de lubri�cation internes. Le tableau suivant récapitule les para-
mètres opératoires utilisés :

Table 2.1 � Conditions opératoires utilisées
Machine UPA FIVES eADU DM800

Matériau percé Ti6Al4V
Profondeur percé [mm] 20
Longueur d'outil [mm] 110
Diamètre de l'outil [mm] 7,8
Vitesse de coupe [m/min] 22

Avance [mm/tr] 0,05
Amplitude des oscillations [mm] 0,15

Oscillations par tour 1,5
Lubri�cation MQL ACCU-LUBE LB :5000
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La topographie des trous est caractérisée à l'aide d'un mesureur d'écart de forme
Mitutoyo RA-2200-DS (Fig. 2.4). Elle est obtenue en réalisant une succession d'acquisition
de pro�ls de circularités le long de l'axe du trou (Fig. 2.5). Un pas de 0,2 mm entre chaque
section est choisi a�n d'obtenir une description �ne de la géométrie. Ainsi, 99 sections sont
mesurées le long des 20 mm de l'échantillon. Chaque section est constituée de 7200 points
de mesure.

Figure 2.4 � Mesureur d'écart de forme Mitutoyo RA-2200-DS avec un échantillon à
mesurer

20

0

-10µm 18µm

Z [mm]

entrée outil

sortie outil

Figure 2.5 � Vue 3D d'un pro�l extrait à l'aide d'un mesureur d'écart de forme
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2.1.2 Dé�nition et calcul des paramètres de représentation de la

géométrie du trou

Le mesureur d'écart de forme fournit 99 pro�ls de circularité. Chaque pro�l peut
être considéré comme une fonction 2π périodique avec une représentation en coordonnées
polaires (Fig. 2.6). Le pro�l est considéré comme une fonction continue et dont la dérivée

10µm

0°

90°

180°

270°

r(θ)

Figure 2.6 � Exemple de pro�l de circularité et système de coordonnées polaire associé

est également continue. Ces conditions assurent la convergence de la série de Fourier pour
tous les points de r(θ). La décomposition en série de Fourier peut s'écrire comme :

r(θ) = rm +
+∞∑
k=1

ak cos(kθ + ϕk) (2.1)

La transformée de Fourier discrète du signal échantillonné r?(n) de r(θ) est :

R(k) =
N−1∑
n=0

r?(n) exp(−2jπk
n

N
) 0 ≤ k <

N

2
(2.2)

Avec N le nombre de points du pro�l. La période d'échantillonnage θe et le nombre de
points N sont choisis de manière à respecter la condition suivante :

N · θe = 2π (2.3)

grâce à la relation très étroite entre la transformation de Fourier discrète et les coe�cients
de le série de Fourier pour un signal périodique, on obtient les coe�cients rm, ak et ϕk de
l'équation 2.1 à partir des coe�cients R(k) de l'équation 2.2 :

rm =
R(0)

N
ak = 2

|R(k)|
N

ϕk = arg(R(k)) (2.4)

Les coe�cients R(k) sont calculés en utilisant un algorithme FFT (Fast Fourier Trans-
form). Dans la plupart des cas, il est su�sant de calculer les harmoniques jusqu'à k = 3.
Parfois, il peut être nécessaire d'aller jusqu'à k = 5.
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Figure 2.7 � Représentation spectrale d'un trou percé au foret. a) Agrandissement b)
Défaut de circularité total ; erreur due au second et troisième harmoniques, respectivement
A2(z) et A3(z) c) erreur de circularité relative due au second et troisième harmonique,
respectivement A%

2 (z) et A%
3 (z) d) Évolution de la phase du troisième harmonique ϕ3.

La �gure 2.7 présente la description spectrale du trou percé au foret de la �gure 2.5.
La dé�nition des paramètres représentés est donnée à la suite de la �gure.

Le rayon moyen d'une section est donné par rm. Le diamètre de chaque section peut
être comparé au diamètre de l'outil D. On dé�nit l'agrandissement de la section par A0

comme :

A0 = rm −
D

2
(2.5)

Le défaut de circularité de l'harmonique k est représenté par le coe�cient Ak. Le coe�cient
ak de l'équation 2.1 correspond à la moitié de la contribution de l'harmonique k au défaut
de circularité total de la section noté ∆C. On a donc :

Ak = 2ak (2.6)

A�n de juger l'importance du défaut de l'harmonique k sur le défaut de circularité total,
on dé�nit le coe�cient A%

k comme :

A%
k =

Ak
∆C

(2.7)

En calculant les paramètres A0, ∆C, Ak, A%
k et φk pour chaque section mesurée, il devient

possible de suivre l'évolution des coe�cients tout le long de l'axe du trou (Fig. 2.7).

La �gure 2.7 a) représente l'évolution de l'agrandissement A0(z). A l'entrée du trou, la
di�érence entre le rayon de l'outil et les sections du perçage est de 15 µm. L'agrandissement
augmente doucement jusqu'à 18 µm à la position z = 15 mm. Ensuite, l'agrandissement
décroit progressivement jusqu'à 10 µm à la sortie du trou.

La �gure 2.7 b) montre l'évolution du défaut de circularité total ∆C(z) et la contri-
bution du second et troisième harmonique, respectivement A2(z) et A3(z). On observe
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la même tendance pour le défaut de circularité total ∆C(z) que pour l'agrandissement
A0(z). A l'entrée du trou, le défaut de circularité total est autour de 18 µm. Ensuite, le
défaut de circularité augmente jusqu'à atteindre 25 µm à la position z = 15 mm. Puis, le
défaut de circularité décroît jusqu'à 5 µm à la sortie du trou. La courbe du défaut associé
au troisième harmonique A3(z) suit le même pro�l que la courbe du défaut de circularité
total ∆C(z). Cela montre que le troisième harmonique est ici le défaut dominant respon-
sable de la géométrie pseudo-polygonale du trou. Le second harmonique, correspondant
à un ovale, est négligeable. Cela est con�rmé par la �gure 2.7 c) représentant les défauts
relatifs du second et troisième harmonique, respectivement A%

2 (z) et A%
3 (z). On observe

que A%
3 (z) domine largement avec des valeurs supérieures à 80% sur la majorité du trou,

à l'exception des premiers millimètres à l'entrée et des derniers à la sortie. A contrario,
A%

2 (z) est inférieur à 10% sur la grande majorité du perçage. On note une légère remonté
autour de 20% en entrée et en sortie de trou.

La �gure 2.7 d) montre l'évolution de la phase du défaut de circularité associé au
troisième harmonique ϕ3(z). On constate que l'angle évolue avec un pas très régulier tout
au long du trou. On peut constater que le pas de l'hélice générée par le déphasage des
sections est d'environ 20 mm/tr. Les sections ont donc réalisées un tour complet le long
du trou. Cela correspond à ce que l'on observe sur la �gure 2.5.

La représentation du perçage que nous avons obtenue permet de mieux apprécier
comment la géométrie du trou s'est formée. Lors de l'entrée du foret dans la matière,
l'outil est peu guidé. Dans le cas décrit le jeu entre le canon et l'outil est de 80 µm. Alors,
l'outil commence par générer son propre guidage durant les 5 premiers millimètres du
perçage. Durant cette phase, l'agrandissement du trou est important, il évolue peu. Au
même moment, plus l'outil s'enfonce, plus les mouvements de l'outils deviennent réguliers,
les mouvements latéraux de l'outil tendent à générer des sections trilobées. Ensuite, lorsque
l'outil a réalisé son propre guidage dans les 5 premiers millimètres du trou, on observe
une décroissance constance des valeurs d'agrandissement et de défaut de circularité. Dans
cette phase, les listels de l'outil jouent leurs rôle de guidage. Cependant, le caractère
régénératif des e�orts de coupe appliqués sur l'outil conduisent à une diminution lente du
défaut de circularité et d'agrandissement. L'outil tend progressivement à se centrer, d'où
la diminution du diamètre des sections, et il oscille moins latéralement. En�n, lorsque la
pointe débouche, cela crée une perturbation sur l'outil. Les mouvements latéraux sont
moins réguliers, ce qui tend à ne plus générer de formes tri-lobées.

2.1.3 Conclusion intermédiaire

La représentation de la géométrie des trous proposée permet une évaluation �ne des
caractéristiques des trous. La décomposition du défaut de circularité des sections en dé-
fauts élémentaires, puis le suivi de l'évolution des di�érents paramètres le long de l'axe
du trou permet d'estimer comment l'outil a travaillé pour générer la géométrie �nale. On
peut ainsi dé�nir la signature du procédé sur la géométrie du perçage.

Jusqu'ici, nous avons traité de la description de la géométrie d'un seul trou. Or, pour
établir des conclusions d'ordres générales sur la signature d'un procédé, il est nécessaire de
raisonner sur des familles de perçage. Dans la section qui suit, nous allons voir comment
les indicateurs établis précédemment vont nous permettre d'établir des pro�ls moyens
associés à un procédé.
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2.2 Comparaison de la géométrie des trous issus de plu-
sieurs con�gurations de perçage

L'état de l'art a montré qu'il est di�cile de réaliser des comparaisons robustes de la
qualité géométrique des trous. Souvent, le rapport signal sur bruit des indicateurs suivis
lors de la comparaison de plusieurs procédés est très mauvais. Il en résulte une grande
di�culté pour conclure si les di�érences observées expérimentalement sont statistiquement
signi�catives ou pas. Les auteurs ont suggéré d'aller au-delà de la comparaison des valeurs
moyennes des indicateurs et de s'intéresser également à la variance.

Fort de ce constat, on propose d'utiliser la nouvelle description géométrique des trous
présentée précédemment, a�n de comparer l'évolution des indicateurs le long de l'axe des
trous. Les outils développés permettent d'obtenir une bonne capacité de discrimination
des di�érences observées, même lorsque l'on compare des procédés très proches (légère
variation de la géométrie des outils due aux tolérances de fabrication, évolution des pièces
soumises à l'usure : canon de perçage).

A�n d'illustrer la démarche proposée, nous la présenterons sous la forme d'une étude
de cas. Nous avons vu que le guidage de l'outil sur machine UPA est assuré par un canon
lors de la phase initiale de pénétration de la pointe. Cette pièce est soumise à l'usure. De
plus, le choix du canon chez les clients n'est pas directement corrélé au diamètre du foret
utilisé. Ainsi, en fonction des ajustements du diamètre de l'outil e�ectué pour centrer la
cote diamétrale à viser, le jeu entre l'outil et le canon s'en trouve modi�é. Dans cette
étude, on propose d'analyser l'impact de la variation du jeu entre le canon et l'outil.

2.2.1 Protocole expérimental

L'étude consiste à réaliser une série d'essais de perçage avec cinq canons de diamètres
di�érents et un même outil. Tous les paramètres à l'exception du jeu entre le canon,
paramètre j (�g. 2.8) et l'outil sont identiques pour chaque essai réalisé. Les valeurs de
jeu entre l'outil et les canons sont données dans la tableau 2.2.

Table 2.2 � Jeu entre l'outil et les canons de perçage utilisés.
Canon A B C D E
Jeu [µm] 9± 2 25± 2 45± 2 65± 2 80± 2

Figure 2.8 � Illustration du jeu canon j
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Les conditions de coupe utilisées et les dimensions des trous réalisées sont identiques
à celles énoncées dans la section 2.1.1. Chaque con�guration testée est répliquée 7 fois
a�n de constituer un échantillon de taille signi�cative. On réalise donc 35 perçages avec
le même outil et di�érents canons. L'ordre de réalisation des trous est généré de manière
aléatoire a�n de limiter les biais liés à l'usure sur l'expérience. En agissant ainsi, l'usure de
l'outil est répartie équitablement sur toute les con�gurations testées. Pour choisir l'ordre
de réalisation des essais, on réalise un tirage sans remise des 35 perçages à réaliser. Un
tirage avec remise des di�érentes con�gurations à tester aurait été parfait du point de
vue des hypothèses à respecter pour ne pas introduire de biais dans l'expérience vis à
vis de l'ordre de réalisation des essais. Cependant, en réalisant ce type de tirage sur avec
un faible nombre de réplication, il se trouve qu'il y a certaines con�gurations de perçage
qui sont tirés très souvent et d'autre n'ayant qu'un petit nombre de réplication. Le tirage
sans remise nous permet d'équilibrer le nombre de réplication de chaque con�guration,
cependant on introduit un léger biais dans l'expérience. Nous considérons ici que le biais
introduit est acceptable compte-tenu du nombre de réplication choisi.

Nous allons présenter cette étude en deux temps. En premier lieu, nous dé�nirons le
pro�l type d'un trou réalisé avec le canon A. Nous nommerons cette con�guration "jeu 9"
en référence à la valeur du jeu entre le canon et l'outil. La con�guration "jeu 9" est celle
que nous choisirons comme référence. Dans un second temps, nous étudierons les autres
con�gurations par rapport à cette con�guration de référence.

2.2.2 Analyse de la con�guration de référence : "jeu 9"

Nous avons vu que chaque cas est répliqué 7 fois. Ces réplications constituent un ti-
rage aléatoire au sein de la population de tous les trous réalisables dans une con�guration
donnée. Nous pouvons calculer la valeur moyenne et l'écart-type pour chaque indicateur
et pour chaque niveau de mesure. On note m(X) la moyenne observée pour l'indicateur
X et s(X) l'écart-type observé. A partir des ces valeurs, nous sommes en mesure d'es-
timer l'espérance et la variance pour l'ensemble de la population considérée. On note
µ(X) et σ2(X) l'espérance et la variance de la population de l'indicateur X. D'après [43],
l'intervalle de con�ance pour l'espérance µ à un niveau de con�ance (1− α) est égal à :

m(X)− t(n−1;1−α/2)
s(X)√
n

< µ(X) < m(X) + t(n−1;1−α/2)
s(X)√
n

(2.8)

n : Nombre d'éléments constituants l'échantillon analysé.

t(n−1;1−α/2) : Quantile d'ordre 1− α/2 de la loi de Student à n− 1 degrés de liberté.

L'intervalle de con�ance de la variance σ2 au niveau de con�ance (1− α) est quand à lui
égal à :

ns2(X)

l2
< σ2(X) <

ns2(X)

l1
(2.9)

l1 et l2 : Quantiles de la loi du Khi-deux χ2(n− 1) à n− 1 degrés de liberté, respec-
tivement d'ordre α/2 et 1− α/2.

La �gure 2.9 illustre l'évolution de l'estimation de l'espérance et de l'écart-type des
paramètres A0, A2, A3 et ∆C pour la con�guration "jeu 9". Le trait continu représente
la moyenne et l'écart-type observés, respectivement m(X) et s(X). Les barres d'erreurs
représentent les intervalles de con�ance associés à l'espérance et à l'écart-type, calculés
avec un niveau de con�ance α = 10% et n = 7 à l'aide des formules 2.8 et 2.9.
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Figure 2.9 � Représentation spectrale des trous "jeu 9". a) Moyenne de A0 b) Écart-type
de A0 c) Moyenne de ∆C d) Écart-type de ∆C e) Moyenne de A2 f) Écart-type de A2 g)
Moyenne de A3 h) Écart-type de A3.
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La �gure 2.9 a) montre l'évolution de l'agrandissement moyen. On constate que le dia-
mètre du trou est relativement constant le long du trou. L'évolution de la valeur moyenne
mesurée (trait bleu continu) indique une variation d'environ 1,5 µm entre l'entrée et la
sortie du trou, avec un agrandissement moyen compris entre 5 et 9 µm d'après les barres
d'erreurs. L'incertitude sur la valeur moyenne est la conséquence de la dispersion et de
la taille de l'échantillon analysé. La dispersion est quanti�ée par l'analyse de l'écart-type
sur la �gure 2.9 b). Comme on peut le constater, l'écart-type mesuré est également très
régulier le long de l'axe du trou. L'estimation de l'écart-type de la population oscille entre
2 et 5,5 µm.

Les �gures 2.9 c) et d) présentent l'évolution du défaut de circularité moyen et l'écart-
type associé. On distingue 3 phases sur les graphiques pendant la formation du trou.
La première phase, à l'entrée du trou entre le 20ème et le 12ème millimètre, correspond à
une phase de transition, jusqu'à ce que l'outil atteigne un comportement nominal durant
la seconde phase. En�n, la troisième phase est comprise entre le 3ème millimètre et la
sortie du trou. Cette phase de sortie correspond à la sortie progressive de la pointe de
la matière. Pendant la première phase, le défaut de circularité moyen observé décroit
de 9 à 4 µm. A cet instant, il y a une compétition entre les e�ets régénératifs associés
aux e�orts de coupe et l'e�et amortissant des listels. La diminution lente du défaut de
circularité observé montre l'importance des phénomènes régénératifs ayant lieu pendant
une opération de perçage. A ce moment de la formation du trou, l'écart-type est un peu
plus important que durant la phase de perçage nominale qui s'ensuit. Cela peut s'expliquer
par l'incertitude du positionnement de l'outil lors de la phase d'attaque de l'outil à l'entrée
du trou. Il y a une part non négligeable de hasard quand au positionnement de l'outil lors
des tout premiers contacts avec la matière, due au jeu avec le canon et à la �exibilité de
la broche et de l'outil. Puis, plus l'outil s'enfonce dans la matière, moins l'in�uence de ce
positionnement hasardeux au départ se fait sentir, les comportements de l'outil convergent
au fur et à mesure que l'outil s'enfonce. Ainsi il est primordial que les propriétés d'auto-
centrage de l'outil assure le meilleur comportement possible en début de trou, sinon les
répercussions se font sentir pendant plusieurs millimètres après l'enfoncement complet de
la pointe de l'outil.

L'analyse des �gures 2.9 e) f) g) et h) indique une bonne adéquation entre la géométrie
des trous observés et les mécanismes de formation de ceux-ci décrit dans la bibliographie.
Les très faibles valeurs de A2 correspondant au second harmonique du défaut de circularité
pendant chacune des 3 phases décrites précédemment et la dominance de A3 indique que
la condition de compatibilité cinématique assurant qu'il n'y a pas de recoupe de la paroi
du trou par les passages successifs des listels de l'outil est assurée. La forme du trou est la
conséquence de la trajectoire elliptique de la pointe de l'outil avec une vitesse de rotation
proche de deux fois la vitesse de rotation de la broche. La valeur moyenne de A3 suit
le défaut de circularité moyen avec un écart d'environ 1,5 µm. La même tendance est
observée pour l'évolution de l'écart-type.

On peut noter que durant la troisième phase du perçage, associé à la sortie progressive
de la pointe de l'outil, le défaut de circularité augmente, de même que sa composante
A3. Durant cette phase, l'arête centrale de l'outil se désengage de la matière. Or, cette
partie active de l'outil contribue beaucoup à l'amortissement des mouvements latéraux de
l'outil. Progressivement, seul les listels contribuent à l'amortissement, et cela n'est plus
su�sant pour compenser les e�orts de coupe régénératifs agissant sur les arêtes de l'outil.
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2.2.3 Comparaison des autres con�gurations de perçage avec la

con�guration de référence

Dans la section précédente, nous avons vu comment nous pouvions décrire et analyser
un échantillon (7 trous) issu d'une même population ("jeu 9") au moyen de l'analyse de la
moyenne et de l'écart-type observés des paramètres A0, A2, A3 et ∆C. Puis, nous avons
pu e�ectuer des analyses du comportement du procédé de perçage portant sur toute la
population grâce à l'estimation de l'espérance et de la variance de chaque paramètre.

Désormais, nous allons nous attacher à comparer les autres con�gurations de perçage,
"jeu 25", "jeu 45", "jeu 65" et "jeu 80" par rapport à la con�guration de référence choisie
"jeu 9". Pour se faire, on dé�nit les variables suivantes :

D(m[X])i−9 = m[X]i −m[X]9 (2.10)

D(s[X])i−9 = s[X]i − s[X]9 (2.11)

X : Paramètre A0, A2, A3 ou ∆C.

i : Indice représentant chaque cas "jeu 25", "jeu 45", "jeu 65" ou "jeu 80".

Les �gures 2.10 à 2.13 présentent l'évolutions de ces variables pour chaque paramètre et
chaque con�guration de perçage.

A�n de quanti�er les similarités entre le cas de référence et les autres con�gurations
de perçage, on calcule la p-value associée à l'hypothèse nulle H0 des tests statistiques de
comparaison de la moyenne et de l'écart-type. Le test de Welch est utilisé pour comparer
les moyennes. Ce test est un dérivé du test t de Student dans le cas où l'hypothèse d'égalité
des variances entre les deux populations comparées n'est pas valable. L'hypothèse nulle
associée au test de Welch utilisé ici est

H0 : µ9(X) ≥ µi(X) (2.12)

Avec µ9(X) et µi(X) l'espérance de la population d'un paramètre X respectivement pour
le cas de référence "jeu 9" et le cas "jeu i".

Le test de Fischer-Snedecor est utilisé pour comparer les écart-types de chaque popu-
lation. L'hypothèse nulle associée au test est :

H0 : σ9(X) = σi(X) (2.13)

Avec σ9(X) et σi(X) l'écart-type de la population d'un paramètre X respectivement pour
le cas de référence "jeu 9" et le cas "jeu i".
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Figure 2.10 � Comparaison statistique de l'agrandissement entre le cas "jeu 9" et les
autres

Comparaison de l'agrandissement moyen : La �gure 2.10 a) présente l'évolution
de la variable D(m[A0])i−9 représentant la di�érence d'agrandissement moyen. Il n'y a
pas de di�érences signi�catives pour l'agrandissement par rapport au cas de référence, à
l'exception du cas "jeu 80" durant la première moitié des trous. Les p-values associées
aux tests ed Welch con�rme cette analyse (�g. 2.10 b)). La plupart du temps, ces p-values
sont supérieurs à 20%, sauf pour le cas "jeu 80". Dans ce dernier cas, la di�érence est
signi�cative pendant la première moitié des trous, puis l'agrandissement converge vers
celui observé dans le cas de référence. La même tendance est observée pour l'évolution
de di�érence d'écart-type D(s[A0])i−9 sur la �gure 2.10 c) et la p-value associée (�g. 2.10
d)). On peut donc a�rmer que varier le jeu entre l'outil et le canon entre 9 et 65 µm
n'a�ecte pas signi�cativement le diamètre moyen et la dispersion de celui-ci le long de
l'axe des trous. Par contre, lorsqu'on atteint un jeu de 80 µm, le diamètre des trous tend à
augmenter de quelques micromètres pendant les 10 premiers millimètres de perçage, avant
de converger vers les valeurs d'agrandissement observé avec un jeu moindre pendant la
seconde partie du trou.
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Figure 2.11 � Comparaison statistique du défaut de circularité entre le cas "jeu 9" et
les autres

Comparaison du défaut de circularité moyen : La �gure 2.11 a) présente l'évo-
lution de la di�érence de défaut de circularité moyenne D(m[∆C])i−9. Le défaut de cir-
cularité est signi�cativement plus élevé pour les cas "jeu 45" et "jeu 80". Les di�érences
observées pour les cas "jeu 25" et "jeu 65" sont à peine signi�catives, que ce soit d'un
point de vue statistique avec la p-value entre 10 et 20% (�g. 2.11 b)), ou en absolu avec des
valeurs autour de 2 µm de plus par rapport à la con�guration de référence. On note tout
de même que pour les cas "jeu 45" et "jeu 80" il y a jusqu'à 8 µm de défaut de circularité
en plus par rapport à la con�guration de référence, ce qui en fait un écart substantiel. On
voit également que l'ensemble des di�érences tend vers zéro au fur et à mesure que l'on
progresse dans la formation du trou. La dynamique du procédé de perçage à un instant
t est très dépendante de l'état juste précédent. Passé les 10 premiers millimètres, chaque
con�guration de perçage converge lentement vers le cas de référence "jeu 9". On peut
a�rmer qu'après un certain temps, le choix du canon utilisé �nit par ne plus avoir d'im-
pact sur le comportement de l'outil. Et comme tous les autres paramètres utilisés sont
identiques pour toutes les con�gurations testées, alors le comportement dynamique tend
à être le même après un certain temps. Cependant, l'in�uence du choix du canon n'est
pas linéaire. L'utilisation du canon avec un jeu de 45 µm avec l'outil conduit à des trous
de plus mauvaise qualité que les trous réalisés avec un jeu de 65 et 25 µm. L'utilisation
d'un canon induisant un jeu entre 9 et 25 µm permet un guidage �n de l'outil lors de la
phase de pénétration de la pointe de l'outil et limite fortement les mouvements latéraux
de celui-ci. Le défaut de circularité qui s'ensuit est donc relativement faible, même si les
propriétés d'auto-centrage de l'outil ne sont pas excellentes. Lorsque le jeu entre le canon
et l'outil augmente, le défaut de circularité à l'entrée du trou devient de plus en plus la
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Figure 2.12 � Comparaison statistique du défaut dû au second harmonique entre le cas
"jeu 9" et les autres

conséquence des propriétés d'auto-centrage de la pointe de l'outil. Cependant, lorsque le
jeu se situe autour de 45 µm, il y a peut-être une sorte de compétition entre les deux
phénomènes pré-cités : le guidage par le canon et l'auto-centrage de la pointe. Les deux
phénomènes interfèrent peut-être et cela se traduit par une dégradation du défaut de
circularité observé. A contrario, avec un canon assurant un jeu de 65 µm, le guidage de
l'outil est juste su�sant pour assurer que la localisation de l'outil le positionne correcte-
ment et qu'ensuite les caractéristiques de la pointe assurent un bon centrage de l'outil.
Dans cette con�guration, le jeu est su�sant pour ne pas interférer négativement. Lorsque
le jeu augmente encore, jusqu'à atteindre 80 µm, alors l'incertitude liée à la localisation
est trop importante pour assurer un bon positionnement de l'outil à l'entrée, ce qui induit
une mauvaise circularité à l'entrée du trou.

Comparaison des harmoniques du défaut de circularité : Les �gures 2.12 et 2.13
traitent respectivement des di�érences d'amplitude du second et troisième harmonique
du défaut de circularité. On constate que les tendances pour les di�érences d'amplitude
du troisième harmonique suivent les mêmes tendances que celles observées pour le défaut
de circularité total. Cela s'explique par la dominance de cet harmonique sur le défaut
total de circularité, qui est con�rmé par les valeurs basses et les di�érences proches de
zéro pour les amplitudes liées au second harmonique. On peut nuancer cette observation
pour le cas "jeu 80" pour lequel il y a légèrement d'ovalisation à l'entrée des trous. On
peut expliquer cela par la situation de perçage qui est très instable lors de l'entrée du
trou dans cette con�guration. Dans ce cas, l'outil a une trajectoire plus erratique lors de
la pénétration de la pointe par rapport aux autres con�gurations. Les listels recoupent
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Figure 2.13 � Comparaison statistique du défaut dû au troisième harmonique entre le
cas "jeu 9" et les autres

certainement les parois du trou durant les premiers millimètres de perçage dans cette
con�guration. Cela expliquerait pourquoi on observe un agrandissement plus signi�catif
du diamètre en entrée dans cette con�guration et pas dans les autres.

2.2.4 Conclusion intermédiaire

La méthodologie développée dans ce chapitre a été employée pour étudier l'impact
du jeu entre le canon et l'outil sur la qualité des trous générés. Nous avons pu voir que
le diamètre des trous n'est pas a�ecté, sauf lorsqu'on s'approche d'un jeu égal à 80 µm.
Cependant, augmenter le jeu entre l'outil et le canon tend à augmenter le défaut de
circularité et la dispersion associée. Finalement, les con�gurations avec un jeu important
convergent plus lentement vers la situation de perçage de référence dé�nie avec un jeu
de 9 µm. De plus, le comportement observé lors de l'utilisation du canon de 45 µm tend
à montrer qu'il y a un changement dans la nature du guidage de l'outil autour de cette
valeur de jeu, avec un guidage majoritairement e�ectué par le canon en entrée lorsqu'on
utilise un jeu inférieur à 45 µm, et un guidage reposant essentiellement sur les propriété
d'auto-centrage de l'outil au delà. A�n d'obtenir un procédé robuste, capable de mieux
supporter des variations de la géométrie de l'outil, ou de l'état de la surface d'attaque de
la pièce, nous préconisons l'utilisation de canon ayant un jeu inférieur à 30 µm.
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2.3 In�uence de la dimension de l'arête centrale et du
chevauchement des dépouilles sur le comportement
des outils

L'étude proposée dans cette partie est issue de travaux ayant pour but de tester une
innovation concernant la géométrie de la pointe des outils. Les conséquences de cette
innovation furent analysées pour di�érentes situations de perçage. La �gure 2.14 illustre
les di�érents procédés mis en ÷uvre : en perçage conventionnel sur centre d'usinage, en
perçage vibratoire sur centre d'usinage, puis en perçage vibratoire à l'aide d'une machine
UPA.

A B C

Perçage
conventionnel
sur CN

Perçage
vibratoire
sur CN

Perçage
vibratoire
sur UPA

Figure 2.14 � Con�gurations de perçages testées. A) Perçage conventionnel sur machine
à commande numérique. B) Perçage vibratoire à oscillations forcées sur machine à com-
mande numérique. C) Perçage vibratoire à oscillations forcées sur UPA.

Le protocole de test mis en place est le suivant : deux outils sont fabriqués avec chacun
une modi�cation de la géométrie de la pointe par rapport à un outil standard (Outils I1
et I2 �gure 2.14). A�n de véri�er si les modi�cations réalisées apportent des modi�cations

Outil I1

Outil I2

Outil A

Outil B

Outils innovants
Outils standards

associés

Figure 2.15 � Outils testés : outils I1 et I2 ayant des caractéristiques géométriques di�é-
rentes ; outils A et B, dont les caractéristiques sont très similaires, dérivées respectivement
des outils I1 et I2.

du comportement des outils par rapport à un outil standard, on fabrique également deux
versions standards dérivées des outils innovants (Outil A et Outil B). Nous aurions pu
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choisir de ne faire qu'un outil standard, choisi comme référence. Cependant, pour les
besoins de la fabrication des outils innovants, nous avons dû jouer très légèrement sur
quelques paramètres dé�nissant la géométrie de la pointe de l'outil. Or, par expérience,
Tivoly sait que ces paramètres sont particulièrement sensibles. Nous choisissons donc de
fabriquer deux outils standards très proches mais pas tout à fait identiques. Cela doit
nous permettre de contrôler que les modi�cations mineures entre l'outil A et l'outil B ne
supplantent pas les e�ets des modi�cations substantielles entre les outils I1 et I2.

Les trous sont réalisés dans les mêmes pions en alliage de titane Ti6Al4V que pour
l'étude du jeu canon. Le diamètre des outils est de 7,8 mm et la longueur percée est
toujours de 20 mm. Les conditions de coupe utilisées sont répertoriées dans le tableau
ci-dessous en fonction des moyens de perçage utilisés : L'avance f est doublée en perçage

Table 2.3 � Conditions opératoires utilisées
CN CN PV UPA

Vitesse de coupe [m/min] 22 22 22
Avance [mm/tr] 0,10 0,05 0,05

Amplitude des oscillations [mm] 0 0,15 0,15
Oscillations par tour 0 1,5 1,5

Lubri�cation huile soluble huile soluble MQL

conventionnel par rapport aux situations de perçage vibratoire, a�n de compenser le
changement d'épaisseur de copeau maxi induit par les vibrations axiales, et éviter de
tomber dans des épaisseurs de copeaux trop faibles en perçage conventionnel. Le canon
utilisé lors des perçages avec l'UPA génère un jeu compris entre 24 et 27 µm.

A�n de réduire l'incertitude des moyennes et des écart-types calculés, nous avons réa-
lisé 10 répétitions de chaque con�guration au lieu de 7 précédemment. Le test statistique
associé à la comparaison des moyennes varie par rapport à l'étude du jeu canon. Nous
avions choisi un test unilatéral (nous testions si les moyennes étaient plus grandes que la
moyenne de référence), ici nous n'avons pas de con�guration de référence, nous adoptons
un test bilatéral. L'hypothèse nulle H0 s'écrit donc :

H0 : µA(X) = µB(X) (2.14)

avec µA et µB la moyenne associée respectivement aux paramètres de l'outil A et aux
paramètres de l'outil B. Le test associé à l'écart-type reste inchangé. C'est toujours un
test bilatéral. Les intervalles de con�ances associés aux valeurs moyennes et aux écart-
types et représentés par les barres d'erreurs sur les graphiques des comparaisons sont
données pour un niveau de con�ance de 90%, soit α = 10%.

Finalement, suite à l'analyse des résultats des géométries entre les outils I1, I2, A et
B, nous avons pu constater que dans certains cas, les modi�cations mineures entre les
outils A et B ont eu beaucoup plus d'impact que les modi�cations majeures apportées
aux outils I1 et I2. De ce fait, nous proposons d'exposer dans ce qui suit les résultats des
comparaisons e�ectuées entre les outils standards A et B, révélatrices de l'importance de
la zone entourant l'arête centrale sur le comportement général des outils.
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La �gure 2.16 illustre les variations géométriques entre les outils standards A et B. Pour
des raisons de con�dentialité, nous ne pouvons pas communiquer ici les valeurs exactes
des paramètres géométriques des outils utilisés. Nous retiendrons que les variations entre

A B

chevauchement
large

chevauchement
étroit

arête centrale
étroite

arête centrale
large

1ère dépouille
1ère dépouille

2nd dépouille

2nd dépouille

1ère dépouille

2nd dépouille

2nd dépouille

1ère dépouille

Figure 2.16 � Méso-géométrie de l'a�ûtage en bout des outils utilisés (Les valeurs des
paramètres géométriques utilisés ne sont pas communiquées pour des raisons de con�den-
tialité). Version A : arête centrale étroite et chevauchement large des dépouilles. Version
B : arête centrale large et chevauchement étroit des dépouilles.

les deux outils se concentrent sur la zone autour de l'arête centrale. L'outil A possède une
arête centrale dite étroite, conséquence d'un amincissement d'âme important, alors qu'il
est légèrement moins prononcé pour l'outil B. La seconde di�érence notable concerne le
chevauchement de la première dépouille des outils. Celui-ci est piloté par le positionnement
de la seconde dépouille. Sur l'outil A, le chevauchement est plus large que sur l'outil B.
Les di�érences observées entre les deux outils sont de l'ordre de grandeur de ce que l'on
pourrait trouver entre deux outils issus de deux lancements en fabrication d'un même
article, tout en étant parfaitement dans les tolérances de fabrications autant pour l'un
que pour l'autre.
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2.3.1 Comparaison en perçage conventionnel sur machine à com-

mande numérique

Les �gures 2.17 à 2.20 illustrent les comparaisons des trous réalisés en perçage conven-
tionnel sur centre d'usinage. Comme précédemment, l'entrée des trous se situe à gauche
des graphiques (z = 20 mm), alors que la sortie est à droite (z = 0 mm).

La comparaison de l'agrandissement des sections (�g. 2.17) montre qu'il y a un com-
portement signi�cativement di�érent entre l'outil A et l'outil B. L'outil A, en bleu, génère
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Figure 2.17 � Comparaison de l'agrandissement A0 généré par les outils A ⇔ B en
perçage conventionnel sur machine à commande numérique

des trous dont l'agrandissement des sections évolue linéairement, commençant à 5 µm
en entrée pour �nir à 10 µm après 20 mm de perçage. En revanche, l'outil B commence
par générer des trous avec un fort agrandissement en entrée, de l'ordre de 17 µm. Puis,
l'agrandissement diminue fortement pendant les trois à quatre premiers millimètres de
perçage, jusqu'à se confondre avec la tendance observée pour l'outil A. À partir de cet
instant, et jusqu'à la �n du perçage, l'agrandissement des trous réalisés avec les deux outils
suivent le même pro�l. La di�érence marquée de comportement en entrée est con�rmée
par la p-value associée au test de Welch de comparaison des moyennes. Sur les premiers
millimètres de perçage, elle est confondue avec l'axe des abscisses, donc très proche de
zéro, ce qui marque une di�érence très signi�cative entre les deux situations. Puis au
contraire, durant le reste du perçage, la p-value est toujours supérieure à 20%, nous ne
sommes pas en mesure de distinguer de di�érences signi�catives.

La comparaison des écart-types associés à l'agrandissement des section montre qu'il
n'est pas possible de distinguer de di�érences signi�catives dans la dispersion des valeurs.
C'est une information intéressante, nous aurions pu nous attendre à ce que l'agrandisse-
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ment supérieur observé avec l'outil B résulte d'un comportement plus erratique de l'outil,
et soit donc sujet à une plus grande dispersion. Force est de constater que ce n'est pas le
cas, ou en tous cas pas signi�cativement. On aperçoit une légère augmentation de l'écart-
type pour la con�guration B en entrée, mais la p-value passe à peine sous les 20% aux
alentours du millimètre 17.

En résumé, l'outil avec une arête centrale étroite et un chevauchement large génère un
agrandissement ayant tendance à augmenter linéairement entre 5 et 10 µm tout au long
du trou, alors que l'outil avec une arête centrale large génère un pro�l en deux temps. Le
premier temps correspond à un passage transitoire en entrée de trou, où l'outil génère un
agrandissement important, de l'ordre de 17 µm. Cet agrandissement diminue rapidement
pour rejoindre le pro�l des trous générés avec l'outil à arête centrale étroite. Les écart-
types sont très similaires dans les deux cas, avec des valeurs peu élevés (de l'ordre de 2
à 3 µm), ce qui indique une faible dispersion des pro�ls générés. L'outil avec une arête
centrale étroite tend à mieux pointer sur la face d'entrée du trou, lors de la pénétration
de la pointe. L'outil tourne bien autour de son axe et génère des trous avec un faible
agrandissement. A contrario, l'outil avec une arête centrale large et un chevauchement
étroit est perturbé lors de la phase d'entrée dans la matière, il ne tourne pas autour de
son axe de symétrie. Il faut attendre plusieurs millimètres après l'enfoncement des listels
pour voir l'outil adopter le même comportement que l'outil avec une arête centrale étroite.
On notera qu'ici, l'agrandissement transitoire observé en entrée n'est pas la conséquence
d'un défaut de symétrie dans l'a�ûtage de l'outil. Il y a donc des phénomènes complexes
en bout d'outil pouvant conduire à ce type de comportement.

La �gure 2.18 compare l'évolution des défauts de circularité. On observe que dans les
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Figure 2.18 � Comparaison du défaut de circularité ∆C généré par les outils A ⇔ B en
perçage conventionnel sur machine à commande numérique
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deux cas, le défaut de circularité moyen est compris entre 4 et 6 µm. Quand à l'écart-
type, il est compris entre 1 et 3 µm pour les deux con�gurations observées. On peut tout
de même noter que l'outil B produit des sections avec un défaut de circularité un peu
plus important que l'outil A lors du premier millimètre du perçage. Puis, la situation
s'inverse, entre les millimètres 15 et 1 l'outil B génère des sections plus circulaires en
moyenne. La di�érence est de l'ordre de 1 µm. Cette di�érence n'est pas très signi�cative
fonctionnellement, cependant, elle indique qu'il y a une tendance di�érente pour les deux
outils, et que les paramètres qui ont évolué entre les deux outils (largeur de l'arête centrale,
chevauchement), ont un impact signi�catif sur le défaut de circularité.

L'analyse des amplitudes des harmoniques du défaut de circularité (�g. 2.19 et 2.20)
nous permet de mieux comprendre les di�érences de comportements des deux outils.
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Figure 2.19 � Comparaison de l'amplitude du second harmonique A2 généré par les
outils A ⇔ B en perçage conventionnel sur machine à commande numérique

Concernant le défaut d'ovalisation A2 (�g. 2.19), nous pouvons a�rmer que ce défaut est
négligeable pour les deux outils testés. Les valeurs d'amplitudes moyennes sont autour de
1 µm pour les deux con�gurations. Par contre, il en va di�éremment pour le troisième
harmonique A3 (�g. 2.20). Pour cet harmonique, les pro�ls sont similaires à ceux observés
pour le défaut de circularité total ∆C, sauf que les di�érences sont plus marquées. Cela
se traduit par la p-value du test de Welch qui frôle le zéro quasiment tout au long des
20 mm de perçage. Le fait que l'amplitude A3 soit signi�cativement inférieure pour l'outil
B montre que les vibrations latérales de cet outil sont plus amorties que celles de l'outil
A. Ainsi, on constate ici que des variations même minimes de la largeur de l'arête centrale
et du chevauchement in�uent beaucoup sur les capacités d'amortissement des vibrations
latérales des outils.
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Figure 2.20 � Comparaison de l'amplitude du troisième harmonique A3 généré par les
outils A ⇔ B en perçage conventionnel sur machine à commande numérique

Pour conclure, nous pouvons a�rmer que la variation des paramètres dé�nissant la
géométrie de l'arête centrale et son voisinage ont une in�uence très signi�cative sur le
déroulé de l'opération de perçage conventionnel. L'utilisation d'une arête centrale étroite,
couplée à un chevauchement large conduit à un comportement régulier de l'outil tout au
long du perçage. A contrario, un outil avec une arête centrale plus large et un chevauche-
ment étroit va adopter un comportement en deux temps. Lors de l'entrée de l'outil dans la
matière, l'outil ne va pas se centrer tout à fait autour de son axe. En conséquence, l'outil
produit un agrandissement important. Cependant, son comportement tend rapidement à
rejoindre celui de l'outil avec une arête centrale étroite et un chevauchement large après
quelques millimètres de perçage. Cependant, l'outil avec une arête centrale étroite et un
chevauchement large tend à osciller plus régulièrement, produisant des sections dont la
forme possède un défaut de type tri-lobé plus important que celui observé avec l'outil
ayant une arête large et un chevauchement étroit. Cette comparaison montre l'équilibre
subtil qu'il est nécessaire de maîtriser pour le fabriquant d'outil coupant a�n de fournir
un outil dont les performances seront stables et robustes lors de leur utilisation chez les
clients.
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2.3.2 Comparaison en perçage vibratoire à oscillations forcées sur

machine à commande numérique

Dans cette section, nous allons procéder à l'analyse des comparaisons de la géométrie
des trous réalisés en perçage vibratoire à oscillations forcées sur centre d'usinage.

La �gure 2.21 représente l'évolution de l'agrandissement des sections. Premièrement,
on constate que les pro�ls sont très réguliers. Il n'y a presque pas de variations tout
au long de l'axe des trous, et ce pour les deux outils testés. Le deuxième fait marquant
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Figure 2.21 � Comparaison de l'agrandissement A0 généré par les outils A ⇔ B en
perçage vibratoire à oscillations forcées sur machine à commande numérique

concerne les écart-types. La dispersion des valeurs d'agrandissement obtenue avec l'outil
B est très signi�cativement inférieure à celle observée avec l'outil A. La di�érence entre les
deux écart-types est d'environ 1 à 2 µm, ce qui peut être considéré comme une di�érence
appréciable d'un point de vue technique pour les clients. Cela traduit la robustesse du
comportement de l'outil B, en tout cas concernant l'évolution de l'agrandissement. Il faut
noter également que l'outil B génère un agrandissement des sections légèrement supérieur
à celui observé avec l'outil A. Cette observation est assez surprenante, c'est l'outil générant
le plus d'agrandissement, et donc qui est le moins "serré" par les parois du trou, qui est
également l'outil ayant le comportement le plus régulier d'un perçage à l'autre. Nous
aurions pu nous attendre à l'observation inverse.

Par conséquent, nous pouvons dire que l'utilisation d'un outil avec une arête centrale
large et un chevauchement étroit conduit à un agrandissement des sections un peu plus
prononcé qu'avec un outils ayant une arête étroite et un chevauchement large. Par contre,
l'outil avec l'arête centrale large et le chevauchement étroit conduit à des résultats moins
dispersés, ce qui peut être interprété comme un signe de robustesse du procédé.
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La comparaison du défaut de circularité ∆C (�g. 2.22) fait apparaître deux temps lors
des perçages. Lors de la première moitié des perçages, le défaut de circularité diminue
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Figure 2.22 � Comparaison du défaut de circularité ∆C généré par les outils A ⇔ B en
perçage vibratoire à oscillations forcées sur machine à commande numérique

légèrement jusqu'à se stabiliser autour de 3 à 4 µm. Le défaut observé pour l'outil A est
plus important pendant la première moitié que celui observé pour l'outil B. La compa-
raison des écart-types fait apparaître ces deux temps durant l'opération, au moins pour
l'outil A. On retrouve ici la plus grande régularité de l'outil B par rapport à l'outil A déjà
observée pour l'agrandissement, représenté par l'écart-type inférieur de B pendant les 10
premiers millimètres de perçage. Ensuite, les deux outils conduisent aux mêmes pro�ls et
avec la même dispersion. On peut observer un pic de défaut de circularité sur la dernière
section mesurée à z = 0, 2 mm pour l'outil B. Cela provient d'un point aberrant sur un
des trous mesurés à cette profondeur. On remarque que cela a également fait bondir la
valeur de l'écart-type, ce qui con�rme que c'est le fait d'une valeur exceptionnelle et n'est
pas représentatif du comportement général de l'outil.
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Concernant l'analyse des harmoniques composant le défaut de circularité, on constate
que le défaut d'ovalisation A2 (�g. 2.23) est de nouveau négligeable. L'évolution du

     0        5        10        15        20   
0

     5   

     10   

     15   

     20   

     25   

     30   

A2: Mean

[μ
m

]

     z[mm]   
     0        5        10        15        20   

0

     5   

     10   

     15   

     20   

     25   

     30   

A2: Standard Deviation

   [ 
   

 
μ

   
  

m
] 

  

     z[mm]   

     0        5        10        15        20   
0

20

40

60

80

100

A2: Welch test

p
-v

a
lu

e
[%

]

     z[mm]   
     0        5        10        15        20   

0

20

40

60

80

100

A2: Fischer test
p

-v
a

lu
e

[%
]

     z[mm]   

     A CN PV   

     B CN PV   

     A CN PV   

     B CN PV   

a)

b)

c)

d)

Figure 2.23 � Comparaison de l'amplitude du second harmonique A2 généré par les outils
A ⇔ B en perçage vibratoire à oscillations forcées sur machine à commande numérique

troisième harmonique A3 (�g. 2.24) suit quant à lui le pro�l du défaut de circularité ∆C

(�g. 2.22). On retrouve les mêmes tendances, avec un décalage d'environ 1 à 2 µm en
moins que sur l'indicateur ∆C . Une nouvelle fois, A3 est le défaut dominant dans les
pro�ls de circularité.

Finalement, nous pouvons a�rmer que l'utilisation d'un outil avec une arête centrale
large et un chevauchement étroit conduit à un fonctionnement plus robuste en perçage vi-
bratoire sur centre d'usinage. La dispersion des di�érents indicateurs analysés est moindre
que ce qui est observé lors de l'utilisation de l'outil avec une arête centrale étroite et un
chevauchement large. De plus, l'outil avec l'arête large et le chevauchement étroit adopte
un comportement nominal dès le début du perçage, indiqué par la régularité du défaut de
circularité. Au contraire, l'outil avec une arête étroite et un chevauchement large adopte
un comportement transitoire pendant la première moitié des perçages, avant de converger
vers un comportement similaire à celui observé avec l'autre outil.

Après avoir exposé les di�érences observées en perçage conventionnel avec deux outils,
puis en perçage vibratoire avec ces mêmes outils, nous pouvons réaliser les comparaisons
transversales suivantes :

� Procédé de perçage conventionnel versus perçage vibratoire sur centre d'usinage
avec l'outil A.

� Procédé de perçage conventionnel versus perçage vibratoire sur centre d'usinage
avec l'outil B.

De cette manière nous pouvons commencer à avoir un aperçu complet de l'in�uence de
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Figure 2.24 � Comparaison de l'amplitude du troisième harmonique A3 généré par
les outils A ⇔ B en perçage vibratoire à oscillations forcées sur machine à commande
numérique

chaque éléments constitutifs de l'opération de perçage. A�n de ne pas nuire à la �uidité du
manuscrit, ces comparaisons transversales sont ajoutées dans l'annexe D. Nous donnerons
ici simplement les éléments marquants de ces comparaisons. La di�érence la plus signi-
�cative observée entre le perçage conventionnel et le perçage vibratoire concerne l'outil
ayant l'arête centrale la plus large. En perçage conventionnel, nous avons vu qu'il génère
un agrandissement conséquent en entrée de perçage. Ce phénomène transitoire disparaît
avec l'utilisation du perçage vibratoire sur centre d'usinage. Avec l'outil B, l'apport des
vibrations forcées est un vrai plus conduisant à une nette amélioration de la qualité géo-
métrique des trous. Par contre, ce n'est pas le cas pour l'outil avec l'arête centrale étroite
et le chevauchement large. Cet outil avait montré un comportement très régulier et stable
en perçage conventionnel. On observe que l'ajout des vibrations axiales génère une plus
grande dispersion pour les valeurs d'agrandissement. De plus, le pro�l d'agrandissement
est similaire en début de perçage, puis les courbes s'éloignent : le pro�l obtenu en perçage
conventionnel étant plus linéaire alors que celui en perçage vibratoire est plus courbé,
mais tend à un agrandissement inférieur. L'irrégularité de cet outil se con�rme en perçage
vibratoire par l'évolution de la circularité, qui tend à être plus importante en entrée de
trou qu'en perçage conventionnel, avant de diminuer et passer à des valeurs inférieures
à celles observées en perçage conventionnel. Finalement, ces comparaisons font bien ap-
paraître le fait qu'une solution adéquate en perçage conventionnel n'est pas forcément
la plus adaptée en perçage vibratoire, et inversement. Chaque situation doit être étudiée
distinctement.
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2.3.3 Comparaison en perçage vibratoire à oscillations forcées à

l'aide d'une UPA

Les pro�ls observés en perçage vibratoire à l'aide d'une machine UPA font état de dif-
férences notables entre les trous réalisés avec l'outil A et l'outil B. La �gure 2.25 montre
les pro�ls moyens d'agrandissements observés. On remarque immédiatement que l'agran-
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Figure 2.25 � Comparaison de l'agrandissement A0 généré par les outils A ⇔ B en
perçage sur UPA

dissement généré avec l'outil B est en moyenne deux fois plus important que celui observé
avec l'outil A. On note également que les pro�ls sont très réguliers, ils suivent une ten-
dance linéaire tout le long de l'axe de trou avec un coe�cient directeur très similaire.
On constate que les pro�ls se rejoignent lorsque l'outil commence à déboucher et que les
arêtes centrales sont hors matière (derniers millimètres entre z = 3 et z = 0 mm). Les
valeurs d'écart-types sont semblables pour les deux outils. De plus, elles sont à un niveau
très bas, autour de 1 à 2 µm. Le procédé est donc très répétable pour les deux outils du
point de vue de l'agrandissement des sections. Finalement, l'utilisation d'un outil avec
une arête centrale large et un chevauchement étroit conduit à un perçage d'un diamètre
supérieur à celui observé avec un outil dont l'arête centrale est étroite et le chevauchement
large.
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La circularité des sections (�g. 2.26) fait preuve d'une très grande régularité tout au
long des trous, et ce pour les deux outils testés. Le défaut de circularité ∆C est toujours
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Figure 2.26 � Comparaison du défaut de circularité ∆C généré par les outils A ⇔ B en
perçage sur UPA

inférieur en moyenne à 5 µm. Il n'y a pas de di�érence notable entre les courbes associées
aux deux outils. De plus, comme pour l'agrandissement analysé précédemment, les écart-
types sont très petits, autour de 1 à 2 µm. À ces niveaux de défaut, il devient quasiment
super�u de chercher à décomposer le défaut de circularité en fonction de ses harmoniques.
Comme nous avons déjà vu précédemment que l'amplitude du second harmonique était
négligeable, et qu'il en est de même pour cette con�guration testée, nous n'avons pas fait
apparaître les graphiques associés. La �gure 2.27 présente les résultats obtenus pour le
troisième harmonique (paramètre A3). Ici, contrairement aux autres situations étudiées
précédemment, il n'y a pas beaucoup de commentaires à faire. Le défaut de circularité ∆C

étant tellement faible, cela se retrouve également sur le troisième harmonique. Nous pou-
vons peut-être noter qu'il semble être proportionnellement moins présent dans le défaut
de circularité total que pour les con�gurations précédentes. On peut expliquer cela par
le fait que lorsque les défauts de circularité sont aussi faibles, la forme des sections n'est
plus véritablement la conséquence d'un mouvement bien régulier de l'outil, mais elle est
plutôt la conséquence de micro-mouvements aléatoires qui ne sont pas perceptibles dans
la décomposition spectrale.

En résumé, l'utilisation d'un outil avec une arête centrale étroite et un chevauchement
large conduit à la formation de perçage ayant un agrandissement moindre que ce qui
se produit avec un outil ayant une arête centrale large et un chevauchement étroit, en
perçage vibratoire à l'aide d'une UPA.

Finalement, nous pouvons procéder comme précédemment aux comparaisons entre les
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Figure 2.27 � Comparaison de l'amplitude du troisième harmonique A3 généré par les
outils A ⇔ B en perçage sur UPA

di�érents procédés. L'ensemble des graphiques dédiés sont dans l'annexe D. Concernant
la comparaison entre le perçage vibratoire sur centre d'usinage et le perçage vibratoire sur
machine UPA, nous pouvons noter que quelque soit l'outil utilisé, l'agrandissement est un
peu plus important avec l'UPA que sur le centre d'usinage. Une explication vient peut-
être des phénomènes thermiques associés au perçage des alliages de titane [44]. Pour des
raisons techniques, nous n'avons pas pu utiliser la même méthode de lubri�cation entre
ces deux procédés. Sur le centre d'usinage, nous utilisons une lubri�cation à base d'huile
soluble, avec un fort pouvoir réfrigérant. Sur l'UPA, nous utilisons une lubri�cation de
type MQL. La moindre capacité de refroidissement associé à la MQL peut expliquer les
di�érences observées au niveau de l'agrandissement des sections. Concernant le défaut de
circularité des sections, on observe que l'utilisation de l'UPA a amélioré la circularité des
sections dans le cas de l'outil ayant une arête centrale étroite et un chevauchement large.
Pour l'autre outil, le changement de machine n'a pas opéré de modi�cations signi�catives,
le défaut de circularité est très faible dans les deux cas.

Concernant les comparaisons entre le perçage vibratoire sur UPA et le perçage conven-
tionnel, nous pouvons noter que le l'utilisation de l'UPA a permis de supprimer la phase
transitoire avec un agrandissement important rencontré avec l'outil ayant une arête cen-
trale large en perçage conventionnel. Cette conclusion rejoint celle faite pour la comparai-
son du perçage vibratoire sur CN et du perçage conventionnel. On peut a�rmer que c'est
bien l'ajout des oscillations axiales qui tend à modi�er substantiellement le comportement
de l'outil B ayant une large arête centrale. Les pro�ls d'agrandissement pour l'outil A sont
très similaires dans les deux cas, avec une augmentation régulière de l'agrandissement. Je
pense que cela est dû de nouveau aux phénomènes thermiques associés à la coupe des
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alliages de titane. Nous avons vu dans la bibliographie que le perçage vibratoire diminue
la production de chaleur [25]. Or nous avons également changé le mode de lubri�cation
entre les deux con�gurations de perçage. Les gains réalisés sur la production de chaleur
sont annihilés par l'utilisation de la MQL, qui a un pouvoir réfrigérant bien moindre que
la lubri�cation à l'huile soluble utilisée sur le centre d'usinage. Les deux e�ets se com-
pensent. On peut noter que le passage du perçage conventionnel au perçage vibratoire sur
UPA améliore la circularité des sections lorsque celle-ci n'est pas très bonne en perçage
conventionnel. On l'observe dans les comparaisons avec l'outil ayant une arête centrale
étroite. Ces conclusions s'étendent à l'amplitude du troisième harmonique.

2.3.4 Conclusion intermédiaire

L'étude que nous venons de présenter nous a permis de mieux appréhender la sensibilité
des di�érents procédés mis en ÷uvre à la géométrie de l'outil autour de l'arête centrale.
Nous avons comparé la signature des procédés avec deux outils ayant de légères variations
géométriques :

� Un outil avec une arête centrale étroite et un chevauchement large.
� Un outil avec une arête centrale large et un chevauchement étroit.

Ces deux outils ont été testés à l'aide de trois moyens de perçage di�érents :
� En perçage conventionnel sur centre d'usinage.
� En perçage vibratoire sur centre d'usinage.
� En perçage vibratoire au moyen d'une UPA.

La mise en ÷uvre de ces outils avec les di�érents moyens de perçage pré-cités conduisent
à des signatures des procédés propres à chaque situation.

Ainsi, l'outil ayant une arête centrale étroite et un chevauchement large a un compor-
tement en perçage conventionnel très régulier tout au long des trous, et très stable d'un
trou à l'autre (faible dispersion). Cet outil est adapté à cette con�guration de perçage.
À contrario, l'outil avec une arête centrale large et un chevauchement étroit n'adopte pas
un comportement nominal dès les premiers millimètres de perçage. Il passe d'abord par
une phase transitoire marquée par un fort agrandissement du diamètre des sections lors
des 4 premiers millimètres de perçage.

En perçage vibratoire sur centre d'usinage, la donne est di�érente. L'outil ayant une
arête centrale large et un chevauchement étroit est mieux disposé que l'outil ayant une
arête centrale étroite et un chevauchement large. L'utilisation de ce dernier en perçage
vibratoire sur centre d'usinage conduit à une plus grande variabilité des indicateurs de
la qualité géométrique des trous. De plus, il n'adopte pas un comportement nominal
dès l'entrée des trous, contrairement à l'outil avec l'arête centrale large. L'évolution des
paramètres de circularité ∆C et A3 montre deux phases distinctes pour l'outil à l'arête
étroite. Les dix premiers millimètres du perçage sont sujets à un défaut plus important en
moyenne et avec plus de variabilité que ce qui est obtenu avec l'outil ayant l'arête large,
avant de converger vers un comportement nominal stable et régulier comparable à celui
observé avec l'autre outil.

L'utilisation de la machine UPA révèle des pro�ls di�érents de ceux observés avec
les deux moyens de perçage précédents. Pour les deux outils testés, les indicateurs de la
qualité géométrique des trous sont stables et réguliers. Les défauts de circularités sont
particulièrement faibles dans les deux cas. Seules les valeurs d'agrandissement di�èrent,
et ce de manière très distincte. On observe que l'outil ayant l'arête centrale large et le
chevauchement étroit produit des trous ayant un agrandissement de 5 µm de plus que
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l'autre outil, tout le long du perçage. Dans ce cas, il ne semble pas y avoir un outil
avec de meilleures dispositions qu'un autre, sauf si l'on considère qu'un agrandissement
plus prononcé est un défaut en soit. L'utilisation de l'UPA fait à la fois apparaître des
di�érences importantes, mais elle génère avec les deux outils testés des perçages très
cylindriques. Cependant, cela montre que pour tenir une cote diamétrale �ne avec ce type
d'outil, la qualité de répétition de la géométrie de la pointe des outils d'une fabrication à
l'autre doit être optimale.

2.4 Conclusion

Ce chapitre a permis d'exposer une méthode originale d'analyse de la qualité géomé-
trique des perçages, permettant d'obtenir une représentation exhaustive et synthétique de
la surface des trous, avec un nombre limité d'indicateurs. La méthode est basée sur deux
principes :

� Une décomposition du pro�l de cylindricité en une succession de pro�ls de circu-
larité le long de l'axe du trou.

� La représentation spectrale de chaque pro�l de circularité.
Ces deux principes permettent une représentation de la géométrie du perçage en lien

avec la dynamique du procédé à l'origine des formes observées. Chaque pro�l de circularité
est a�ecté par les mouvements latéraux de l'outil. La décomposition spectrale à un niveau
donné fournit des informations sur le comportement dynamique de l'outil à cet instant.
Cette décomposition des pro�ls de circularité permet d'obtenir à la fois l'agrandissement
du diamètre du trou généré par l'outil via le premier terme correspondant à la valeur
moyenne du rayon du trou, alors que l'amplitude des harmoniques et l'évolution des
phases nous renseignent sur la nature des mouvements latéraux de l'outil.

Le comportement dynamique de l'outil est très impacté par le caractère régénératif
des e�orts engendrés par l'opération de perçage. Cela conduit à une évolution lente et
complexe du comportement de l'outil. Le suivi �n des pro�ls des paramètres tout du long
de l'axe des trous permet de rendre compte du comportement de l'outil. De plus, le fait
d'avoir une représentation complète de la géométrie des trous avec un nombre d'indica-
teurs limités permet de réaliser des comparaisons statistiques robustes a�n de comparer
di�érentes con�gurations de perçage. En considérant des échantillons issus d'au moins
deux di�érentes con�gurations de perçage, nous pouvons calculer la moyenne et l'écart-
type des di�érents indicateurs tout le long des trous. De cette manière, nous sommes
en mesure de comparer comment une con�guration de perçage modi�e la géométrie des
trous par rapport à une autre con�guration, et in �ne déterminer si une con�guration est
meilleure qu'une autre.

Par la suite, nous avons pu voir comment mettre en ÷uvre la méthodologie proposée
autour de deux études de cas. La première étude, cherchant à analyser l'in�uence du jeu
entre le canon de guidage et l'outil lors du perçage sur UPA, a permis de voir comment
nous pouvions traiter le cas d'un paramètre évoluant par rapport à une con�guration de
référence. Nous avons pu comparer l'évolution des di�érences entre les paramètres étudiés
par rapport à la situation de référence, et raisonner de manière relative quand à l'évolution
du comportement du procédé en fonction du paramètre étudié (ici le jeu entre le canon
et l'outil).

La seconde étude de cas proposée s'intéresse aux conséquences de faibles variations
géométriques des outils autour de l'arête centrale. Les outils sont utilisés avec divers
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moyens de perçage, puis la signature de chaque procédé mis en ÷uvre est étudiée puis
comparée. Dans cette étude, il n'y a pas de con�guration de référence, on compare les
pro�ls dans l'absolu.

Ces deux études de cas nous ont permis d'évaluer la pertinence de la méthodologie
employée. Celle-ci se juge en particulier dans sa capacité à discriminer les situations
analysées. Nous avons pu constater que dans chacun des cas étudiés, et même lorsque les
di�érences sont faibles entre les pro�ls mesurés, la méthode nous a permis de distinguer
en quoi les di�érents procédés modi�aient la géométrie des trous. Cela con�rme le fait
que la méthode est en mesure de dé�nir la signature des procédés, au sens d'un identi�ant
unique et identi�able, conséquence de la mise en ÷uvre d'une situation bien particulière
de perçage.
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Deuxième partie

Modélisation des vibrations latérales
des forets en perçage vibratoire à

oscillations forcées
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Je vous rappelle que l'objectif de ce mémoire est de mieux comprendre les mécanismes
de formation de la géométrie des trous, et en particulier de faire le lien entre la géométrie
de l'outil et la qualité des trous obtenus. Nous avons pu voir dans la première partie de ce
manuscrit comment nous étions en mesure de discriminer expérimentalement la signature
des di�érents procédés mis en ÷uvre. Suite à cette étude expérimentale, nous avons pu
constater que la géométrie des trous est principalement la conséquence des mouvements de
l'outils. Les résultats obtenus lors de l'étude de la sensibilité des paramètres dé�nissants
la géométrie autour de l'arête centrale dans di�érentes situations de perçage nous a appris
deux choses :

� Chaque con�guration de perçage a ses caractéristiques propres in�uant sur la qua-
lité �nale des trous. Il est donc nécessaire de prendre en compte la spéci�cité de
chaque procédé (perçage conventionnel, perçage vibratoire ...) pour comprendre les
mécanismes associés.

� La géométrie des outils a une grande in�uence sur le déroulé des opérations de
perçage. En particulier, l'expérience montre qu'il faut traiter les phénomènes autour
de l'arête centrale à l'échelle locale de celle-ci, du fait de la grande sensibilité à ce
paramètre.

Cependant, les expériences e�ectuées ne permettent pas d'expliquer directement la source
des mouvements des outils et les liens entre les caractéristiques des moyens de perçage
employés, la géométrie de l'outil utilisé et le matériau percé. L'objet de cette seconde
partie est donc de construire une modélisation à même de prendre en compte ces trois
éléments pré-cité :

� Les caractéristiques du procédé employé (coupe discontinue en perçage vibratoire).
� Les paramètres dé�nissant le comportement dynamique du moyen de perçage em-

ployé.
� Le lien entre la géométrie de la pointe de l'outil, le matériau percé et les e�orts

résultants.
Fort de ce constat, les chapitres qui suivent s'organisent de la manière suivante :

� Le chapitre 3 s'attache à déterminer la répartition des e�orts de coupe agissant
sur les arêtes d'un foret dans les trois directions de l'espace, a�n d'alimenter les
modélisations de la dynamique du procédé. Ces e�orts seront la source d'énergie
générant les déplacements de l'outil.

� Le chapitre 4 s'attache à construire un modèle représentatif de la dynamique du
procédé de perçage vibratoire, en tenant compte des spéci�cités propre du procédé :
en particulier le caractère discontinu de la coupe, le comportement dynamique de
la structure, puis les e�orts amortissants agissants au plus près de l'arête centrale
de l'outil.
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Chapitre 3

Identi�cation des e�orts le long des
arêtes de l'outil en perçage

La modélisation du comportement dynamique des outils en usinage requiert la connais-
sance des e�orts agissant sur les arêtes de coupe dans les trois directions de l'espace. En
perçage, la symétrie axiale de l'opération ne permet pas de mesures directes des trois com-
posantes des e�orts s'exerçant sur une arête isolée. Seules les conséquences de ces e�orts
sur l'e�ort axial et le couple peuvent être mesurées par un dynamomètre. Cependant, par
la connaissance de la géométrie locale du foret, nous sommes en mesure de dé�nir l'opé-
ration de coupe oblique agissant sur les arêtes. Les recherches sur l'orientation des e�orts
lors d'une opération de coupe oblique permettent d'estimer l'orientation de la résultante
des e�orts en fonction des angles de coupes locaux. Cette information supplémentaire,
combinée aux mesures expérimentales de couple et d'e�ort axial lors d'un perçage, per-
met d'estimer les composantes dans les trois directions de l'espace des e�orts agissants
sur les arêtes de coupe. Ainsi, la méthode d'identi�cation proposée est simple à mettre
en ÷uvre. Elle permet d'estimer la répartition des e�orts le long d'une arête de coupe
dans toutes les directions, à l'aide d'un essai de perçage instrumenté conventionnel et de
la connaissance de la géométrie de l'outil.

La première partie de ce chapitre propose un bref historique des modèles d'e�orts de
coupe existants. Une seconde partie est dédiée à la mise en place d'une description de la
géométrie locale des forets. S'ensuit l'application d'un modèle d'e�ort de coupe adapté
à la situation. Puis, nous verrons comment à partir de la connaissance de la géométrie
locale de l'outil et l'association du modèle d'e�ort, nous pouvons réaliser l'identi�cation
des coe�cients du modèle à partir d'essais de perçage élémentaires.

3.1 Modèles d'e�orts de coupe en perçage

L'étude de la dynamique du procédé nécessite de modéliser les e�orts appliqués sur
les arêtes de coupe de l'outil dans toutes les directions de l'espace : ~x1, ~y1 et ~z1 (�g.
3.1), et en particulier dans les directions radiales ~x1 et ~y1. Cependant, l'identi�cation
directe de la répartition des e�orts radiaux via un dynamomètre n'est pas possible du
fait de la symétrie axiale de l'opération. Ainsi, plusieurs méthodes ont été proposées pour
modéliser et identi�er les e�orts agissant sur les arêtes de coupe d'un foret. Stephenson
[45] décompose les arêtes de l'outil en arêtes élémentaires obliques (�g. 3.2). Puis, à l'aide
de di�érents essais de coupe oblique, il détermine les e�orts en fonction des angles de
coupe γn et d'inclinaison d'arête λs � dé�nis d'après la norme ISO 3002 � de la vitesse de
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Figure 3.1 � Déplacements et e�orts induits sur les arêtes de coupe d'un foret, en perçage
nominal et avec des déplacements latéraux de l'outil

coupe V c et de l'épaisseur de copeau coupé h (�g. 3.3). En�n, Stephenson [45] somme la
contribution de chaque arête élémentaire a�n de reconstituer l'e�ort résultant sur l'outil.

Chandrasekharan [46] reprend le modèle des pressions spéci�ques de Stephenson. Par
une intégration continue des phénomènes le long des arêtes de coupe d'un foret conique
traditionnel, il arrive à déterminer les coe�cients du modèle à partir d'une succession
d'essais de perçage. De plus, on voit apparaître la décomposition de l'e�ort agissant sur la
face de coupe de l'outil comme la somme d'un e�ort normal à la face de coupe ~Fn et d'un
e�ort tangentiel ~Ft dans la direction d'écoulement du copeau. Cependant, ce modèle est
limité aux outils coniques traditionnels. Stephenson [47] améliore le modèle précédent en
modi�ant le terme relatif à l'angle de coupe dans la formulation des pressions spéci�ques
de coupe (eq. 3.1).

Kn = Cnh
anV bn

c (1− sin(γn))cn Kf = Cfh
afV

bf
c (1− sin(γn))cf (3.1)

Ce modèle est utilisé par plusieurs auteurs tels que Chandrasekharan [48] et Yang [49].
Chandrasekharan utilise une représentation paramétrique de la géométrie des arêtes de
coupe. Cette représentation de l'outil va dans le sens d'une méthode plus générale de la
description de la géométrie des outils et des modèles de coupe associées.

Une autre famille de modèles d'e�ort est répandue dans la littérature : les modèles
linéaires [50] [51]. Ces modèles décomposent les e�orts en un e�ort d'arête et un e�ort de
cisaillement du copeau.

Une méthodologie générale est �nalement proposée par Kaymakci [52] pour associer un
modèle d'e�ort de coupe à n'importe quelle situation de coupe. Dans cette description, les
pressions spéci�ques de coupe sont constantes par rapport à l'épaisseur de copeau coupée,
contrairement au modèle de Stephenson. De plus, Budak [50] propose une transformation
permettant de déduire les e�orts en coupe oblique à partir d'essais réalisés en coupe
orthogonale. Cependant, ce modèle nécessite toujours de réaliser des essais de coupe autre
qu'un essai de perçage. Une proposition originale, dit modèle fractionnaire, à mi-chemin
entre la représentation des e�orts par une loi exponentielle de Stephenson et un modèle
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Figure 3.2 � Discrétisation des arêtes de l'outil en 2×7 arêtes élémentaires symétriques.
Chaque centre Ai est suivi des angles associés (γn,i;λs,i).

linéaire est proposé par Paris [53] a�n de supprimer la discontinuité des e�orts lorsque
l'épaisseur de copeau coupée est proche de zéro.

Ahmadi [54] propose de supprimer la symétrie de l'opération de perçage en réalisant
des perçages dans des pré-trous excentrés a�n d'identi�er les e�orts radiaux et détermi-
ner les coe�cients du modèle de coupe. Cependant, cette méthode demande de modi�er
l'opération de perçage de base pour l'identi�cation des paramètres du modèle.

Claudin [55] puis Guibert [32] utilisent la méthode du � couple arête matière � a�n
d'identi�er les paramètres d'un modèle d'e�ort axial sur les di�érentes parties actives
de l'outil sans casser la symétrie de l'opération. Cependant, les résultats ne permettent
pas d'identi�er les e�orts radiaux. Le Dref [40] reprend les travaux de Guibert [32] en
les complétant pour modéliser le couple et dissocier les variations d'e�orts induits par la
vitesse d'avance et l'épaisseur de copeau coupé dans le cas du perçage vibratoire.

La méthode présentée dans cet article utilise la décomposition en arêtes élémentaires
ainsi que la représentation de la situation de coupe oblique tel que proposé par Kaymakci
[52], tout en exposant comment identi�er expérimentalement les coe�cients du modèle
au cours d'une opération élémentaire de perçage.
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Figure 3.3 � Situation de coupe oblique élémentaire

3.2 Description géométrique des forets

Cette section a pour objet de dé�nir les éléments de géométrie des forets nécessaires à
la modélisation des e�orts agissant sur l'outil. Dans un premier temps, nous dé�nirons les
termes et les paramètres de taillage et d'a�ûtage permettant de décrire la géométrie des
forets utilisés. Ensuite, nous nous attacherons à associer aux di�érents éléments géomé-
triques constitutifs de la pointe de l'outil, tels que les di�érentes faces de dépouille ou les
arêtes de coupe, les objets mathématiques adéquats pour les représenter. En particulier,
nous dé�nirons les normales aux di�érentes dépouilles et les représentations paramétriques
des arêtes de coupe, en fonction des angles caractéristiques de l'outil (angle au sommet,
angles des dépouilles,...). Ces éléments dé�nissent la géométrie globale de l'outil.

Finalement, à partir des éléments de géométrie globale caractérisés, nous dé�nirons les
angles locaux de l'outil le long des arêtes. Ces angles serviront dans les modèles d'e�orts
pour décrire la situation de coupe locale tout le long des arêtes de l'outil. Les angles locaux
utilisés sont (�g. 3.3) :

� Angle de coupe normal γn
� Angle d'inclinaison d'arête λs
� Angle de dépouille αo

3.2.1 Géométrie de l'outil utilisé

La Figure 3.4 représente la géométrie de la pointe que nous allons utiliser dans cette
étude. Les arêtes sont représentées entre crochets - ex : [E11] est une arête principale -,
les plans des dépouilles entre parenthèses - ex : (P11) est la première dépouille -. Les
sommets caractéristiques sont représentés par une lettre majuscule - ex : C1 est le point
d'intersection entre l'arête [E11] et le diamètre de l'outil. La table 3.1 liste l'ensemble des
paramètres nécessaires pour dé�nir la géométrie de la pointe de l'outil. Dans la mesure
du possible, nous avons cherché à respecter les normes en vigueur pour la dé�nition des
paramètres de l'outil. Cependant, les normes trouvent leurs limites dès qu'il s'agit de dé-
crire des outils à géométries complexes, en particulier les outils dotés d'un amincissement
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Figure 3.4 � Paramétrisation de la pointe de l'outil

Figure 3.5 � Angle au sommet Ap, diamètre D et pas de l'hélice p d'un foret

d'âme. Lorsque les paramètres utilisés correspondent à une norme en vigueur, un renvoie
vers celle-ci est indiquée dans les deux dernières colonnes du tableau.

La �gure 3.6 illustre les di�érents changements de base permettant d'orienter les dif-
férentes dépouilles de l'outil. L'orientation du plan (P11) correspondant à la première
dépouille de l'outil est donnée par l'angle au sommet Ap (�g. 3.5) et la première dépouille
normale de l'outil αn1. L'orientation de la normale ~n11 à (P11) est donnée par :

~n11 = ~z3 = Pβ2β1P
β3
β2
· (0, 0, 1)T (3.2)

Avec :

Pβ2β1 =

cos(ψr) 0 − sin(ψr)
0 1 0

sin(ψr) 0 cos(ψr)

 ψr =
180− Ap

2
(3.3)

Et :

Pβ3β2 =

1 0 0
0 cos(αn1) − sin(αn1)
0 sin(αn1) cos(αn1)

 (3.4)
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Figure 3.6 � Orientation des dépouilles

Table 3.1 � Paramètres caractéristiques des outils
Paramètre Symbole NF ISO 5419 NF ISO 3002/1
Diamètre du foret D 3.30
Corps L 3.5
Épaisseur de l'âme W 3.13
Pas hélicoïdal p 3.37
Angle au sommet Ap 3.41
Largeur d'arête cen-
trale

a

1ère dépouille normale
de l'outil

αn1 3.43 5.1.4.1

2ème dépouille nor-
male de l'outil

αn2 5.1.4.1

3ème dépouille α3

Angle d'orientation de
l'amincissement

τ1

Angle d'orientation de
3ème dépouille

τ2

Angle de coupe dans
l'amincissement

τ3

76



Ainsi,

~n11 =

− sin(ψr) cos(αn1)
− sin(αn1)

cos(ψr) cos(αn1)


β1

(3.5)

De manière similaire, le plan (P21) correspondant à la seconde dépouille de l'outil est
orienté par sa normale ~n21 donnée par :

~n21 = ~z4 = Pβ2β1P
β4
β2
· (0, 0, 1)T (3.6)

Avec :

Pβ4β2 =

1 0 0
0 cos(αn2) − sin(αn2)
0 sin(αn2) cos(αn2)

 (3.7)

Et donc :

~n21 =

− sin(ψr) cos(αn2)
− sin(αn2)

cos(ψr) cos(αn2)


β1

(3.8)

Pour orienter le plan (P31), il est nécessaire d'ajouter une rotation supplémentaire
autour de l'axe (O1; ~z1). On a donc :

~n31 = ~z7 = Pβ5β1P
β6
β5
Pβ7β6 · (0, 0, 1)T (3.9)

Avec :

Pβ7β6 =

1 0 0
0 cos(α3) − sin(α3)
0 sin(α3) cos(α3)

 (3.10)

Pβ6β5 = Pβ2β1 (3.11)

Pβ5β1 =

cos(θ15) − sin(θ15) 0
sin(θ15) cos(θ15) 0

0 0 1

 (3.12)

Soit :

~n31 =

− cos(θ15) sin(ψr) cos(α3) + sin(θ15) sin(α3)
− sin(θ15) sin(ψr) cos(α3)− cos(θ15) sin(α3)

cos(ψr) cos(α3)


β1

(3.13)

On détermine l'angle θ15 à l'aide de τ2. L'intersection entre les plans (P21) et (P31) est
orientée par τ2 dans le plan (O1; ~x1, ~y1). On a :

(P21) ∩ (P31) =
{−−−→
O1A2 + k × ~n, k ∈ R

}
(3.14)

Avec ~n un vecteur directeur de (P21)∩ (P31). Or, d'après l'orientation de (P21)∩ (P31),
on peut écrire pour ~n :

~n = (cos(τ2), sin(τ2), zn)β1 (3.15)

De plus, ~n ∈ (P21), et donc on a la relation suivante :

~n · ~n21 = 0 (3.16)
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La résolution de 3.16, nous permet d'obtenir la composante zn de ~n dans la base β1. En�n,
On a également la relation ~n ∈ (P31), et donc :

~n · ~n31 = 0 (3.17)

En remplaçant ~n31 dans 3.17 par son expression obtenue en combinant 3.9 avec 3.10, 3.11
et 3.12, on obtient une équation non linéaire fonction de θ15. Une résolution numérique de
3.17 permet d'obtenir θ15 et d'orienter entièrement la normale au plan (P31) en fonction
de τ2.

Les normales sur (P12), (P22) et (P32) sont déterminées par une rotation de 180
degrés autour de ~z1 des normales sur (P11), (P21) et (P31).

L'arête centrale, représentée par le segment [EC] = [A2A1], est constituée par l'inter-
section des premières dépouilles (P11) et (P12). Cela se traduit par les relations suivantes :

[EC] :

{
~n11 ·
−−−→
O1M=0

~n12 ·
−−−→
O1M=0

, y ∈
[
−a

2
;
a

2

] −−−→
O1M = (x, y, z)β1 (3.18)

La résolution de l'équation 3.18 conduit à la représentation paramétrique de [EC] sui-
vante :

[EC] =

k ×
− tan(αn1)

sin(ψr)

1
0


β1

, k ∈
[
−a

2
;
a

2

] (3.19)

On déduit immédiatement de la représentation paramétrique 3.19 les coordonnées des
points A1 et A2 :

A1 =

(
a

2
× tan(αn1)

sin(ψr)
,−a

2
, 0

)
A2 =

(
−a

2
× tan(αn1)

sin(ψr)
,
a

2
, 0

)
(3.20)

Le point B1 est déterminé par l'intersection entre le plan (P11), le plan d'équation
(y = −W

2
), ainsi que le plan (Pτ1) parallèle à l'axe (O1; ~z1) passant par A1 et orienté par

τ1 via la normale ~nτ1 = (− sin(τ1),− cos(τ1), 0). B1 est solution du système :

B1 :


~n11 ·
−−−→
O1M= 0
y =−W

2

~nτ1 ·
−−−→
A1M= 0

(3.21)

Le point C1 est lui déterminé par l'intersection entre le plan (P11), le plan (y = −W
2

)

et le plan d'équation (x =
√
D2+W 2

2
) :

C1 :


~n11 ·
−−−→
O1M= 0
y = −W

2

x =
√
D2+W 2

2

(3.22)

Désormais, nous avons les principaux éléments permettant de décrire la géométrie des
parties actives de l'outil, et en particulier les arêtes de coupe. La géométrie des arêtes
de coupe utilisées dans cette étude est représentée par les segments [E11] [E21] et [E12]
[E22] (Figure 3.4). Les arêtes du premier côté de l'outil peuvent être décrites de la manière
suivante :

[E11] = {
−−−→
O1B1 + k ·

−−−→
B1C1, k ∈ [0; 1]} (3.23)

[E21] = {
−−−→
O1A1 + k ·

−−−→
A1B1, k ∈ [0; 1]} (3.24)
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3.2.2 Géométrie locale des forets

Le modèle d'e�ort de coupe proposé tient compte de la géométrie locale de l'outil. La
première étape consiste à décrire la géométrie des arêtes de coupe de l'outil. De manière
générale, il convient d'utiliser une représentation paramétrique des arêtes du type :

[Ex] = {M ∈ R3/
−−→
OM =

−−→
f(k), k ∈ [a; b]} (3.25)

[Ex] : Une arête de coupe de l'outil.

M : Un point appartenant à l'arête de coupe de l'outil.

k ∈ [a; b] : Paramètre, borné entre a et b avec a la valeur de k au plus proche du
centre de l'outil et b au plus proche de l'extérieur de l'outil.

Le type de fonction à utiliser dépend de la géométrie de l'outil que l'on souhaite décrire.
En�n, on dé�nit en chaque point M ∈ [Ex] le vecteur orientation d'arête ~L comme le
vecteur unitaire tangent à l'arête de coupe au point M :

~L =

−−−→
f ′(k)

‖
−−−→
f ′(k)‖

(3.26)

Les vecteurs d'orientation d'arête ~L sur [E11] et [E21] sont respectivement
−−−→
B1C1

‖−−−→B1C1‖ et
−−−→
A1B1

‖−−−→A1B1‖ (Figure 3.4).

D'après la symétrie axiale de l'outil, on obtient l'ensemble des vecteurs associés aux
arêtes [E12] et [E22] par la matrice de rotation autour de ~z1 :

P [E1x]
[E2x] =

−1 0 0
0 −1 0
0 0 1

 ~L[E21] = P [E1x]
[E2x]

~L[E11] (3.27)

Un repère local de coupe (M ; ~R, ~T , ~A) [51], nommé repère RTA (�g. 3.7), est associé
à chaque point des arêtes de coupe de l'outil. Les vecteurs forment une base orthonormée
représentative de la situation de coupe locale de l'outil (�g. 3.8). L'origine du repère est
positionné au point M considéré sur l'arête de coupe. Le vecteur ~T est colinéaire à la
vitesse de coupe ~V c, de sens opposé ; le vecteur ~R est orthogonal à ~T et ~L ; la troisième
direction ~A du repère est construite de manière à compléter la base a�n d'avoir un repère
orthonormé directe (eq. 3.28).

~T = −
~V c

‖ ~V c‖
~R =

~T ∧ ~L
‖~T ∧ ~L‖

~A = ~R ∧ ~T (3.28)
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Figure 3.7 � Orientation du repère RTA sur l'outil

Figure 3.8 � Orientation du repère RTA sur une arête élémentaire
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Les angles d'inclinaison d'arête λs,M et de coupe γn,M au voisinage du point M (�g.
3.8) permettent de dé�nir la situation de coupe oblique en tous points M des arêtes de
coupe. Pour déterminer l'angle de coupe γn,M , il est nécessaire de dé�nir l'orientation du
plan tangent Atγ,M (�g. 3.8) à la face de coupe de l'outil au point M .

Sur les arêtes principales [E11] et [E12], la face de coupe est générée par la goujure
de l'outil. Pour dé�nir la face de coupe locale au voisinage du point M , il est nécessaire
de déterminer le plan tangent à la goujure Atγ,M (�g. 3.8). On construit une base du plan

tangent à l'aide du vecteur d'orientation d'arête ~L et d'un second vecteur ~H (�g. 3.7) :

~H =
(
Tx, Ty, tan

( p

2πr

))
(3.29)

Avec :

r =
√
x21 + y21 avec x1 et y1 les coordonnées du point M dans le repère (O1; β1).

p le pas hélicoïdale de l'outil (paramètre 3.37 de la norme ISO 5419).

A partir de la base
(
~L, ~H

)
du plan tangent Atγ,M , on dé�nit la normale ~N à ce plan :

~N = ~H ∧ ~L (3.30)

On associe la base βIII =
(−−−→
XIII,

−−−→
Y III,

−−−→
ZIII

)
à la face de coupe de l'arête élémentaire

avec les relations suivantes :

~Y III = −~L ~XIII = −
~N

‖ ~N‖
~ZIII = ~XIII ∧ ~Y III (3.31)

Les angles de coupe λs et γn sont dé�nis par :

cos(λs) = ~A ·
−−−→
Y III cos(γn) = ~R ·

−−−→
ZIII (3.32)

τ3

τ1

A

A x⃗1

y⃗1

A-A

Figure 3.9 � Orientation de l'amincissement

Sur les arêtes [E21] et [E22], la face de coupe correspond à ce qu'il est communément
appelé l'amincissement de l'outil. C'est une face plane, contrairement à la goujure de l'outil
(�g. 3.9). Nous pouvons déterminer l'orientation de la face de coupe par la normale au
plan dé�nissant l'amincissement de l'outil avec τ1 l'angle d'orientation de l'amincissement
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et τ3 l'angle de coupe dans l'amincissement. Comme précédemment, on détermine une
base du plan correspondant à la face de coupe dans l'amincissement. On retrouve comme
premier vecteur de cette base le vecteur d'orientation d'arête ~L. Un second vecteur ~Ham

est orienté dans la base β1 d'après la �gure 3.9 à l'aide des matrices de rotation suivantes :

~Ham =

 cos(τ1) sin(τ1) 0
− sin(τ1) cos(τ1) 0

0 0 1

1 0 0
0 cos(τ3) sin(τ3)
0 − sin(τ1) cos(τ3)

0
0
1

 (3.33)

Finalement, la normale à la face de coupe dans l'amincissement est déterminée comme
pour la goujure à l'aide de la relation (3.30).

Figure 3.10 � Angle de dépouille local

L'angle de dépouille local αo,M (�g. 3.10) se dé�nit dans le plan
(
M ; ~R, ~T

)
de normale

~A équivalent au plan Po de la norme ISO 3002. Sur la �gure 3.10, le vecteur ~D est un

vecteur directeur de l'intersection entre le plan
(
M ; ~R, ~T

)
et le plan de la dépouille (P11)

ou (P12). Ainsi, on détermine les composantes de ~D via la résolution du système linéaire
constitué des trois relations suivantes :

C1 :


~D ∈

(
M ; ~R, ~T

)
⇔ ~D · ~A=0

~D ∈ (P11)⇔ ~D · ~n11 =0
~D · ~T =1

(3.34)

En�n, connaissant ~D et d'après la �gure 3.10 nous avons la relation suivante permettant
d'obtenir αo,M :

cos(αo,M) =
~D · ~T
‖ ~D‖

=
1

‖ ~D‖
(3.35)
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3.3 Identi�cation de la distribution des e�orts sur les
arêtes de coupe à l'aide d'essais de perçage conven-
tionnels

3.3.1 Modèle d'e�orts de coupe utilisé

La résultante ~F du torseur des actions mécaniques d'un segment élémentaire oblique
peut se décomposer en une part statique

−−→
Fedge et une part

−−→
Fchip(h) proportionnelle à

l'épaisseur de copeau non déformé h [51]. Au centre M de l'arête élémentaire, le moment
−−−−−→
Mcop/out(M) généré par l'e�ort de coupe ~F est considéré nul. Le torseur des actions
mécaniques

{
Γcop/out

}
au centre de l'arête M s'écrit donc :

{
Γcop/out

}
M

=

{
~F =
−−→
Fchip(h) +

−−→
Fedge−−−−−→

Mcop/out(M) = ~0

}
(3.36)

L'e�ort de cisaillement du copeau
−−→
Fchip(h) appliqué à l'outil sur une arête peut s'ex-

primer dans une base 2D
(
~U, ~V

)
. La direction ~V correspond à la direction normale à la

face de coupe de l'outil. La direction ~U correspond à la direction d'écoulement du copeau
sur la face de coupe de l'outil, orienté par rapport à

−−−→
ZIII par l'angle η (�g. 3.8) :

~U = sin(η)
−−−→
Y III + cos(η)

−−−→
ZIII ~V =

−−−→
XIII (3.37)

Les e�orts sont proportionnels à la section de copeau coupée : produit h · b avec h
l'épaisseur de copeau coupée et b la largeur de copeau (�g. 3.3).

−−→
Fchip(h) =

−→
Fuc(h) +

−→
Fvc(h) (3.38)

−→
Fuc(h) = Kuc·h· b· ~U

−→
Fvc(h) = Kvc·h· b· ~V (3.39)
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3.3.2 Identi�cation des e�orts en perçage

Dans cette partie, nous nous attachons à déterminer les coe�cients de coupe Kuc et
Kvc (eq. 3.39) le long des arêtes d'un outil ∅7, 8 mm utilisé en perçage dans l'alliage
Ti6Al4V. Les arêtes de coupe du foret sont discrétisées en arêtes élémentaires (�g. 3.11),
en respectant la symétrie axiale du foret. la zone au centre de l'outil, d'un diamètre de 1
mm, représentée par les hachures, est ignorée. Seule la zone où l'on peut raisonnablement
associer un modèle de coupe est considérée. Un repère RTA est associé au centre Ai de
chaque arête élémentaire, et la face de coupe est considérée plane sur les arêtes élémen-
taires. Son orientation est déterminée par le plan tangent au point Ai comme expliqué
dans la section 3.2.2.

Figure 3.11 � Discrétisation des arêtes de l'outil en 2×7 arêtes élémentaires symétriques.
Chaque centre Ai est suivi des angles associés (γn,i;λs,i).

Sur chaque arête élémentaire est associé un modèle d'e�ort tel que décrit dans la
section 3.3.1. les coe�cients Kuc et Kvc di�èrent sur chaque arête élémentaire du fait de
la modi�cation importante de l'angle de coupe γn et de la vitesse de coupe Vc le long des
arêtes de l'outil (�g. 3.11). Le torseur des actions mécaniques appliquées sur une arête
élémentaire, calculé au centre O1 de l'outil (�g. 3.11) s'écrit :

{
DΓcop/out

}
O1

=

{ −−→
DF =

−−−−→
DFchip(h) +

−−−−→
DFedge−−−−−−−→

DMcop/out(O1) =
−−−→
O1Ai ∧

−−→
DF

}
(3.40)

84



En utilisant (eq. 3.38) le couple devient :

−−−−−−−→
DMcop/out(O1) =

−−−→
O1Ai ∧

−−−→
DFvc +

−−−→
O1Ai ∧

−−−→
DFuc +

−−−→
O1Ai ∧

−−−−→
DFedge (3.41)

Puis, en utilisant (eq. 3.39) et en projetant suivant ~z1, on obtient :

DMz = h.b{Kvc(
−−−→
O1Ai ∧ ~V ).~z1 +Kuc(

−−−→
O1Ai ∧ ~U).~z1 +

−−−→
O1Ai ∧

−−−−→
DFedge.~z1} (3.42)

En posant A11 = (
−−−→
O1Ai ∧ ~V ).~z1 et A12 = (

−−−→
O1Ai ∧ ~U).~z1 on obtient :(

DMz

b

)
=

(−−−→
O1Ai ∧

−−−−→
DFedge
b

)
.~z1 + h.(Kvc.A11 +Kuc.A12) (3.43)

Similairement, avec A21 = ~V .~z1 et A22 = ~U.~z1, on obtient pour l'e�ort axial :(
DFz
b

)
=

(−−−−→
DFedge.~z1

b

)
+ h.(Kvc.A21 +Kuc.A22) (3.44)

Arêtes élémentaires

Figure 3.12 � Illustration de l'identi�cation du couple associé à une paire d'arêtes élé-
mentaires lors de la phase de pénétration de la pointe d'un foret

Lors d'une opération de perçage, nous pouvons mesurer avec un dynamomètre le couple(
DMz +DM′

z

)
et l'e�ort axial

(
DFz +DF

′
z

)
pour deux arêtes élémentaires symétriques,

l'indice prime représentant les e�orts générés par la seconde arête élémentaire (�g. 3.12) :(
DMz +DM′

z

)
= 2.(

−−−→
O1Ai ∧

−−−−→
DFedge) + 2.b.h.(Kvc.A11 +Kuc.A12) (3.45)(

DFz +DF
′

z

)
= 2.(

−−−−→
DFedge.~z1) + 2.b.h.(Kvc.A21 +Kuc.A22) (3.46)
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Figure 3.13 � E�orts relevés et simulés lors de l'enfoncement de la pointe du foret pour
di�érentes vitesses d'avance de l'outil

L'e�ort axial
(
DFz +DF

′
z

)
et le couple

(
DMz +DM′

z

)
induit par chaque paire

d'arête élémentaire sont relevés pour di�érentes épaisseurs de copeau coupées h en réali-
sant une succession d'essais de pénétration de la pointe du foret. La �gure 3.13 illustre 5
essais réalisés pour des avances f comprises entre 0,1 et 0,2 mm/tr. L'épaisseur de copeau
coupée h étant égale à :

f

2
~R · ~z1 (3.47)

L'e�ort axial et le couple relevé sont tracés en fonction de la profondeur de pénétration
de la pointe Z. Les e�orts induits par la zone hachurée de l'outil (�g. 3.11) sont soustraits
en déterminant la profondeur de pénétration zint (�g. 3.12) correspondant à l'intersection
entre le bord du disque hachuré et l'outil. A partir du réseau de courbes, le couple et l'e�ort
axial générés par chaque arête élémentaire peuvent être relevés pour di�érentes épaisseurs
de copeau h coupées. La �gure 3.14 illustre ce relevé d'e�ort pour l'arête élémentaire de
centre A2 (�g. 3.11) en transformant le couple en e�ort tangentiel DFt a�n d'obtenir des
valeurs comparables quelque soit la position de l'arête par rapport au centre de l'outil
(eq. 3.48). (

DFt
b

)
=

1

r

(
DMz

b

)
r =

√
A2
x1

+ A2
y1

(3.48)

Les droites de régression �gure 3.14 s'écrivent sous la forme :(
DFt
b

)
=

(
DFt
b

)
0

+

(
DFt
b

)
1

.h (3.49)
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Figure 3.14 � Densité linéique d'e�ort axial et tangentiel sur l'arête élémentaire 2 en
fonction de l'épaisseur de copeau coupé

(
DFz
b

)
=

(
DFz
b

)
0

+

(
DFz
b

)
1

.h (3.50)

Par identi�cation des équations 3.49 et 3.50 avec les équations 3.45 et 3.46, on obtient le
système linéaire (eq. 3.51) permettant l'identi�cation des coe�cients Kvc et Kuc.

2.

(
A11
r

A12
r

A21 A22

)(
Kvc

Kuc

)
=

((
DFt
b

)
1(

DFz
b

)
1

)
(3.51)

Les coe�cients identi�és sur les di�érentes arêtes élémentaires sont présentés dans le
tableau 3.2.

Table 3.2 � Coe�cients de coupe identi�és dans l'alliage Ti6Al4V pour le foret CRA096
arête 1 2 3 4 5 6 7

Kuc MPa 5710 2407 682 200 1016 1456 1840
Kvc MPa 4271 4124 3802 3504 2719 2662 2138

Les e�orts simulés à partir des coe�cients extraits (�g. 3.13) sont très proches des
e�orts mesurés. Cela con�rme la pertinence du modèle pour décrire la situation de coupe
lors de l'opération de perçage. On observe une di�érence de couple systématique entre
les valeurs simulées et mesurées après 1,2 mm d'enfoncement de la pointe de l'outil. On
attribue cette di�érence au couple supplémentaire induit par les listels. La contribution
des listels n'a pas été prise en compte dans le modèle présenté.
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3.3.3 Détermination de l'incertitude des coe�cients de coupe

Nous avons vu dans la section précédente comment nous identi�ons les coe�cients
de coupe à partir de la détermination de la pente des droites de régression de densité
linéique d'e�ort en fonction de l'épaisseur de copeau coupée. Comme nous pouvons le
voir sur la �gure 3.14, les points de mesure expérimentaux ne coïncident pas exactement
avec la droite de régression. Il y a une dispersion aléatoire des points de mesures. Les
coe�cients de détermination R2 sont di�érents de 1, ce qui con�rme la présence d'une
variation des valeurs mesurées non expliquée par la régression linéaire. D'autres essais de
pénétration de la pointe nous aurais donné d'autres points de mesure, et nous aurions eu
des valeurs di�érentes pour les coe�cients directeurs des droites de régressions. In Fine,
nous aurions obtenu d'autres valeurs pour les coe�cients spéci�ques de coupe. A partir de
ce constat, nous allons procéder à l'évaluation de l'incertitude des coe�cients de coupe en
utilisant successivement les résultats issus de l'estimation par intervalle de con�ance des
coe�cients d'une régression linéaire par la méthode des moindres carrés ordinaires, puis
en utilisant les règles de propagation des incertitudes appliquées au calcul des coe�cients
de coupe Kuc et Kvc.

D'après [43], nous pouvons écrire les relevés expérimentaux de la �gure 3.13 comme :(
DFx

b

)
i

= βx0 + βx1 · hi + εxi εxi ∼ N (0, σ) i = 1, ..., n x = t, z (3.52)

εxi représente la variable d'erreur ou résidu. Elle suit une loi normale centrée en 0 et de
variance σ2 nommée variance résiduelle. n est le nombre de relevés expérimentaux. La
régression au sens des moindres carrés ordinaires permet de calculer un estimateur non
biaisé de βx1 , noté β̂

x
1 :

β̂x1 =
Cov

(
h,
(
DFx
b

))
s2(h)

β̂x0 = moy

((
DFx

b

))
− β̂x1moy (h) (3.53)

Cov
(
h, DFx

b

)
représente la covariance de h et

(
DFx
b

)
, s2(h) la variance observée de h,

moy
((

DFx
b

))
et moy (h) les moyennes observées respectivement de

(
DFx
b

)
et h.

Nous pouvons calculer une estimation de la variance résiduelle avec :

S2
rx =

1

n− 2

n∑
i=1

((
DFx

b

)
i

− β̂x0 − β̂x1 · hi
)2

(3.54)

De la variance résiduelle, nous déduisons une estimation de la variance de B1x, notée
SB1x , avec B1x qui est la variable aléatoire des réalisations de βx1 observées. Ainsi, on a :

S2
B1x =

S2
rx

ns2(h)
(3.55)

En�n, l'incertitude de βx1 au seuil α, notée ∆βx1 est donnée par :

∆βx1 = tn−2;1−α/2 · SB1x (3.56)

Où tn−2;1−α/2 représente le quantile de la loi de Student à n − 2 degrés de libertés pour
une probabilité égale à 1− α/2. Finalement, on note l'estimation de βx1 au seuil α :

βx1 = β̂x1 ±∆βx1 (3.57)

88



Désormais, nous avons une estimation par intervalle de con�ance du coe�cient direc-
teur de la pente des droites de régression de la �gure 3.14. Il reste à mettre en ÷uvre les
règles de propagation des erreurs pour obtenir l'estimation des paramètres de coupe Kuc

et Kvc. Nous cherchons à écrire une relation de la forme :

Kvc = K̂vc ±∆Kvc (3.58)

Kuc = K̂uc ±∆Kuc (3.59)

En inversant la relation 3.51, nous pouvons écrire la relation matricielle suivante :(
Kvc

Kuc

)
= [B] ·

(
βt1
βz1

)
[B] =

1

2

(
A11
r

A12
r

A21 A22

)−1
(3.60)

En faisant l'hypothèse que les variables βt1 et β
z
1 sont indépendantes, d'après [56], on

a la relation de propagation des incertitudes suivante :

(∆Kvc)
2 =

(
B11 ·∆βt1

)2
+ (B12 ·∆βz1)2 (3.61)

(∆Kuc)
2 =

(
B21 ·∆βt1

)2
+ (B22 ·∆βz1)2 (3.62)

(3.63)

Les incertitudes calculées pour les coe�cients issus du cas traité dans la section pré-
cédente sont données dans le tableau 3.3. Elles sont calculées avec un niveau de con�ance
de 90%, soit α = 0, 1.

Table 3.3 � Incertitude des coe�cients de coupe dans l'alliage Ti6Al4V pour le foret
CRA096

arête 1 2 3 4 5 6 7
∆Kuc % 10 54 166 150 55 68 95
∆Kvc % 4 13 12 11 14 20 42

On constate que les incertitudes liées au coe�cient Kuc sont sensiblement plus impor-
tantes que celles liées au coe�cient Kvc. C'est la conséquence des perturbations relevées
sur les signaux d'e�orts axiaux. Le coe�cient de coupe Kuc est beaucoup plus exposé aux
perturbations sur l'e�ort axial que le couple. En e�et, la direction ~U est majoritairement
orientée dans la direction ~z1, contrairement à la direction ~V qui est majoritairement orien-
tée dans la direction tangentielle ~T . Les signaux de couple étant très peu perturbés, les
coe�cients Kvc sont bien déterminés.

Nous pouvons nous interroger sur les moyens de diminuer l'incertitude des coe�cients.
Nous avons vu que cette incertitude est liée de près à l'incertitude des coe�cients des
droites de régression ∆βt1 et ∆βz1 (eq. 3.61). Ainsi, il convient de s'intéresser à diminuer
l'incertitude lié aux coe�cients directeurs des droites de régression. L'expression 3.56
nous montre que l'incertitude de βx1 est le produit du quantile de la loi de Student et de
la variance de B1x. Pour un niveau de con�ance donnée, traduit par la valeur de α, le
quantile de la loi de Student est d'autant plus faible que le nombre de degrés de libertés de
la loi augmente. La table 3.4 donne l'évolution du quantile en fonction du nombre d'essais
réalisés. La variation du quantile ∆t est donnée relativement au quantile avec n = 5.

La diminution du quantile est signi�cative entre 5 et 7 essais, avec une di�érence de
15%. En doublant le nombre d'essais on diminue de 21% celui-ci. Au delà de 10 essais, la
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Table 3.4 � Valeur du quantile de la loi de student pour α = 0, 1 en fonction du nombre
d'essais

n ddl tddl;0,95 ∆t
5 3 2,35 -
7 5 2,02 -15%
10 8 1,86 -21%

diminution du quantile devient moins intéressante. Cependant, l'augmentation du nombre
d'essai in�ue également sur la valeur de l'écart-type de B1. En e�et, la formule 3.55 de
l'estimation de la variance de B1 montre que l'écart-type de B1 évolue comme 1/

√
n. Le

tableau 3.5 montre l'in�uence du nombre d'essais sur SB1x .

Table 3.5 � In�uence du nombre d'essais sur SB1x

n 1/
√
n ∆SB1x

5 0,45 -
7 0,38 -15%
10 0,32 -29%

Finalement, l'in�uence combinée de l'évolution du quantile de la loi de student tddl;0,95
et de SB1x avec n permet une diminution potentielle de l'incertitude des coe�cients de
coupe de 28% pour n = 7 et de 44% pour n = 10 comparé à l'incertitude obtenue avec
n = 5.

Il reste un dernier élément à mentionner pour être complet. SB1x évolue également
comme 1/s(h), avec s(h) l'écart-type des valeurs d'épaisseur de copeau. Cette donnée est
entièrement déterminée par le choix du placement des points de mesures, et donc des choix
d'avance f utilisées pour réaliser les di�érents essais. Plus l'étendue de f sera grande, plus
s(h) sera important, et l'incertitude sur le coe�cient directeur de la pente sera faible. C'est
l'e�et "bras de levier", qui permet d'obtenir plus de précision en écartant les points de
mesure de la valeur moyenne. Cependant, on est vite limité par les contraintes physiques.
Il faut choisir le minimum de f de façon à garantir qu'il y ait de la coupe, et le maximum
de f pour ne pas briser l'outil.

Dans notre cas d'application, nous avons réalisé 5 essais. Nous avons montré par
le développement précédent qu'il peut être béné�que d'augmenter à l'avenir le nombre
d'essais réalisés jusqu'à 10 essais, a�n de réduire fortement l'incertitude des coe�cients
déterminés à moindre coût.
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3.4 Conclusion

La méthode proposée permet une identi�cation rapide et robuste de la répartition des
e�orts le long des arêtes d'un foret dans toutes les directions de l'espace. L'avantage de
la technique exposée repose sur la simplicité de la mise en ÷uvre. L'identi�cation des
coe�cients se fait depuis des relevés d'e�orts axiaux et de couples lors de la phase de
pénétration de la pointe de l'outil. Il n'est pas nécessaire de supprimer la symétrie de
l'opération de perçage pour identi�er les e�orts dans les trois directions de l'espace, ce
qui facilite grandement l'identi�cation des coe�cients pour une grande variété d'outils,
sans travaux préparatoires importants tels que la suppression d'une arête du foret ou
un perçage dans un pré-trou excentré. Les résultats peuvent facilement être utilisés dans
des modèles d'analyse de la stabilité en usinage du fait de la linéarité du modèle, a�n
d'analyser le comportement dynamique de l'outil lors d'une opération de perçage.
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Chapitre 4

Modèles dynamique des vibrations
latérales des forets en perçage
vibratoire à oscillations forcées

L'étude du comportement dynamique en perçage fait appel aux outils développés lors
de l'analyse de la stabilité en usinage dans les situations de coupe élémentaires (coupe
continue orthogonale, coupe continue oblique, fraisage). Le lecteur trouvera dans l'annexe
2 tous les éléments nécessaires à l'analyse de la stabilité dans les situations de coupe
élémentaires. Ces éléments permettent d'aborder par la suite des situations de coupe plus
complexes comme celles rencontrées en perçage, et en particulier en perçage vibratoire.

Ce chapitre est organisé en trois parties. La première s'attache à présenter succincte-
ment les principales modélisations proposées pour l'étude du comportement dynamique du
procédé de perçage conventionnel. La seconde partie est consacrée à l'établissement d'une
analyse de la stabilité dans le domaine fréquentiel de l'opération de perçage vibratoire à
oscillations forcées, sans tenir compte des e�orts générés par l'arête centrale de l'outil.
La dernière partie dé�nit une modélisation dans le domaine temporel de l'opération de
perçage vibratoire à oscillations forcées. Cette dernière modélisation prend en compte les
e�orts autour de l'arête centrale de l'outil.
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4.1 État de l'art

On retrouve trois grands modes de vibrations des outils en perçage :
� Les vibrations transversales.
� Les vibrations en torsion/compression.
� Les vibrations latérales.

La �gure 4.1 illustre ces trois modes de vibrations ; en a) les vibrations transversales ; en
b) les vibrations en torsion/compression ; en c) les vibrations latérales.

a) b) c)

Figure 4.1 � Modes de vibration des forets ; a) Vibrations transversales b) Vibrations
en torsion/compression c) Vibrations latérales

Ces trois modes de vibrations ont été étudiés dans la littérature. Ulsoy et Tekinalp
[6] traitent le cas des vibrations transversales avec une analyse de la stabilité dans le
domaine fréquentiel. Ils prennent en compte la modi�cation de la fréquence propre du
système en fonction de l'e�ort axial provoqué par l'opération de perçage sur l'outil. L'e�ort
axial modi�e la raideur de l'outil à l'image de ce qui se passe avec le �ambement d'une
poutre d'Euler. Ce �ambement couplé à la rotation de l'outil peut conduire à l'instabilité
du système et à la casse de l'outil. Pour analyser ce mode de déformation, il n'est pas
nécessaire de prendre en compte le caractère régénératif de la coupe, contrairement au
deux autres modes de déformations évoqués. Cette étude est très similaire à ce qui serait
réalisé pour étudier le comportement dynamique d'un arbre rotor.

L'étude de la stabilité en torsion compression a été traitée par plusieurs auteurs. Bayly
et al. [57] propose une analyse de la stabilité en torsion/compression dans le domaine
fréquentiel lors d'un perçage en agrandissement. Il prend en compte le caractère régénératif
de la coupe, mais néglige les phénomènes amortissants tels que les e�orts induits par
l'interaction entre la face de dépouille de l'outil et le fond du perçage. Roukema propose
deux approches de ce problème, une première analyse dans le domaine temporel [58],
prenant en compte le caractère régénératif de la coupe lors d'un perçage avec un pré-trou.
La modélisation proposée est basée sur le suivi de l'évolution de la géométrie du fond
du trou à chaque pas de temps par un maillage complet de la surface du fond a�n de
déterminer l'épaisseur de copeau coupé en fonction des vibrations de l'outil. Roukema
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Figure 4.2 � Représentation du système discret équivalent à la structure du système
outil + machine.

décline la modélisation dans le domaine fréquentiel [59], les résultats obtenus sont très
proches de ceux de Bayly. Arvejeh et Ismail [60] adaptent la modélisation de Bayly dans le
domaine temporel. Ahmadi [61] propose quant à lui une modélisation utilisant la méthode
de semi-discrétisation temporelle développée par Inspeger et Stepan [62]. Ahmadi [61]
inclut les e�orts d'amortissement du process dans la modélisation.

Beaucoup des auteurs sus-mentionnés ont également traité le cas des vibrations la-
térales des forets. Cependant, seul Bayly [5] propose une modélisation incluant les phé-
nomènes ayant lieu sur l'extrème pointe de l'outil. On retrouve les travaux de Roukema
[3, 59] qui traitent dans les mêmes articles des modes en torsion/compression et des vi-
brations latérales, dans le domaine temporel et dans le domaine fréquentiel. Les travaux
de Metzler et Bayly [63], Bayly et all. [64, 5] font o�ce de références pour la modélisation
des vibrations latérales à basses fréquences des outils en alésage et en perçage. Ce mode
de vibration est celui qui nous intéresse plus particulièrement en raison de son rôle déter-
minant sur la qualité géométrique des trous obtenus. On retrouve des éléments communs
à l'ensemble des modélisations proposées. En premier lieu, tous les modèles modélisent la
structure outil + machine par un système masse/ressort à deux degrés de libertés dans le
plan perpendiculaire à l'axe de l'outil (�g. 4.2). Cependant, certains auteurs choisissent
d'associer les systèmes masse/ressort à un repère �xe avec l'outil, comme Roukema [3, 59],
et d'autres choisissent de les associer à un repère en rotation avec l'outil, comme Metz-
ler et Bayly [63], Bayly et al. [64, 5] ou encore Ahmadi [61]. Un autre point commun à
l'ensemble des simulations proposées est la prise en compte du caractère régénératif des
e�orts de coupe, à l'origine des phénomènes de broutement. Si certains articles tendent à
laisser penser qu'ils modélisent les vibrations des outils avec un nombre plus important
de degrés de liberté, tels que Roukema [3] ou Ahmadi [61] (�g. 4.3), en réalité il n'en est
rien, les auteurs désactivent les degrés de liberté en torsion/compression pour réaliser les
analyses concernant les vibrations latérales.

Le second élément essentiel pour l'analyse des vibrations concerne la modélisation
des e�orts de coupe. Pour la plupart des auteurs, des modèles linéaires de coupe sont
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Figure 4.3 � Modèle dynamique de la pointe de l'outil. Extrait de [3].

utilisés, surtout lorsque les analyses sont faites dans le domaine fréquentiel [63, 64, 5,
59, 54]. A contrario, la modélisation dans le domaine temporel de Roukema [3] utilise
un modèle d'e�ort de coupe non linéaire. Les pressions spéci�ques de coupe suivent un
modèle quadratique en fonction de l'épaisseur de copeau coupé.

Les modélisations de Bayly [63, 64, 5], ou encore d'Ahmadi [61], prennent en compte
les e�orts d'amortissement du process [51] dont l'origine vient de l'interférence entre la
matière qui s'écoule sous l'outil et la face de dépouille. La modélisation de ce phénomène
est plus ou moins avancée en fonction des auteurs. Bayly [63, 64, 5] introduit ce type
d'e�ort sans chercher à identi�er expérimentalement des paramètres physiques corrélés
au phénomène. Il fait varier les coe�cients associés pour montrer que ce type d'e�ort
est nécessaire pour arriver à une bonne simulation des phénomènes observées, en parti-
culier la formation des trous lobés. A contrario, Roukema [3, 59] n'introduit pas ce type
d'e�ort dans ses modélisations. Il en résulte une grande instabilité qui n'est pas représen-
tative des phénomènes observés expérimentalement. Ahmadi [61] utilise pour sa part les
modélisations de l'amortissement du process proposées par Killic [65] :

−→
Fd = b · ci · ~P

(
−~R · ~̇X

)
(4.1)

Avec ~P orientant l'e�ort normal dans la direction ~R et un e�ort de frottement dans la
direction ~T de la base RTA dé�nie dans le chapitre précédent :

~P =

1
µ
0


βRTA

(4.2)

Le coe�cient ci est évalué par la formule de Chiou et Liang [66], eux même issus des
travaux de Wu [67] :

ci =
KspW

2

2V c
(4.3)
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Ksp : Un coe�cient dépendant du matériau usiné.

W : La longueur caractéristique de contact entre la face de dépouille et la matière
usinée.

V c : La vitesse de coupe.

La longueur caractéristique W est évaluée à partir de l'angle de dépouille local de l'outil
α0, de l'angle de séparation de la matière β, et du rayon d'acuité d'arête rε (�g. 4.4)
donnée d'après Ahmadi [4] :

W = rε (sin(β) + sin(α0) + (cos(α0)− cos(β)) cot(α0)) (4.4)

Ce modèle d'e�ort d'amortissement du process stipule que l'e�ort appliqué sur l'outil est

Figure 4.4 � Illustration de la longueur caractéristique W de contact entre la face de
dépouille et la matière s'écoulant sous l'outil, d'après Ahmadi [4]

proportionnel au volume de matière qui interfère avec la dépouille. La formule de Chiou et
Liang est issue d'une linéarisation du calcul du volume d'interférence autour du point de
fonctionnement nominal de l'outil en l'absence de vibration. De plus, on ne considère ici
que la variation de l'e�ort appliqué sur la dépouille lorsque l'outil vibre et non pas l'e�ort
nominal issu du processus d'écoulement de la matière sous l'outil. Pour comparaison,
intéressons nous à la formulation de l'e�ort d'amortissement du process adopté par Bayly
[5]. La �gure 4.5 illustre l'orientation de ces e�orts. Bayly [5] utilise une représentation
peu commune. Il considère que l'e�ort agit dans deux directions (voir �gure 4.5) : une
direction ~n qu'il nomme direction normale. Celle-ci est orientée dans le plan (x, y) suivant
la direction radiale au point considéré de l'arête. Une direction tangentielle, orthogonale
à la direction normale, en sens inverse de la vitesse de coupe. Bayly [5] assume que l'e�ort

96



Figure 4.5 � E�orts appliqués sur les arêtes de l'outil, d'après Bayly [5].

normal d'amortissement du process est proportionnel au taux de variation de position
radiale dr

ds
du point Mi considéré (�g. 4.5) :

Fni = κr
dr

ds
(4.5)

Il estime le taux de variation dr
ds

par une approximation du premier ordre :

dr

ds
≈ δr(t)− δr(t− τ)

Ωroiτ
(4.6)

La composante tangentielle est due au frottement, l'intensité est calculée proportionnel-
lement à l'e�ort normal avec un coe�cient de frottement µ.

Fti = µFni (4.7)

L'e�ort d'amortissement appliqué sur l'outil par l'ensemble des arêtes élémentaires s'écrit :

~Frp = [Kr] (~x(t)− ~x(t− τ)) (4.8)

On peut s'interroger sur l'interprétation physique à donner à cette représentation de
l'e�ort d'amortissement proposé par Bayly [5]. Cet e�ort est présenté comme un e�ort de
frottement, avec une composante normale et tangentielle. Or physiquement, la normale
au contact est assez éloignée de la direction radiale utilisée ici. Elle est plutôt dans la
direction de la normale à la face de dépouille de l'outil. La composante normale décrite
par Bayly [5] n'est en fait qu'une fraction de la composante normale assimilable à une
interaction entre la phase de dépouille et la matière glissant sous l'outil. Cette fraction
correspond à la projection de l'e�ort normal à la face de dépouille dans la direction radiale
de l'outil. Le caractère linéaire entre l'e�ort proposé et l'e�ort tangentiel reste correct,
mais le choix de la valeur du coe�cient mu et κr doit impérativement prendre en compte
ce jeu de projections. La publication ne donne pas les détails concernant les valeurs de
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µ et κr, Bayly [5] se contente de donner une représentation macroscopique de l'e�ort
d'amortissement appliqué sur l'ensemble des arêtes de l'outil à travers les coe�cients de
la matrice [Kr].

A�n de terminer la description des e�orts utilisés, nous devons aborder ce qui se passe
autour de l'arête centrale de l'outil. La grande majorité des modèles de vibration latérale
des forets proposée dans la littérature ne traitent pas ces e�orts. Ils choisissent de limiter
l'étude au cas des perçages avec un pré-trou a�n d'exclure de l'analyse ces phénomènes.
Bayly [5] tente une approche, qui à l'image de la modélisation de l'e�ort d'amortissement
du procédé qu'il propose, se veut très macroscopique. Le modèle proposé n'est pas lié à
la géométrie particulière de l'outil dans cette région. Ainsi, l'auteur exprime l'e�ort ~Frc
agissant sur l'arête centrale de l'outil de la façon suivante :

~Frc = [Krc] (~x(t)− w1~x(t− τ)− w2~x(t− 2τ)− ...− wn~x(tNτ)) (4.9)

Avec :

[Krc] =
κr

rocΩτ

[
−1 0
0 −1

]
(4.10)

les coe�cients wi sont des pondérations associées aux di�érents termes retards ayant une
décroissance exponentielle (eq. 4.11), a�n de rendre compte du fait que dans cette zone,
l'outil est en contact pendant une durée prolongée avec la même matière du fond du
perçage.

wi = exp(−3i/N) (4.11)

Le choix de la pondération wi, tout comme de l'intervalle τ , relève de l'arbitraire. Ce
qu'il faut retenir de cette formulation, c'est qu'il est nécessaire de prendre en compte
des phénomènes physiques qui vont bien au-delà des mécanismes de coupe pour être en
mesure de simuler la formation des trous lobés. Pour être complet, nous devons noter que
les modélisations présentées ici arrivent à modéliser la formation de trous lobés unique-
ment en supprimant les e�orts d'inerties associées à la masse m du modèle de structure.
Les auteurs doivent tous dé�nir une situation d'équilibre quasi-statique pour s'approcher
du comportement réel observé expérimentalement. Le fait d'être obligé de dé�nir une
situation quasi-statique pour obtenir des oscillations à basse fréquence est peut-être le
révélateur des manques de représentativité des modèles d'e�orts utilisés, en particulier
autour de l'arête centrale de l'outil. Les e�orts modélisés ne sont pas en mesure d'em-
pêcher les vibrations dues aux phénomènes de broutements, qui sont la combinaison des
e�orts régénératifs de coupe et de la fréquence propre de la structure.

Nous pouvons apporter un début d'explication à cette incapacité des modèles proposés
à reproduire les vibrations basses fréquences sans supprimer les e�orts d'inerties. Si l'on
fait une analogie avec une situation de coupe élémentaire avec un seul degré de liberté,
alors on sait que les vibrations de broutements ne peuvent se produire qu'à des fréquences
pour lesquelles la partie réelle de la fonction de transfert de la structure (identi�ée via
une analyse modale) est négative [51]. Cela se produit lorsque la fréquence de vibration
est légèrement supérieure à une des fréquences propres du système. C'est pourquoi, en
l'absence de phénomènes fortement amortissant, il est de facto impossible que les modèles
proposés soit en mesure de représenter des oscillations à basse fréquence des outils. Il me
paraît essentiel de proposer dans le travail qui va suivre de nouveaux éléments a�n de
mieux prendre en compte les phénomènes agissants autour de l'arête centrale de l'outil.
L'enjeu, en particulier pour Tivoly, sera de proposer une modélisation des vibrations
latérales des forets en perçage vibratoire prenant en compte explicitement la complexité
de la géométrie de la pointe, et en particulier les phénomènes autour de l'arête centrale.
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4.2 Analyse de la stabilité du procédé de perçage as-
sisté par vibrations axiales à basse fréquence et
grande amplitude dans le domaine fréquentiel

L'objet de ce chapitre est de mettre en relation dans un modèle mathématique l'en-
semble des éléments entrant en interaction dans la situation de coupe illustrée �gure 4.6.
La situation étudiée correspond à un moment critique pour le déroulé de l'opération de
perçage. L'instant considéré se situe juste avant l'engagement des listels dans la matière.
L'opération de perçage étant fortement régénérative, il est important que la situation
de coupe soit stable à cet instant a�n d'assurer une bonne géométrie du perçage dans
les instants qui suivront. Dans le cas contraire, une opération instable précédant l'entrée
des listels entraînera des répercussions sur la géométrie du perçage pendant plusieurs
millimètres après l'engagement de ceux-ci dans la matière.

Figure 4.6 � Situation de coupe modélisée : les arêtes de coupe sont pleinement engagées
dans la matière ; un pré-perçage exclut l'arête centrale de l'outil. L'action des listels n'est
pas considérée.

En excluant la zone au plus proche du centre de l'outil ainsi que les listels, on limite les
interactions à prendre en compte. Dès lors, on retrouve deux types d'e�orts constitutifs
du torseur des e�orts appliqués au système outil + machine :

� Les e�orts de coupe, dus à l'enlèvement de matière.
� Les e�orts d'amortissement du process, dus à l'interférence de la face de dépouille

avec l'écoulement de la matière sous l'outil.
Une première section s'attache à décrire et dé�nir les outils nécessaires à la descrip-

tion du mouvement de l'outil, considéré comme la superposition d'un mouvement de corps
rigide imposé à l'outil ainsi qu'un déplacement issue des déformations de la structure ou-
til + machine. La seconde section introduit les éléments nécessaires à la description des
e�orts de coupes appliqués à l'outil, a�n de calculer la variation d'e�orts due à une varia-
tion de position par rapport au mouvement de corps rigide imposé. La troisième section
revêt une importance particulière. Elle s'attache à mettre en équation les spéci�cités du
procédé de perçage assisté par vibrations axiales forcées sur les équations régissant le
problème de dynamique associé. C'est dans cette partie que le lecteur pourra visualiser
en quoi le problème de dynamique appliqué aux déplacements latéraux de l'outil di�ère
en perçage vibratoire par rapport à une situation de perçage conventionnel. Les deux
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sections suivantes établissent successivement les équations d'équilibre du système dans le
domaine fréquentiel via l'application de la transformation de Fourier, puis une solution
dite d'ordre zéro, permettant d'exprimer une approximation du problème dans le domaine
fréquentiel sous la forme d'un problème aux valeurs propres. Dès lors, nous nous attache-
rons à compléter le problème via l'adjonction des e�orts d'amortissement du process dans
les équations d'analyse de la stabilité. Finalement, un cas d'application est traité puis
discuté.

4.2.1 Cinématique du procédé de perçage assisté par vibrations

axiales

a) b)

Figure 4.7 � Cinématique de l'opération de perçage vibratoire, dé�nition des repères
associés : a) Repère associé à la pièce b) Repère associé à l'outil

Le mouvement de corps rigide imposé à l'outil est dé�ni dans le référentiel R (eq.4.12),
d'origine O et de base β, lié à la pièce considérée comme le solide S (Fig.4.7 a)).

R = (O; β) β = (~x, ~y, ~z) (4.12)

La base orthonormée directe β est orientée telle que ~z dé�nit une normale sortante à
la face d'attaque du perçage. Un second repère R1 (eq.4.13) est associé à l'outil considéré
comme le solide S1 (Fig.4.7 b)). L'origine du repère est située au point O1, placé en bout
de l'outil et coïncidant avec son axe de symétrie. La base orthonormée directe β1 est
orientée telle que ~z1 soit dans la direction de l'axe de l'outil. L'orientation des vecteurs
~x1 et ~y1 n'a pas d'importance particulière. Une convention implicite veut que l'on oriente
~x1 dans la direction des arêtes de coupe lorsqu'elles sont droites. Nous adopterons cette
convention dans les représentations qui suivront.

R1 = (O1; β1) β1 = ( ~x1, ~y1, ~z1) (4.13)
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Le mouvement de l'outil est la conséquence de deux éléments :
� Le mouvement de corps rigide imposé à l'outil, soit la rotation de l'outil, le mou-

vement d'avance linéaire ainsi que les oscillations axiales.
� Les déplacements de la pointe de l'outil induits par la déformation de la structure

(outil et machine).
A�n de di�érencier les deux phénomènes, le mouvement de corps rigide est imposé via

un repère intermédiaire R1r (eq.4.14).

R1r = (O1r; β1) (4.14)

La base du repère associée au mouvement de corps rigide est la même que celle liée
à l'outil. Nous considérerons qu'il n'y a pas de modes de déformation en torsion, mais
uniquement des déformations en translation. Ainsi, le mouvement en translation de l'outil
s'écrit comme la somme du mouvement de corps rigide

−−−→
OO1r et des déformations

−→
X :

−−→
OO1 =

−−−→
OO1r +

−→
X

−→
X =

−−−→
O1rO1 (4.15)

Le mouvement de corps rigide de l'outil par rapport à la pièce est dé�ni par un mou-
vement de translation dans la direction (O,~z) (eq.4.17), et d'un mouvement de rotation
autour de ce même axe (eq.4.16).

~z = ~z1 ~Ω(β1/β) = −Ω.~z (4.16)

Ω [rad/s] : Fréquence de rotation de l'outil
~Ω(β1/β) [rad/s] : Taux de rotation de la base β1 par rapport à β

−−−→
OO1r = z(t).~z z(t) = − Ω

2π
ft+

Aosc
2
. sin(koscΩt) (4.17)

f [mm/tr] : Avance par tour (�g. 4.8)

Aosc [mm] : Amplitude des oscillations (�g. 4.8)

kosc : Ratio des fréquences d'oscillation et de rotation de l'outil

Le mouvement d'avance de l'outil est constitué de la somme d'un terme linéaire associé
à l'avance par tour, et d'un terme sinusoïdal représentatif des oscillations axiales imposées
(Figure 4.8).

On introduit ici le changement de variable suivant :

Ωt = ϕ (4.18)

Ainsi, l'équation 4.17 s'écrit dans le domaine angulaire :

−−−→
OO1r = z(ϕ).~z z(ϕ) = − ϕ

2π
f +

Aosc
2
. sin(koscϕ) (4.19)

On déduit de (eq.4.16) la matrice de passage de la base β1 à β, notée Pβ1β (eq.4.20), en
considérant que les directions ~x et ~x1 ainsi que ~y et ~y1 sont colinéaires à l'instant t = 0.

Pβ1β =

 cos(ϕ) sin(ϕ) 0
− sin(ϕ) cos(ϕ) 0

0 0 1

 (4.20)
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Figure 4.8 � Mouvement d'avance de l'outil

4.2.2 E�ort de coupe dynamique

Dans cette section, nous reprenons le modèle de coupe et les coe�cients déterminés
dans le chapitre intitulé "identi�cation des e�orts de coupe en perçage". Comme nous
l'avons vu, les e�orts de coupe peuvent être décomposés en une part statique � associée à
une densité linéique d'e�ort sur l'arête de coupe � et une part proportionnelle à l'épaisseur
de copeau � associée principalement à l'e�ort de cisaillement de la matière dans la bande
de cisaillement primaire. Cet e�ort de formation du copeau est transmis à l'outil via le
contact du copeau sur la face de coupe.

Lors de l'analyse de la stabilité de l'opération de perçage, ce n'est pas tant l'e�ort
total agissant sur l'outil qui nous intéresse, mais la variation d'e�ort pour une variation
d'épaisseur de copeau coupée donnée. Ainsi, on exclut la part statique relative à l'e�ort
d'arête de la modélisation de l'e�ort de coupe dynamique pour se concentrer sur la part
proportionnelle à l'épaisseur de copeau coupée.

Pour rappel, nous exprimons la part d'e�ort proportionnelle à l'épaisseur de copeau
coupée dans la base βUV , comme la somme d'un e�ort normal à la face de coupe dans
la direction ~V et un e�ort tangentiel dans la direction d'écoulement du copeau ~U . On
oriente la base βUV par rapport à la base βIII liée à la face de coupe de l'outil.

PβUVβIII
=

 0 1
sin(η) 0
cos(η) 0

 (4.21)

PβIIIβ1
=
[−−−→
XIII,

−−−→
Y III,

−−−→
ZIII

]
(4.22)

L'épaisseur de copeau dynamique hd (eq.4.23) correspond à la variation d'épaisseur de
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copeau coupée non déformée pour une variation de position par rapport au mouvement
de corps rigide

−−→
∆X.

hd = −
−−→
∆X ·

−→
R (4.23)

L'e�ort de coupe dynamique sur une arête élémentaire, correspondant à la variation
d'e�ort de cisaillement du copeau appliquée sur l'arête élémentaire, s'exprime dans la base
locale βUV pour une épaisseur de copeau dynamique hd :(−−→

DFc

)
βUV

= b · hd ·
(
Kuc

Kvc

)
(4.24)

En utilisant les matrices de changement de base PβUVβIII
(eq.4.21) suivie de PβIIIβ1

(eq.4.22)

puis Pβ1β (eq.4.20), on obtient l'expression de l'e�ort de coupe dynamique appliqué sur
une arête élémentaire dans la base β liée au référentiel de l'étude R :(−−→

DFc

)
β

= b · Pβ1β
(
PβIIIβ1

PβUVβIII

(
Kuc

Kvc

))
· hd (4.25)

Dans l'expression (4.25), nous avons isolé les termes associés à des bases liées à l'orien-
tation de l'arête élémentaire à l'intérieure de la première parenthèse. Ainsi, ces termes
dé�nissent les coe�cients de coupe de l'arête élémentaire dans la base β1 (eq.4.26). Le
vecteur

−−→
Kcβ1 indique la variation de densité linéique d'e�ort sur l'arête élémentaire dans

les trois directions ~x1, ~y1 et ~z1 pour une épaisseur de copeau dynamique hd unitaire.

−−→
Kcβ1 =

(
PβIIIβ1

PβUVβIII

(
Kuc

Kvc

))
(4.26)

Désormais, nous pouvons réécrire l'expression de l'e�ort de coupe dynamique (eq.4.25)
en explicitant le produit scalaire de l'épaisseur de copeau dynamique hd (eq.4.23) sous la
forme d'un produit matriciel :(−−→

DFc

)
β

= −b · Pβ1β
−−→
Kcβ1 ·

(
Pβ1β ·

−→
R
)T
·
−−→
∆X (4.27)

Dans (4.27), les termes compris entre −b et
−−→
∆X dé�nissent le produit matriciel d'un

vecteur colonne et d'un vecteur ligne, ce qui conduit à la matrice des coe�cients de coupe
orientés :

[A(ϕ)] = Pβ1β
−−→
Kcβ1 ·

(
Pβ1β ·

−→
R
)T

(4.28)

Finalement, l'e�ort de coupe dynamique sur une arête élémentaire indicée e dans la
base β s'écrit : ([−−→

DFc

]
e

)
β

= −be · [Ae(ϕ)] ·
−−→
∆X (4.29)

L'e�ort de coupe dynamique total appliqué sur l'outil
−→
Fc est la somme des e�orts

appliqués sur chaque arête élémentaire :

[A(ϕ)] =

(
n∑
e=1

be [Ae(ϕ)]

)
−→
Fc = − [A(ϕ)] ·

−−→
∆X (4.30)
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Figure 4.9 � Représentation de la fonction indicatrice g dans le domaine angulaire. g = 1
l'outil coupe, g = 0 l'outil ne coupe pas. En traits pleins bleus et rouges les trajectoires
d'un point appartenant respectivement à la première arête et sur la seconde arête. En
bleu claire, les copeaux générés par la première arête. En rouge claire les copeaux générés
par la seconde arête.

4.2.3 Expression du terme variation de position

Contrairement à une opération de perçage conventionnel, le perçage assisté par vi-
brations axiales est un procédé de coupe discontinue. L'expression de l'e�ort de coupe
dynamique (eq.4.30) n'a de sens que lorsque l'outil est engagé dans la matière. On intro-
duit la discontinuité de la coupe via l'utilisation de fonctions indicatrices valant 1 lorsque
l'outil coupe et 0 sinon. La �gure 4.9 représente cette fonction indicatrice dans le domaine
angulaire pour l'arête numérotée 2 de l'outil.

La périodicité de la fonction indicatrice est égale à la périodicité du terme sinusoï-
dal dans l'équation 4.19. Ainsi, pour une valeur de kosc = 3

2
, la période de la fonction

indicatrice g(ϕ) est de 4π
3
.

Dans les con�gurations d'usinage conventionnel, tel qu'en fraisage, tournage ou même

perçage conventionnel, le terme variation de position s'exprime
−−→
∆X =

−−→
X(t)−

−−−−−−→
X(t− T ),

avec T la période de passage de dents de l'outil, soit en perçage avec un foret à deux
arêtes une période angulaire correspondante de π (voir annexe B). Dans le cas du perçage
vibratoire, il est nécessaire de prendre en compte plusieurs termes de variation de positions
dans l'expression de l'e�ort dynamique. La �gure 4.10 illustre la situation. On observe à
l'intérieur du cercle rouge les 3 phases successives de la formation d'un copeau, numérotées
de 1 à 3 dans les zones hachurées.

Lors de la première phase, comprise entre les angles ϕ1
st et ϕ

4
st, l'épaisseur de copeau

coupée est déterminée par la di�érence de hauteur entre le passage de l'outil à l'instant t
dans le domaine temporel ou ϕ dans le domaine angulaire, et l'instant t−T ou ϕ−π. Cela
correspond à la con�guration communément rencontrée dans la majorité des situations
d'usinage. Lors de cette phase, l'expression du terme variation de position est donc celle

vue précédemment :
−−→
∆X =

−−→
X(t)−

−−−−−−→
X(t− T ).

Dans la seconde phase, comprise entre ϕ4
st et ϕ

3
st, l'épaisseur de copeau coupée est
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Figure 4.10 � Géométrie du fond d'un perçage ; vue d'une section circulaire développée
avec la représentation des passages successifs des arêtes de coupe de l'outil.

déterminée par la di�érence entre le passage de l'outil à l'instant t et t − 4T ou ϕ et
ϕ − 4π. Dans cette phase, l'expression du terme variation de position devient

−−→
∆X =−−→

X(t)−
−−−−−−−→
X(t− 4T ).

Par le même raisonnement, l'expression du terme variation de position lors de la troi-

sième phase est
−−→
∆X =

−−→
X(t)−

−−−−−−−→
X(t− 3T ).

Le lecteur notera qu'ici, la largeur de chaque phase, voire la présence ou non de la
phase 2, dépendent des conditions opératoires appliquées à l'outil, et en particulier de
la valeur du ratio des fréquences d'oscillation et de rotation de l'outil kosc, ainsi que du
rapport entre l'amplitude des oscillations Aosc et de l'avance par tour f .

Finalement, nous réécrivons le terme variation de position
−−→
∆X comme la somme de

trois termes (4.31). Chacun de ces termes est le produit d'une fonction indicatrice gi et du
terme variation de position associé

−−→
∆X i (eq.4.32), en fonction du terme retard concerné

lors de chacune des phases
−−−−−−→
X(t− iT ). L'indice i correspond au multiple de la fréquence

de passage des dents concernées dans chaque phase pour le terme retard.

−−→
∆X = g1 ·

−−→
∆X1 + g3 ·

−−→
∆X3 + g4 ·

−−→
∆X4 (4.31)

−−→
∆X1 =

−−→
X(t)−

−−−−−−→
X(t− T ) (4.32)

−−→
∆X3 =

−−→
X(t)−

−−−−−−−→
X(t− 3T ) (4.33)

−−→
∆X4 =

−−→
X(t)−

−−−−−−−→
X(t− 4T ) (4.34)

La somme des fonctions g1, g3 et g4 forme la fonction indicatrice g illustrée sur la �gure
4.9.

g1(ϕ) =

{
1 si ϕ1

st ≤ ϕ < ϕ1
ex

0 sinon

}
(4.35)
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g4(ϕ) =

{
1 si ϕ4

st ≤ ϕ ≤ ϕ4
ex

0 sinon

}
(4.36)

g3(ϕ) =

{
1 si ϕ3

st < ϕ ≤ ϕ3
ex

0 sinon

}
(4.37)

Les relations (4.35), (4.37) et (4.36) s'entendent modulo 4π
3
. Elles ont la même pério-

dicité que la fonction indicatrice générale g.
On note les relations suivantes assurant la continuité du copeau entre ϕ1

st et ϕ
3
ex :

(ϕ1
ex = ϕ4

st) et (ϕ
4
ex = ϕ3

st).
Les angles caractéristiques de chaque fonction indicatrice sont déterminés en résolvant

les équations suivantes, représentatives des intersections des courbes de la �gure 4.10 :

z(ϕ1
st)− z(ϕ1

st − π) = 0 (4.38)

z(ϕ4
st − π)− z(ϕ4

st − 4π) = 0 (4.39)

z(ϕ3
st − 4π)− z(ϕ3

st − 3π) = 0 (4.40)

z(ϕ3
ex)− z(ϕ3

ex − 3π) = 0 (4.41)

Désormais, nous sommes en mesure de prendre en compte la cinématique spéci�que
à l'opération de perçage assistée par vibrations axiales par l'intermédiaire des di�érentes
fonctions indicatrices et des termes retards associés.

En combinant l'expression de l'e�ort dynamique (eq.4.30) avec l'expression du terme
variation de position (eq.4.31), on obtient :

−→
Fc = − [A1(ϕ)] ·

−−→
∆X1 − [A3(ϕ)] ·

−−→
∆X3 − [A4(ϕ)] ·

−−→
∆X4 (4.42)

Avec :
[Ai(ϕ)] = [A(ϕ)] gi i = {1; 3; 4} (4.43)

4.2.4 Expression dans le domaine fréquentiel

On applique la transformation de Fourier à l'expression de l'e�ort dynamique (eq.4.42) :

F
(−→
Fc

)
=
−→
Fc(ω)

= − [A1(ω)] ∗
−−→
∆X1(ω)− [A3(ω)] ∗

−−→
∆X3(ω)− [A4(ω)] ∗

−−→
∆X4(ω) (4.44)

Avec :

[Ai(ω)] = F ([Ai(t)])
−−→
∆X i(ω) = F

(−−→
∆X i(t)

)
La �gure 4.9 fait apparaître la périodicité des matrices d'orientation [Ai(ϕ)]. Si l'on

prend le début du copeau numéroté 1 comme référence, dans le repère R, le procédé de
coupe revient à son état initial lors du début du quatrième copeau. Cela correspond à
une rotation de 4π de l'outil, qui est la périodicité du procédé dans le repère R. Dans le
domaine temporel, cela correspond à une périodicité de 4T . Par conséquent, la transfor-
mée de Fourier des matrices d'orientation correspond à leurs décompositions en séries de
Fourier :
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[Ai(ω)] =
+∞∑
r=−∞

[
Air
]
δ(ω − rωT ) ωT =

Ω

2
(4.45)

δ : distribution de Dirac

ωT [rad/s] : fréquence de passage des arêtes.

Les coe�cients de la série de Fourier sont donnés dans le domaine temporel par :

[
Air
]

=
1

4T

∫ 4T

0

[Ai(t)] e−jrωT tdt (4.46)

Ou, dans le domaine angulaire :

[
Air
]

=
1

4π

∫ 4π

0

[Ai(ϕ)] e−jr
ϕ
2 dϕ (4.47)

Dans le cas d'un perçage réalisé avec un rapport kosc = 3
2
, les fonctions indicatrices

permettent d'écrire :

[
Air
]

=
1

4π

∫ ϕiex

ϕist

[Ai(ϕ)] e−jr
ϕ
2 dϕ

+
1

4π

∫ 4π
3
+ϕiex

4π
3
+ϕist

[Ai(ϕ)] e−jr
ϕ
2 dϕ

+
1

4π

∫ 8π
3
+ϕiex

8π
3
+ϕist

[Ai(ϕ)] e−jr
ϕ
2 dϕ (4.48)

Nous avons explicité le calcul des matrices d'orientation dans le domaine fréquentiel.
Il reste à traiter les termes

−−→
∆X i(ω) dans l'équation 4.44. Pour ce faire, nous appliquons

le théorème du retard à l'expression du terme variation de position :

−−→
∆X i(ω) = F

(−→
X (t)−

−→
X (t− iT )

)
(4.49)

=
−→
X (ω)−

−→
X (ω)e−jωiT (4.50)

En combinant l'expression de l'e�ort dynamique (eq.4.44) avec l'expression des termes
retards dans le domaine fréquentiel (eq.4.49), on obtient la relation suivante :

−→
Fc(ω) = (− [A1(ω)]

(
1− e−jωT

)
− [A3(ω)]

(
1− e−jω3T

)
− [A4(ω)]

(
1− e−jω4T

)
) ∗
−→
X (ω) (4.51)

L'équation 4.51 relie la variation d'e�ort de coupe appliqué à l'outil
−→
Fc(ω) au déplace-

ment de celui-ci
−→
X (ω) via les coe�cients de coupe de l'outil [Ai(ω)]. Cependant, il existe

une seconde relation liant les e�orts appliqués sur l'outil et les déplacements, via la fonc-
tion de transfert du système [Φ(ω)] (eq.4.52). Cette fonction de transfert tient compte
des caractéristiques mécaniques de la structure constituant le système usinant, tel que ces
modes propres, les inerties, raideurs et amortissements associés.
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−→
X (ω) = [Φ(ω)]

−→
Fc(ω) (4.52)

Finalement, en remplaçant le terme
−→
X (ω) dans (eq.4.51) par l'expression donnée dans

(eq.4.52), on obtient :

−→
Fc(ω) = (− [A1(ω)]

(
1− e−jωT

)
− [A3(ω)]

(
1− e−jω3T

)
− [A4(ω)]

(
1− e−jω4T

)
) ∗ [Φ(ω)]

−→
Fc(ω) (4.53)

4.2.5 Solution d'ordre zéro

L'approximation la plus simple de la solution consiste à se limiter au terme r = 0
pour la décomposition en série de Fourier des matrices [Ai(ω)], correspondant à la valeur
moyenne des matrices d'orientation. Cette solution, établie à l'origine dans le cas du
fraisage en 1995 par Altintas et Budak [68], est nommée solution d'ordre zéro. Elle conduit
à l'expression du problème au valeur propre suivant :

−→
Fc(ω) = (−

[
A1

0

] (
1− e−jωT

)
−
[
A3

0

] (
1− e−jω3T

)
−
[
A4

0

] (
1− e−jω4T

)
) [Φ(ω)]

−→
Fc(ω) (4.54)

l'équation caractéristique associée est :

∆(ω) = det(I + (
[
A1

0

] (
1− e−jωT

)
+
[
A3

0

] (
1− e−jω3T

)
+
[
A4

0

] (
1− e−jω4T

)
) [Φ(ω)]) (4.55)

4.2.6 E�orts d'amortissement du procédé

On adopte ici l'expression de l'e�ort d'amortissement du procédé agissant sur une
arête élémentaire proposée par Kilic [65] et utilisée dans la modélisation du perçage par
Ahmadi [54], comme décrit dans l'état de l'art au début de ce chapitre :

−−→
DFd = b · ci · ~P

(
−~R · ~̇X

)
(4.56)

En appliquant un raisonnement similaire à celui employé pour l'e�ort de coupe, on
écrit l'e�ort d'amortissement dans la base β liée à la pièce :(−−→

DFd

)
β

= b · Pβ1β
(
PβRTAβ1

· ci · ~P
)
·
(
−~R · ~̇X

)
(4.57)

Par similitude avec l'e�ort de coupe, on dé�nit le vecteur des coe�cients d'amortissement
de process dans la base liée à l'outil β1 :

−−−→
Kdβ1 =

(
PβRTAβ1

· ci · ~P
)

(4.58)
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En réécrivant le produit scalaire
(
−~R · ~̇X

)
sous la forme d'un produit matriciel, puis en

remplaçant dans l'expression 4.57, on obtient :(−−→
DFd

)
β

= −b · Pβ1β
−−−→
Kdβ1 ·

(
Pβ1β ~R

)T
· ~̇X (4.59)

On dé�nit la matrice d'orientation des coe�cients d'amortissement du process :

[Ad(ϕ)] = ·Pβ1β
−−−→
Kdβ1 ·

(
Pβ1β ~R

)T
(4.60)

En�n, l'e�ort d'amortissement du process sur une arête élémentaire indicée e s'exprime
dans la base β : ([−−→

DFd

]
e

)
β

= −be [Ade(ϕ)] · ~̇X (4.61)

A l'image de l'expression de l'e�ort de coupe, l'équation 4.61 n'est valable que lorsque
l'outil est dans la matière. Ainsi, il convient de la multiplier par la fonction indicatrice g,
valant 1 lorsque l'outil est dans la matière et zéro sinon.([−−→

DFd

]
e

)
β

= −be · g(ϕ) [Ade(ϕ)] · ~̇X (4.62)

L'e�ort d'amortissement du process total
−→
Fd est la somme des e�orts d'amortissement

agissant sur chaque arête élémentaire :

[Ad(ϕ)] =
n∑
e=1

be · g(ϕ) [Ade(ϕ)]
−→
Fd = − [Ad(ϕ)] · ~̇X (4.63)

On applique la transformée de Fourier à l'expression de l'e�ort d'amortissement du pro-
cess :

F
(−→
Fd
)

=
−→
Fd(ω) = −jω [Ad(ω)] ∗

−→
X (ω) (4.64)

La transformée de Fourier de la matrice [Ad(ω)] s'écrit :

[Ad(ω)] =
r=+∞∑
r=−∞

[Adr] δ (ω − rωT ) ejrωT ·t (4.65)

Avec :

[Adr] =
1

4π

∫ 4π

0

[Ad(ϕ)] e−jr
ϕ
2 dϕ (4.66)

Soit en prenant en compte la fonction indicatrice g :

[Adr] =
1

4π

(
3∑
i=1

∫ ϕ3
ex+(i−1) 4π

3

ϕ1
st+(i−1) 4π

3

[Ad(ϕ)] e−jr
ϕ
2 dϕ

)
(4.67)

En�n, on écrit la somme de l'e�ort de coupe dynamique (eq.4.30) et de l'e�ort d'amortis-
sement du procédé (eq.4.67), en tenant compte de la relation donnée par la fonction de
transfert du système :
−→
X (ω) = [Φ(ω)]

(−→
Fc(ω) +

−→
Fd(ω)

)
:
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(−→
Fc(ω) +

−→
Fd(ω)

)
= (− [A1(ω)]

(
1− e−jωT

)
− [A3(ω)]

(
1− e−jω3T

)
− [A4(ω)]

(
1− e−jω4T

)
− jω [Ad(ω)]) ∗ [Φ(ω)]

(−→
Fc(ω) +

−→
Fd(ω)

)
(4.68)

On applique l'approximation de la solution d'ordre zéro à l'expression précédente :(−→
Fc(ω) +

−→
Fd(ω)

)
= (−

[
A1

0

] (
1− e−jωT

)
−
[
A3

0

] (
1− e−jω3T

)
−
[
A4

0

] (
1− e−jω4T

)
− jω [Ad0]) [Φ(ω)]

(−→
Fc(ω) +

−→
Fd(ω)

)
(4.69)

L'équation caractéristique associée est :

∆(ω) = det(I + (
[
A1

0

] (
1− e−jωT

)
+
[
A3

0

] (
1− e−jω3T

)
+
[
A4

0

] (
1− e−jω4T

)
+ jω [Ad0]) [Φ(ω)]) (4.70)

On utilise le critère de Nyquist pour étudier la stabilité du système.

4.2.7 Cas d'application

Le cas étudié est celui pour lequel a été déterminé la répartition des e�orts de coupe
le long des arêtes dans le chapitre 3. On rappelle dans le tableau 4.1 les caractéristiques
essentielles du problème.

Table 4.1 � Cas étudié : paramètres généraux
Diamètre de l'outil D [mm] 7,80

Longueur de l'outil Loutil [mm] 90
Diamètre de pré-perçage ∅pre−trou [mm] 1,00

Matériau percé Ti6Al4V
Machine CN Huron KX10

Vitesse de rotation N [tr/min] 900
Avance f [mm/tr] 0,051

Amplitude d'oscillation Aosc [mm] 0,15
Ratio des fréquences kosc 1,5

Les angles caractéristiques sont ceux représentés sur la �gure 4.10. Les valeurs sont
indiquées dans le tableau 4.2.

A partir des coe�cients de coupe déterminés dans le chapitre correspondant ainsi que
les angles caractéristiques associés à la situation de coupe étudiée, on obtient les matrices
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Table 4.2 � Angles caractéristiques
ϕ1
st [°] 141

ϕ4
st [°] 181

ϕ3
st [°] 201

ϕ3
ex [°] 241

Accéléromètre
PCB Piezotronics
M353B18

Marteau
Endevco
M2302

Foret
TIVOLY
CRA096

Figure 4.11 � Essai d'impact pour l'identi�cation des caractéristiques dynamiques de la
structure. Vue de l'accéléromètre collé à un listel de l'outil et sur le marteau instrumenté.

moyennes suivantes à l'aide de la relation 4.48 :

[
A1

0

]
=
[
A3

0

]
=

(
15, 2 1, 4
−1, 4 15, 2

)
[N/mm] (4.71)

[
A4

0

]
=

(
7, 6 0, 8
−0, 8 7, 6

)
[N/mm] (4.72)

On utilise le paramètre d'amortissement du process Ksp = 44982 MPa identi�é par
Ahmadi [4] avec un rayon d'acuité d'arête de 10 µm.

Une analyse modale de la structure a permis d'identi�er la fonction de transfert [Φ(ω)]
du système dans la direction −→x . Pour des raisons de di�cultés d'identi�cation, on sup-
posera que la fonction de transfert dans la direction −→y est identique à celle obtenue dans
la direction −→x . Les essais d'impact font état d'un mode largement dominant. On mo-
délise la structure par le système discret équivalent à deux degrés de liberté : un dans
chaque direction transversale (Fig. 4.12). Les caractéristiques dynamiques identi�ées sont
répertoriées dans le tableau 4.3. Les composantes de la matrice [Φ(ω)] s'écrivent :

Φxx = Φyy =
ω2
n

k (ω2
n − ω2 + j2ζωn)

Φxy = Φyx = 0 (4.73)

La �gure 4.13 représente les composantes de la matrice [Φ(ω)] avec Φil = Gil + jHil.
Désormais, nous avons tous les éléments pour calculer l'équation caractéristique du

système sans amortissement du process (eq.4.55). Nous allons utiliser le critère de Nyquist
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Figure 4.12 � Représentation du système discret équivalent à la structure du système
outil + machine.

Table 4.3 � Paramètres dynamiques de la structure identi�ée
Fréquence propre ωn [Hz] 612

Coe�cient d'amortissement ζ 0,02
Raideur k [N/mm] 519

Masse modale m [kg] 0,035

a�n de juger de la stabilité du système. L'équation caractéristique étant établie dans le
cas du système en boucle fermée, on juge de la stabilité du système en regardant comment
le diagramme enroule le point 0 + j0 et non le point −1 + j0 comme traditionnellement
utilisé.

La �gure 4.14 a) représente le diagramme de Nyquist correspondant à l'équation ca-
ractéristique établie sans le terme relatif à l'amortissement du process. Le diagramme est
établi pour ω variant entre 0 et 2000 Hz. Il n'est pas nécessaire de tester des fréquences
supérieures, la fonction de transfert du système jouant le rôle de �ltre passe-bas. On ob-
serve sur ce diagramme que le point 0 + j0 est enroulé à gauche par le tracé de l'équation
caractéristique. Cela indique qu'en l'absence d'e�orts d'amortissement du process, l'opé-
ration est instable. En e�et, si l'on observe le diagramme 4.14 b) correspondant au même
système étudié mais en incluant les e�orts d'amortissement du process (eq.4.70), alors le
système est stabilisé.
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Figure 4.13 � Fonction de transfert dans le domaine fréquentiel du système outil +
machine

4.2.8 Conclusion

Nous avons pu voir dans ce chapitre comment la spéci�cité du perçage vibratoire
peut être prise en compte dans un problème d'analyse de la stabilité. Ce qui di�ère
principalement du perçage conventionnel est le fait de passer d'une opération de coupe
continue à une opération de coupe discontinue. Le caractère discontinu de l'opération
nous amène à utiliser des outils développés précédemment dans le cadre de l'analyse de
la stabilité en fraisage, via l'utilisation d'une fonction indicatrice valant 1 lorsque l'outil
est dans la matière et zéro sinon. Cependant, la spéci�cité de l'opération de perçage
vibratoire ne s'arrête pas là. Nous avons montré que la modélisation du procédé nécessite
de prendre en compte plusieurs termes retards agissant de manières successives. Cette
spéci�cité est modélisée par la décomposition de la fonction indicatrice générale g en
plusieurs fonctions indicatrices, chacune relative à un terme retard spéci�que. Tous les
éléments sus-mentionnés sont indépendants de la méthode choisie pour juger du caractère
stable ou instable de l'opération. Dans ce chapitre, nous avons appliqué une transformation
de Fourier aux équations du système a�n de pouvoir mettre en ÷uvre les techniques et
les outils traditionnels de l'analyse de la stabilité des systèmes. Le prix à payer pour ce
choix est assez élevé. Premièrement, nous ne sommes pas en mesure de prendre en compte

113



     -10        0        10        20        30   
     -30   

     -20   

     -10   

     0   

     10   

20

Partie réelle de Δ(ω)

  
 

P
ar

tie
 im

ag
in

ai
re

 d
e 

  
  
 

Δ
  
  
 

 (
  
  
 

ω
  
  
 

) 
  

a)

     -10        0        10        20        30   
     -30   

     -20   

     -10   

     0   

     10   

20

Partie réelle de Δ(ω)

  
 

P
ar

tie
 im

ag
in

ai
re

 d
e 

  
  
 

Δ
  
  
 

 (
  
  
 

ω
  
  
 

) 
  

b)

Figure 4.14 � Diagrammes de Nyquist : a) Sans amortissement du process b) Avec
amortissement du process.

les e�orts agissant à l'extrême centre de l'outil dans ce type de formulation. Nous avons
évacué ce problème en modélisant une opération d'agrandissement au lieu d'une opération
de perçage dans le plein. Nous ne pouvons également pas ignorer le fait que l'opération
de perçage vibratoire est une opération fortement discontinue, et l'approximation des
di�érentes matrices dans le domaine fréquentiel par leurs valeurs moyennes trouve ici
quelques limites. Nous aurions pu proposer ici une solution faisant intervenir plus de
termes dans les décompositions en série de Fourier des di�érentes matrices en utilisant
la théorie de Floquet. Cependant, cela ne permet toujours pas de prendre en compte
les e�orts au centre de l'outil. J'invite donc le lecteur à prendre le chapitre qu'il vient de
parcourir comme une étape intermédiaire permettant de se familiariser avec les spéci�cités
du perçage vibratoire. Dans le chapitre suivant, nous allons proposer une modélisation
dans le domaine temporel. Celle-ci reprendra exactement tous les outils mis en ÷uvre
dans ce chapitre pour prendre en compte les spéci�cités du perçage vibratoire sur les
phénomènes de coupe, et en particulier les di�érentes fonctions indicatrices. Cette nouvelle
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modélisation permettra en outre d'ajouter un modèle d'e�ort agissant sur l'extrême pointe
de l'outil.

4.3 Modélisation temporelle du procédé de perçage vi-
bratoire

4.3.1 Introduction

Ce chapitre est consacré à l'élaboration d'une modélisation de la dynamique du procédé
de perçage vibratoire dans le domaine temporel. Cette modélisation reprend la plupart des
éléments du chapitre 4.2 consacré à l'analyse de la stabilité du procédé dans le domaine
fréquentiel, en ajoutant l'action du centre de l'outil. La �gure 4.15 représente la situation
de coupe modélisée. Ainsi, on retrouve dans la modélisation les phénomènes liés à la coupe
par les arêtes, les phénomènes d'indentation du centre de l'outil et de talonnage, ainsi que
les e�orts d'amortissement du process.

Figure 4.15 � Situation de coupe modélisée : les arêtes de coupe et l'arête centrale sont
pleinement engagées dans la matière. L'action des listels n'est pas considérée.

4.3.2 Equations d'équilibre du système

Le système mécanique étudié correspond au système à deux degrés de libertés identi�é
lors de l'analyse modale de la structure (Figure 4.12) du cas d'application traité lors de
l'analyse de la stabilité dans le domaine fréquentiel. Cela se traduit dans le domaine de
Laplace par les relations d'équilibre suivantes :

−−−→
X(s) = [Φ(s)]

−−→
F (s) (4.74)

−→
X : Vecteur déplacement latéral
−→
F : Résultante du torseur des actions mécaniques appliquées sur la pointe de l'outil

[Φ] : Fonction de transfert du système

[Φ(s)] =

(
ω2
n1/k1

s2+2ζ1ωn1·s+ωn1 0

0
ω2
n2/k2

s2+2ζ2ωn2·s+ωn2

)
β

(4.75)
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On numérote les composantes des vecteurs
−→
X et

−→
F par les indices 1 et 2 respectivement

dans les directions ~x et ~y. Ainsi, on peut réécrire 4.74 comme :

Xi(s) =
ω2
ni/ki

s2 + 2ζiωni · s+ ωni
Fi(s) i = {1, 2} (4.76)

Xi(s)
(
s2 + 2ζiωni · s+ ω2

ni

)
=
ω2
ni

ki
Fi(s) (4.77)

On pose le changement de variable suivant, a�n de réécrire le système en fonction des
variables d'états position

−→
Y1 et vitesse

−→
Y2 :{

Y1,i= Xi

Y2,i=sXi
i = {1, 2} (4.78)

En dérivant 4.78 et en utilisant 4.77, on obtient :{
sY1,i= Y1,i

sY2,i=
ω2
ni

ki
Fi(s)− 2ζiωniY2,i − ω2

niY1,i
(4.79)

A�n de discrétiser les équations du mouvement, on remplace la variable s dans 4.79, par
la transformée en z avec un schéma d'intégration d'Euler explicite. On pose donc :

s =
1− z−1

z−1Te
t = kTe (4.80)

Te : Période d'échantillonnage

Le système d'équation 4.79 devient :{
(1− z−1)Y1,i(k)= z−1TeY2,i(k)

(1− z−1)Y2,i(k)=z−1Te

[
ω2
ni

ki
Fi(k)− 2ζiωniY2,i(k)− ω2

niY1,i(k)
] (4.81)

Finalement, on utilise la propriété suivante de la transformée en z :

z−1Y (k) = Y (k − 1) (4.82)

On obtient les équations discrétisées du mouvement :{
Y1,i(k)= Te · Y2,i(k − 1) + Y1,i(k − 1)

Y2,i(k)=Te

[
ω2
ni

ki
Fi(k − 1)− 2ζiωniY2,i(k − 1)− ω2

niY1,i(k − 1)
] (4.83)

Dans ces équations, le vecteur
−→
F est la somme de trois contributions :

� l'e�ort de coupe dynamique
−→
Fc.

� l'e�ort d'amortissement du process
−→
Fd.

� l'e�ort d'indentation au centre de l'outil
−−→
Find

Soit : −→
F =

−→
Fc +

−→
Fd +

−−→
Find (4.84)

Dans la suite, nous allons exprimer ces di�érentes composantes dans le domaine discret,
en fonction des variables d'états

−→
Y1 et

−→
Y2. L'algorithme 1 o�re une vision globale de

l'enchainement des étapes du calcul.
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Algorithm 1 Simulation temporelle
1: for k = 1 to kmax do
2: Calculer Pβ1β (k − 1) (eq. 4.89)

3: Calculer l'e�ort de coupe dynamique
−→
Fc(k − 1) (eq. 4.99)

4: Calculer l'e�ort d'amortissement du process
−→
Fd(k − 1) (eq. 4.106)

5: Calculer l'e�ort d'indentation
−−→
Find(k − 1)

6: Calculer la position et la vitesse de O1 :
−→
Y1(k) et

−→
Y2(k) (eq. 4.83)

7: end for

4.3.3 Discrétisation de l'e�ort de coupe dynamique

Dans cette section, nous allons repartir de l'expression de l'e�ort dynamique obtenue
dans le chapitre 4.2 à l'équation 4.27. Ici, nous allons procéder di�éremment en isolant
les termes invariables à chaque incrément des autres termes. Dans l'expression de l'e�ort
dynamique, les termes invariants sont :

�
−−→
Kcβ1 : le vecteur taux de densité linéique d'e�ort dans la base β1.

�
−→
R : le vecteur normal à la surface coupée.

� b : la largeur de copeau coupée.
Ainsi, on réécrit l'e�ort de coupe dynamique de la façon suivante :(−−→

DFc

)
β

= −Pβ1β
(
b ·
−−→
Kcβ1 ·

−→
R T
)(
Pβ1β
)T −−→

∆X (4.85)

Les termes encadrés par les matrices de changement de base dé�nissent la matrice [ac] :

[ac] = b ·
−−→
Kcβ1 ·

−→
R T (4.86)

L'e�ort de coupe dynamique sur une arête élémentaire e devient :([−−→
DFc

]
e

)
β

= −Pβ1β [ac]e

(
Pβ1β
)T −−→

∆X (4.87)

L'e�ort de coupe dynamique total est obtenu par la sommation des contributions des
arêtes élémentaires :

−→
Fc = −Pβ1β [Ac]

(
Pβ1β
)T −−→

∆X [Ac] =
n∑
e=1

[ac]e (4.88)

Cette expression de l'e�ort de coupe dynamique est plus commode à utiliser dans le cadre
d'une modélisation dans le domaine temporel que celle obtenue à l'équation 4.30 dans
le cadre de l'analyse de la stabilité dans le domaine fréquentiel. A chaque incrément de
temps, le calcul de l'e�ort de coupe nécessite de mettre à jour uniquement la matrice de
passage Pβ1β pour obtenir la matrice des coe�cients de coupe orientés dans la base β.
Ensuite, il ne reste plus qu'à réaliser le produit de cette matrice avec le terme variation
de position

−−→
∆X.

La discrétisation de la matrice de passage Pβ1β (eq. 4.20) s'e�ectue avec le changement
de variable t = kTe. Soit :

Pβ1β =

 cos(kΩTe) sin(kΩTe) 0
− sin(kΩTe) cos(kΩTe) 0

0 0 1

 (4.89)
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Désormais, nous allons nous attacher à discrétiser le terme variation de position
−−→
∆X.

Comme nous l'avons vu dans le chapitre 4.2.3, le terme variation de position s'exprime
comme la somme de trois termes, eux-même étant le produit d'une fonction indicatrice gi
et d'un terme variation de position élémentaire

−−→
∆X i (eq. 4.31). Pour les termes variation

de position élémentaire, on a le changement de variable suivant :

−−→
∆X i(t) =

−→
X (t)−

−→
X (t− iT )⇔

−−→
∆X i(k) =

−→
X (k)−

−→
X (k − im) (4.90)

Avec :

m =
T

Te
(4.91)

On remplace la variable
−→
X par

−→
Y1 à l'aide du changement de variable 4.78, soit :

−−→
∆X i(k) =

−→
X (k)−

−→
X (k − im)⇔

−−→
∆Y i(k) =

−→
Y1(k)−

−→
Y1(k − im) (4.92)

Le dernier élément restant à considérer est la discrétisation des fonctions indicatrices gi.
La périodicité angulaire des fonctions indicatrices est égale à 2π/kosc, soit 4π/3 pour
kosc = 3/2 et 4π/5 pour kosc = 5/2. Dans le domaine discret, la périodicité des fonctions
indicatrice kperiode est égale à :

kperiode =
2π/kosc

ΩTe
(4.93)

A�n de faciliter l'implémentation des fonctions indicatrices, on les déphase d'une valeur
égale à ϕ1

st a�n qu'à t = 0 l'outil commence à entrer dans la matière. Il faut prendre en
compte ce déphasage dans l'équation du mouvement axial de l'outil (eq. 4.17) au niveau
du terme sinusoïdal. Ainsi, dans le domaine discret, l'équation du mouvement axial de
l'outil s'écrit :

z(k) = −ΩkTe
2π

f +
Aosc

2
. sin(koscΩkTe + ϕ1

st) (4.94)

Les fonctions indicatrices s'écrivent dans le domaine discret modulo kperiode :

g1(k) =

{
1 si 0 + i× kperiode ≤ k < kϕ1 + i× kperiode
0 sinon

}
(4.95)

g4(k) =

{
1 si kϕ1 + i× kperiode ≤ k ≤ kϕ4 + i× kperiode
0 sinon

}
(4.96)

g3(k) =

{
1 si kϕ4 + i× kperiode < k ≤ kϕ3 + i× kperiode
0 sinon

}
(4.97)

Avec :

kϕ1 =
(ϕ1

ex − ϕ1
st)

ΩTe
kϕ4 =

(ϕ4
ex − ϕ1

st)

ΩTe
kϕ3 =

(ϕ3
ex − ϕ1

st)

ΩTe
(4.98)

Finalement, l'e�ort de coupe dynamique discrétisé s'écrit :

−→
Fc(k) = −Pβ1β (k) [Ac]

(
Pβ1β (k)

)T { ∑
i=1,3,4

gi(k)
−−→
∆Y i(k)

}
(4.99)
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4.3.4 Discrétisation de l'e�ort d'amortissement du process

Nous allons procéder à la discrétisation temporelle de l'e�ort d'amortissement du pro-
cédé de manière similaire à ce qui a été réalisé pour l'e�ort de coupe. Ainsi, on reprend
l'expression 4.59 et on isole les termes invariants à chaque incrément de temps.(−−→

DFd

)
β

= −Pβ1β
(
b
−−−→
Kdβ1 ~R

T
)(
Pβ1β
)T ~̇X (4.100)

Les termes encadrés par les matrices de changement de base dé�nissent la matrice [ad] :

[ad] = b
−−−→
Kdβ1 ~R

T (4.101)

L'e�ort d'amortissement du process sur une arête élémentaire e s'écrit :([−−→
DFd

]
e

)
β

= −Pβ1β [ad]e

(
Pβ1β
)T ~̇X (4.102)

La sommation de l'ensemble des e�orts d'amortissement du process agissant sur les arêtes
élémentaires donne l'e�ort d'amortissement du process total :

−→
Fd = −Pβ1β [Ad]

(
Pβ1β
)T ~̇X [Ad] =

n∑
e=1

[ad]e (4.103)

Cette expression n'est valable que lorsque l'outil est dans la matière, il faut donc la
multiplier par la fonction indicatrice g. L'expression de l'e�ort d'amortissement dans le
domaine discret est :

−→
Fd(k) = −Pβ1β (k) [Ad]

(
Pβ1β (k)

)T
g(k)
−→̇
X (k) (4.104)

Avec :

g(k) =

{
1 si 0 + i× kperiode ≤ k ≤ kϕ3 + i× kperiode
0 sinon

}
(4.105)

Finalement, on remplace
−→̇
X (k) par le changement de variable 4.78 avec s

−→
X =

−→̇
X =

−→
Y2 :

−→
Fd(k) = −Pβ1β (k) [Ad]

(
Pβ1β (k)

)T
g(k)
−→
Y2(k) (4.106)
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4.3.5 E�ort d'indentation de l'outil

Cette section est consacrée à décrire et implémenter un modèle à même d'estimer
l'e�ort induit par le contact entre le fond du perçage et l'outil lors des déplacements
latéraux de l'outil. Le modèle implémenté comporte deux séquences. Dans un premier
temps, il s'agit de suivre l'évolution de la géométrie du fond du perçage en fonction des
mouvements et de la géométrie de l'outil. Dans un second temps, on associe un modèle
d'e�ort local calculé en fonction de la géométrie actualisée du fond du perçage et des
mouvements de l'outil. Nous proposons de nous servir du champs de vitesse des points du
fond du perçage par rapport à l'outil due au mouvement de corps rigide virtuel qu'aurait
eu ces points en l'absence de contact avec l'outil, comme d'une mesure de l'intensité de
l'e�ort d'indentation lorsqu'il y a contact entre l'outil et le fond du perçage.

Suivi de l'évolution de la géométrie du fond du perçage

Maillage du fond du perçage Le suivi de la géométrie du fond est réalisé en le
discrétisant. La �gure 4.16 illustre cette discrétisation. Il n'est pas nécessaire de suivre
l'évolution de l'ensemble du fond du perçage. On se limite à un disque su�samment grand
pour être en mesure de capter toute la zone dans laquelle il y a une interférence entre les
faces de l'outil et le fond du perçage. La frontière de ce disque est représentée par le cercle
vert de diamètre Dmaillage sur la �gure 4.16.

Figure 4.16 � Domaine d'intégration : a) domaine discrétisé par rapport à l'outil, en
rouge zone dans laquelle il y a une interférence entre l'outil et le fond du perçage, en vert
la limite de la zone discrétisée. b) Maillage 1D élémentaire c) Maillage 2D

Le maillage (�g. 4.16 c)) est obtenu par la répétition circulaire d'un maillage 1D (�g.
4.16 b)). Le motif 1D est constitué de nindent éléments et nindent+1 n÷uds. Les coordonnées
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de chacun des n÷uds du motif sont stockées dans la matrice [M1D].

[M1D] =

 .
.
.

 .
.
.

 ...

 .
.
.


3×(nindent+1)

(4.107)

Avec :

[M1D](.,j) =
(j − 1)

nindent
× Dmaillage

2

 1
0
0


β

(4.108)

Le maillage complet, représenté par la matrice [OM ] est obtenue par nsec répétitions
circulaires du motif 1D [M1D], ce qui divise le disque en nsec sections. Les coordonnées
des points de chaque répétition sont données par :

[Repi] =

cos(θi) − sin(θi) 0
sin(θi) cos(θi) 0

0 0 1

 .[M1D] (4.109)

La matrice [OM ] est obtenue en concaténant l'ensemble des répétitions du motif :

[OM ] = [[Rep1][Rep2] · · · [Repnsec ]](3×nsec(nindent+1)) (4.110)

Maintenant que nous avons déterminé la position de chacun des points du maillage à
l'état initial, nous devons identi�er la position relative de chacun des points du maillage
par rapport aux di�érentes dépouilles de l'outil à chaque pas de temps.

Position relative des points du maillage et des dépouilles de l'outil A chaque
pas de temps, on identi�e les points du maillage qui inter-pénètrent l'outil. Les points du
maillage étant situés dans l'outil sont déplacés dans la direction ~z a�n d'être re-situés sur
les faces de dépouille de l'outil. La �gure 4.17 illustre la situation. A l'incrément k− 1, Le

Figure 4.17 � Indentation

point M = (x, y, z) est situé au dessus de la dépouille (Pi). Le point M ′ = (x, y, z′) est la
projection du point M sur (Pi) orientée à l'instant k dans la direction ~z. Pour supprimer
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Figure 4.18 � Repères associés à la géométrie de l'outil pour le calcul de la position
relative des points appartenant au fond du perçage par rapport à l'outil.

l'interpénétration du fond et de l'outil à l'instant k, on déplace le point M du maillage
en M ′, ce qui actualise la géométrie du fond.

Pour mettre en ÷uvre cet algorithme, il faut déterminer au préalable si le pointM est
superposé à (P11), (P12), (P21), (P22), (P31), (P32) ou dans les goujures de l'outil. A
cette �n, on associe di�érents repères à la géométrie de l'outil. La �gure 4.18 représente
ces di�érents repères. L'orientation des repères est calculé en fonction de la rotation et des
déplacements latéraux de l'outil à chaque instant. Puis, par un jeu de conditions logiques
traduites de manière algébrique, on détermine la position de chaque pointM appartenant
au fond du perçage en fonction des déplacements de l'outil dans les di�érents repères. Six
repères entrent en compte pour déterminer la position des points. On a donc :

� R1 = (01; β1) : repère général lié à l'outil.
� R8 = (01; β8) : repère lié à l'arête centrale.
� R9 = (A1; β9) et R92 = (A2; β92) : repères liés aux arêtes transversales.
� R10 = (A2; β10) et R102 = (A1; β102) : repères liés à l'orientation de la troisième

dépouille.
Les coordonnées d'un point M du fond du perçage dans un des repères RX = (AY ; βX)
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sus-mentionnés sont données par :(−−−→
AYM

)
βX

= PββX
(−−→
OMβ −

−−−→
OAY β

)
(4.111)

= P β1
βX
P β
β1

(−−→
OMβ − (

−−−→
OO1r +

−−−→
O1rO1 +

−−−→
O1AY )β

)
(4.112)

= P β1
βX
P β
β1

(−−→
OMβ − (

−−−→
OO1r +

−→
Y 1 +

−−−→
O1AY )β

)
(4.113)

A cet instant, il convient de mentionner quelques éléments techniques relatifs à l'im-
plémentation informatique du calcul ci-dessus. Ici, le calcul est présenté pour un unique

point M . Dans la réalité,
(−−−→
AYM

)
βX

et
−−→
OMβ sont des champs de vecteurs continus. Pour

le calcul, nous approximons ces champs de vecteur par une discrétisation spatiale du fond
du perçage. Ainsi, on représente ces champs de vecteurs discrets par les matrices [AYM ]βX
et [OM ]β de dimensions (3× nnoeuds) avec nnoeuds le nombre de points M appartenant au
fond du perçage discrétisé. Elles contiennent les coordonnées des points M , notées sous la
forme de vecteurs colonne, dans les repères associées. C'est pourquoi on réécrit le calcul
sous la forme matricielle suivante :

[AYM ]βX = P β1
βX
P β
β1

(
[OM ]β − (

−−−→
OO1r +

−→
Y 1 +

−−−→
O1AY )β

)
(4.114)

La notation ci-dessus n'est pas exacte du point de vue mathématique. On ne peut pas
additionner ou soustraire des matrices ou vecteurs de dimensions di�érentes. Cependant,
nous en ferrons une interprétation qui est utile en informatique. A chaque fois que nous
soustrairons un vecteur colonne à une matrice, cela devra être interprété comme le fait de
soustraire ce vecteur à chaque colonne de la matrice. Bien entendu, le nombre de lignes
de la matrice doit être égal au nombre de composantes du vecteur.

Les logiciels comme OCTAVE, ici utilisé pour l'implémentation de cette modélisation,
o�rent de bonnes performances de calcul uniquement si l'on prend soin de limiter le re-
court aux boucles conditionnelles et que l'on exploite les capacités de calcul matriciel.
L'utilisation des capacités de calcul matriciel permet de limiter le nombre d'appel du pro-
cesseur vers la mémoire RAM et exploite au mieux le temps de calcul du processeur. C'est
pourquoi nous porterons une attention particulière à utiliser au maximum ces capacités
de calcul à chaque fois que cela est raisonnablement possible.

Désormais, nous avons tous les éléments pour déterminer la position des points M
par rapport à l'outil. L'algorithme 2 traduit les conditions nécessaires pour déterminer les
points positionnés au-dessus de chacune des dépouilles.

Les conditions de l'algorithme 2 sont traduites de manière algébrique et matricielle.
Par exemple, la condition suivante :

if
−−−→
O1M.−→y8 < 0 and −W

2
<
−−−→
O1M.−→y1 < a

2
and

−−−→
A1M.−→y9 < 0 then

M est sur P11
end if

se traduit par :

−−→
P11 =

(
([O1M ]β8)

T
(·,2) < 0

)
×
(

([O1M ]β1)
T
(·,2) > −

W

2

)
×
(

([O1M ]β1)
T
(·,2) <

a

2

)
×
(

([A1M ]β9)
T
(·,2) < 0

)
(4.115)
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Algorithm 2 Déterminer la position relative des points M par rapport aux dépouilles
de l'outil

if
−−−→
O1M.−→y8 < 0 and −W

2
<
−−−→
O1M.−→y1 < a

2
and

−−−→
A1M.−→y9 < 0 then

M est sur (P11)

else if
−−−→
O1M.−→y1 > a

2
and

−−−→
A2M.−→y10 > 0 and

−−−→
A2M.−→x10 > 0 then

M est sur (P21)

else if
−−−→
A2M.−→y92 > 0 and

−−−→
A2M.−→y10 < 0 then

M est sur (P31)

else if
−−−→
O1M.−→y8 > 0 and −a

2
<
−−−→
O1M.−→y1 < W

2
< and

−−−→
A2M.−→y92 < 0 then

M est sur (P12)

else if
−−−→
O1M.−→y1 < a

2
and

−−−→
A1M.−−→y102 > 0 and

−−−→
A1M.−−→x102 > 0 then

M est sur (P22)

else if
−−−→
A1M.−→y9 > 0 and

−−−→
A1M.−−→y102 < 0 then

M est sur (P32)
else
M est dans le vide

end if

Où < et × s'appliquent composantes par composantes.
−−→
P11 est donc un vecteur booléen

dont les composantes valent 1 si le point M associé est au dessus de (P11) et 0 sinon.
On calcule de manière similaire les vecteurs

−−→
P12,

−−→
P21,

−−→
P22,

−−→
P31 et

−−→
P32. Ils forment

la matrice [POS] par concaténation des di�érents vecteurs :

[POS] =
[−−→
P11

−−→
P21

−−→
P31

−−→
P12

−−→
P22

−−→
P32

]
(nnoeuds×6)

(4.116)

C'est à partir de cette matrice que nous sommes capable d'identi�er la position de chacun
des points du fond du perçage. La matrice [POS] nous indique si les points de la matrice
[OM ] sont superposés à une dépouille ou pas. Cependant, elle ne nous indique pas si le
point est dans l'outil ou en dessous de l'outil. Pour cela, il nous faut calculer la projection
M ′ du points M sur la dépouille concernée (�g. 4.17). Pour ce faire, nous avons besoin
de connaître l'équation des plans des dépouilles en prenant en compte le mouvement de
l'outil. On prend en exemple la situation d'un point superposé à la dépouille (P21). Le
calcul se généralise immédiatement aux autres dépouilles.

L'équation de la dépouille (P21) est donnée par le plan passant par A2 de normale
~n21 (�g. 3.4). Les coordonnées de la normale ~n21 dans la base β sont données par :

( ~n21)β = Pβ1β (k) · ( ~n21)β1 (4.117)

Les coordonnées de A2 dans le repère R = (O; β) sont données par :

−−→
OA2 = z(k) · ~z +

−→
Y1(k) + Pβ1β (k) ·

(−−−→
O1A2

)
β1

(4.118)

Ainsi, on peut écrire l'équation cartésienne de (P21) comme :

−−−→
A2M · ~n21 = 0 (4.119)

En posant
−−→
OA2 = (Ax, Ay, Az)β (eq. 4.118), ( ~n21)β = (nx, ny, nz) (eq. 4.117) et (x, y, z)

les coordonnées de M dans le repère R, on détermine le point M ′ = (x, y, z′) projection
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de M sur (P11) suivant ~z d'après 4.119 :

z′ = −(x− Ax)nx + (y − Ay)ny
nz

+ Az (4.120)

Si z′ < z alors on déplace le pointM enM ′ ; la géométrie du fond du perçage est actualisée.
Désormais, nous sommes en mesure de déterminer s'il y a potentiellement un contact entre
le point M et l'outil. A cet instant, le point M déplacé est situé sur la dépouille. Cette
condition est nécessaire mais pas su�sante pour déterminer s'il y a un e�ort de contact
entre le point M et la dépouille. Il faut désormais regarder si la vitesse du point M tend
à faire pénétrer le point dans l'outil ou pas. Dans le cas où le point M est sur la dépouille
et qu'il tend à pénétrer dans l'outil, alors on a�ecte un e�ort local de contact sur l'outil.

Modèle local d'e�ort d'indentation

Cette section est consacrée à décrire et implémenter un modèle à même d'estimer
la variation de l'e�ort induit par le contact entre le fond du perçage et l'outil lors des
déplacements latéraux de l'outil. Nous proposons de nous servir du champs de vitesse
des points du fond du perçage par rapport à l'outil dû au mouvement de corps rigide
virtuel qu'aurait eu ces points en l'absence de contact avec l'outil, comme d'une mesure
de l'intensité de l'e�ort d'indentation lorsqu'il y a contact entre l'outil et le fond du
perçage. La �gure 4.19 illustre ce modèle d'e�ort.

On rappelle ici quelques repères essentiels pour la compréhension, dé�nis précisément
dans le chapitre 4.2.1 :

� R = (O; β) : repère lié à la pièce, solide S.
� R1 = (O1; β1) : repère lié à l'outil, solide S1.
� R1r = (O1r; β1) : repère associé au mouvement de corps rigide, solide �ctif S1r.

Figure 4.19 � Modèle d'e�ort local d'indentation

Considérons un pointM en contact avec la face de dépouille (Pi). Si la vitesse relative

du point M par rapport à l'outil
−−−−−−−−−→
V (M ∈ S/S1) tend à pénétrer dans l'outil, alors il y a

un e�ort de contact. La vitesse relative du point M se décompose en deux composantes :
�
−→
Vn : la vitesse normale, dans la direction ~zi.
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�
−→
Vt : la vitesse tangentielle, dans le plan (M ; ~xi, ~yi).

Ainsi, on a : −−−−−−−−−→
V (M ∈ S/S1) =

−→
Vn +

−→
Vt (4.121)

Et : −→
Vn =

(−−−−−−−−−→
V (M ∈ S/S1) · ~zi

)
~zi

−→
Vt =

−−−−−−−−−→
V (M ∈ S/S1)−

−→
Vn (4.122)

Nous associons à chaque point M en contact avec une dépouille (Pi) de l'outil, un
modèle d'e�ort avec deux composantes :

�
−→
Tn : la contrainte dans la direction normale à face de dépouille

�
−→
Tt : la contrainte tangentielle dans la direction de la vitesse Vt

Pour tous les points M appartenant au fond du perçage et qui sont en contact avec
une dépouille de l'outil, le modèle s'écrit sous la forme algorithmique suivante :

Algorithm 3 Modèle d'e�ort d'indentation local

if
−→
V n.−→zi > 0 then−→
Tn = Kp.

−→zi−→
Tt = µpKp.

−→
Vt

‖−→Vt‖
else−→
Tn =

−→
0−→

Tt =
−→
0

end if

Avec :
� Kp [MPa] : coe�cient d'indentation.
� µp : coe�cient de frottement.

La condition
−→
V n.−→zi > 0 véri�e si le point du fond du perçage tend à pénétrer dans l'outil

et génère un e�ort, ou si le point à tendance à s'éloigner de l'outil et auquel cas le contact
se rompt, il n'y a plus d'e�ort appliqué.

Expression du champs de vitesse associé au fond du perçage Désormais, il nous
faut exprimer la vitesse relative du point M appartenant au fond du perçage (solide S)

par rapport à l'outil (solide S1)
−−−−−−−−−→
V (M ∈ S/S1) en fonction du mouvement de l'outil. En

premier lieu, la vitesse relative du point M appartenant à S est l'opposée de la vitesse du
point M appartenant à l'outil S1 :

−−−−−−−−−→
V (M ∈ S/S1) = −

−−−−−−−−−→
V (M ∈ S1/S) (4.123)

La vitesse
−−−−−−−−−→
V (M ∈ S/S1) s'écrit comme :

−−−−−−−−−→
V (M ∈ S1/S) =

−−−−−−−−−−→
V (O1 ∈ S1r/S) +

−−−→
MO1 ∧

−−−−−→
Ω(β1/β) (4.124)

Avec : −−−−−−−−−−→
V (O1 ∈ S1r/S) =

−−−−−−−−−−−→
V (O1r ∈ S1r/S) +

−→̇
X (4.125)

Et : −−−→
MO1 =

−−→
MO +

−−−→
OO1r +

−→
X (4.126)
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La vitesse d'entrainement s'écrit donc :

−−−→
MO1 ∧

−−−−−→
Ω(β1/β) =

(−−→
MO +

−−−→
OO1r +

−→
X
)
∧
−−−−−→
Ω(β1/β) (4.127)

Or,
−−−→
OO1r ∧

−−−−−→
Ω(β1/β) = 0 car les deux vecteurs sont orientés suivant ~z. Ainsi, on réécrit la

vitesse d'entrainement comme :

−−−→
MO1 ∧

−−−−−→
Ω(β1/β) =

(−−→
MO +

−→
X
)
∧
−−−−−→
Ω(β1/β) (4.128)

La vitesse
−−−−−−−−−−−→
V (O1r ∈ S1r/S) est obtenue en dérivant l'équation vectorielle du mouvement

de corps rigide de l'outil (eq. 4.17) :

−−−−−−−−−−−→
V (O1r ∈ S1r/S) =

(
0, 0,− Ω

2π
f + koscΩ

Aosc
2
· cos(koscΩt+ ϕ1

st)

)
β

(4.129)

Le lecteur notera que l'on a introduit le décalage angulaire ϕ1
st dans le terme sinusoïdal

a�n de s'accorder avec l'équation du mouvement modi�ée (eq. 4.94).
Finalement, on peut réécrire l'équation 4.124 à l'aide de 4.125 et 4.128, puis on rem-

place respectivement
−→
X et

−→̇
X par

−→
Y1 et

−→
Y2 :

−−−−−−−−−→
V (M ∈ S1/S) =

−−−−−−−−−−−→
V (O1r ∈ S1r/S) +

−→
Y2 +

(−−→
MO +

−→
Y1

)
∧
−−−−−→
Ω(β1/β) (4.130)

Désormais, nous connaissons le champs de vitesse potentiel associé à chaque point M
du fond du perçage, exprimé dans la base β. d'après l'équation 4.121, nous devons dé-
composer ce champs de vitesse en une composante normale et tangentielle. Cela demande
de connaître suivant quelle normale projeter le vecteur vitesse en tous points du fond du
perçage. Nous pouvons le faire grâce à la matrice [POS] qui nous informe quelle normale
nous devons considérer. Finalement, l'e�ort d'indentation global est obtenu en intégrant
l'e�ort local en tous points :

−−→
Find =

∫
Γ

(−→
Tn +

−→
Tt

)
ds (4.131)

Γ : domaine d'intégration surfacique correspondant au fond du perçage

Nous estimons l'intégrale 4.131 par une méthode d'approximation similaire à la méthode
du point milieu mais pour une intégrale double. On écrit l'approximation comme suit :

−−→
Find =

∫
Γ

(−→
Tn +

−→
Tt

)
ds ≈

nnoeuds∑
i=1

(−→
Tn(Mi) +

−→
Tt(Mi)

)
∆Si (4.132)

Où ∆Si représente la surface moyenne entourant le point Mi du maillage.
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Estimation de la surface élémentaire associée à chaque point du maillage
On choisit comme mesure de ∆Si la moyenne des aires S des quadrangles entourant le
point Mi. La surface S de chacun des quadrangles du maillage est estimé par :

Figure 4.20 � Estimation de la surface des quadrangles du maillage

S =

∥∥∥−→V 1 ∧
−→
V 2
∥∥∥+

∥∥∥−→V 3 ∧
−→
V 4
∥∥∥

2
(4.133)

La matrice [S](nindent×nsec) contient la surface de chacun des quadrangles du maillage.

On peut représenter le maillage en le déroulant, à la manière de la �gure 4.21. Les
numéros en bleu représente la numérotation des quadrangles. Ceux en orange représente la
numérotation des répétitions du motif 1D. Les numéros en noir représente la numérotation
des n÷uds du motif 1D. Pour le point numéroté (i, j), la pondération associée est calculée
par :

∆S(i,j) =
S(i−1,j−1) + S(i,j−1) + S(i,j) + S(i−1,j)

4
(4.134)

On peut visualiser la matrice [S] sur la �gure 4.21. Sa construction suit la numérotation
des quadrangles en bleu. Le calcul 4.134 fonctionne bien tant que l'on est pas situé sur
les bords du maillage (par exemple pour calculer la pondération des points sur la ligne
numérotée nindent + 1). Cela amène à considérer une multitude de cas particulier. A�n
d'éviter de traiter tous ces cas particuliers, on construit une matrice augmentée de [S]
permettant de généraliser la formule 4.21 pour tous les points du maillage. La �gure 4.22
représente la construction de cette matrice augmentée notée [S2]. La matrice [S] peut
être décomposée en trois blocs. Le bloc principal, en rose sur la �gure 4.22, comprend
toutes les colonnes à l'exception de la première et de la dernière. La première colonne, en
jaune sur la �gure 4.22 représente les données sur la première section du maillage, alors
que la dernière colonne représente les données sur la dernière section du maillage. Dans
cette vue dépliée, la première et la dernière colonne ne se touchent pas, contrairement à
la représentation réelle du maillage (�g. 4.21). On recopie donc la dernière colonne de [S]
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Figure 4.21 � Numérotation des n÷uds et des quadrangles du maillage

pour représenter la jointure entre la première et la dernière section du maillage. En�n, on
ajoute deux lignes de zéros, en bleu sur la �gure 4.22, représentant le fait qu'il n'y a pas
de quadrangles joints sur ces bords. Vu ainsi, on peut calculer la matrice [∆S] contenant
la pondération associée à chacun des n÷uds du maillage en faisant la somme des 4 blocs
rouges de la �gure 4.23 et en divisant le tout par 4.

Détermination des coe�cients du modèle

Le modèle d'e�ort proposé utilise deux coe�cients, Kp et µ. Pour le coe�cient µ, on
l'assimile à un coe�cient de frottement, la valeur de µ = 0.25 est retenue. Le coe�cient
Kp est �xé de manière à ce que la somme des e�orts axiaux de coupe et d'e�orts axiaux
d'indentation correspondent aux relevés expérimentaux e�ectués lors des essais de pé-
nétration de la pointe de l'outil avec di�érentes vitesses d'avances. Dans le chapitre 3.3
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Figure 4.22 � Matrice augmentée [S2]

Figure 4.23 � Matrice [∆S]

section 3.3.2, nous avons tronqué les courbes de couple et d'e�ort axial a�n de ne pas
considérer les e�orts agissants autour de l'arête centrale de l'outil (zone hachurée sur la
�gure 3.12). Dans cette partie, nous allons nous servir de cette portion des e�orts que
nous avions mis de côté pour caler le modèle d'e�ort d'indentation. On remarque qu'il y
a une petite portion des arêtes de coupe présente dans la zone hachurée. A�n de séparer
la part des e�orts dus à la coupe des e�orts dus à l'indentation, on associe à ces petites
portions d'arête les mêmes coe�cients de coupe que ceux déterminés pour les arêtes élé-
mentaires adjacentes. Ensuite, on soustrait cet e�ort de coupe estimé de l'e�ort mesuré
agissant dans la zone hachurée. On estime que l'e�ort résultant de cette soustraction est
l'e�ort due au phénomène d'indentation. De cette manière, on estime l'e�ort d'indenta-
tion appliqué sur l'outil pour les di�érentes vitesses d'avance testées. Les valeurs relevées
sont indiquées sur la �gure 4.24 b) par la courbe bleue en trait interrompu. On compare
les relevés expérimentaux aux e�orts d'indentation simulés pour di�érentes valeurs du
coe�cient Kp.

La �gure 4.24 a) illustre les e�orts d'indentation simulés pour une valeur de Kp =
6000 MPa à di�érentes vitesses d'avances. Pour ces simulations, on supprime les oscil-
lations axiales et les mouvements latéraux de l'outil. Ainsi, à l'instant t=0 le fond du
perçage est une surface plane et l'arête centrale de l'outil coïncide avec le fond à l'altitude
z=0. On simule ensuite l'enfoncement de la pointe de l'outil jusqu'à atteindre un e�ort
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Figure 4.24 � Détermination de Kp : a) E�orts axiaux d'indentation simulés avec Kp =
6000 MPa lors de la phase de pénétration de la pointe dans la matière. b) E�orts axiaux
d'indentation maximaux rapportés en fonction de l'avance de l'outil. En traits pleins les
valeurs simulés pour di�érentes valeurs de Kp. En trait interrompu les valeurs relevées
expérimentalement.

d'indentation constant appliqué sur l'outil. La valeur d'e�ort d'indentation atteinte est
reportée sur le graphique 4.24 b).

Finalement, on retient la valeur de Kp = 6000 MPa pour le coe�cient du modèle
d'indentation.

4.3.6 Cas d'application

Pour cette application, nous reprenons les mêmes données que celles utilisées pour
l'analyse de la stabilité dans le domaine fréquentiel réalisée au chapitre 4.2. Cependant,
nous devons tout de même ajouter les données relatives aux coe�cients du modèle d'in-
dentation, soit les coe�cients Kp et µ.

Conditions initiales Nous avons vu dans la partie consacrée à la modélisation de
l'e�ort de coupe qu'il est nécessaire de prendre en compte la position de l'outil à l'instant
t, mais également aux instants t − T , t − 3T et t − 4T . Par conséquent, il est nécessaire
d'introduire comme conditions initiales la vitesse et la position de l'outil durant une
période de 4T précédant le premier instant de calcul. A�n de produire une excitation
sur l'outil, on introduit comme conditions initiales une trajectoire générant un perçage
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trilobé. On dé�nit les conditions initiales suivantes :

−→
Y1(k) =

(
Ainit cos(2kΩT )
Ainit sin(2kΩT )

)
−→
Y2(k) =

(
−2AinitΩ sin(2kΩT )
2AinitΩ cos(2kΩT )

)
k ∈ [−4m, 0] (4.135)

Ce mouvement correspond à une rotation de l'axe de l'outil dans le sens inverse au
sens de rotation de l'outil à une fréquence égale au double de la fréquence de rotation de
l'outil. On choisit d'initialiser le mouvement de l'outil avec un défaut Ainit de 0,01 mm.
Cette amplitude de mouvement imposé génère un défaut de circularité de 0,02 mm.

Paramètres du modèle Comme mentionné précédemment, on reprend les paramètres
de structure, les coe�cients et paramètres de coupe utilisés dans le chapitre 4.2. Nous
mentionnerons ici les paramètres supplémentaires relatifs au modèle d'indentation et à la
discrétisation temporelle utilisée.

Les paramètres relatifs à la discrétisation du fond du perçage sont présentés dans le
tableau 4.4.

Table 4.4 � Cas étudié : paramètres de discrétisation du fond
Diamètre du maillage Dmaillage [mm] 0,8
Nombre d'éléments 1D nindent 70
Nombre de sections nsec 360

Le schéma d'intégration temporelle utilisé est un schéma d'Euler explicite. Ce schéma
nécessite l'utilisation d'un pas d'intégration Te très petit pour fournir une approximation
acceptable de la solution. Le choix du pas est également réalisé a�n de s'assurer que le
calcul soit stable numériquement. En conséquence, nous �xons le pas d'intégration Te à
0,001 millisecondes.

Résultats Nous avons simulé une durée de perçage correspondant à 7 tours complets
de rotation d'outil. Lors des deux premiers tours, nous imposons à l'outil le mouvement
associé aux conditions initiales a�n d'initialiser la géométrie du fond du perçage. Une fois
ces deux premiers tours réalisés, le calcul dynamique tel qu'exposé dans la section 4.3.2
est lancé.

La �gure 4.25 a) illustre avec la courbe bleue la trajectoire axiale de l'outil lors de ces
7 tours. On trouve en rouge la fonction indicatrice g0 valant 1 lorsque les arêtes de l'outil
coupent et 0 sinon. Le mouvement d'oscillation étant réglé avec un rapport kosc = 3

2
,

on observe 10,5 périodes d'oscillations sur les 7 tours. La �gure 4.25 b) o�re une vue
zoomée sur une phase de coupe en particulier. Cette phase est décomposée en 8 instants
particuliers a�n de décrire les di�érentes étapes par lesquelles passe le procédé de perçage
vibratoire et les déplacements latéraux de l'outil induits. Du point de vue du mouvement
axial et de la coupe des arêtes de l'outil, on propose la décomposition du procédé suivante :

1. Points 1 et 2 : Les arêtes de coupe ne sont pas dans la matière, l'outil descend avec
une vitesse qui diminue progressivement.

2. Points 3 et 4 : Les arêtes de coupe sont dans la matière, un copeau est généré.
L'outil continue sa descente et décélère jusqu'à atteindre une vitesse axiale nulle
au point 4.

3. Points 5 à 7 : Les arêtes de coupe sont dans la matière, un copeau est généré.
L'outil remonte progressivement jusqu'à sortir de la matière.
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Figure 4.25 � Trajectoire axiale de l'outil et fonction indicatrice g0. a) Vue sur la durée
complète de simulation b) Zoom sur une phase de coupe d'un copeau décomposée en 8
instants (étoiles numérotées).
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Figure 4.26 � Évolution de l'interaction entre l'outil et le fond du perçage.
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Figure 4.27 � Diagrammes des e�orts et déplacements agissant sur l'outil.
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4. Point 8 : L'outil est hors matière, en oscillations libres.

Les �gures 4.26 et 4.27 reprennent la numérotation associée aux points de la �gure 4.25
b). La �gure 4.26 représente l'évolution de la géométrie du fond du perçage. Le dégradé
de gris donne l'évolution relative de l'altitude des points du maillage. Les points colorés
représentent les n÷uds du maillage générant un e�ort d'indentation sur l'outil. Une couleur
est associée à chaque dépouille. Les n÷uds interférant avec les dépouilles (P11) et (P12)
sont respectivement en vert et en jaune ; les n÷uds interférant avec les dépouilles (P21) et
(P22) sont respectivement en magenta et en bleu. La �gure 4.27 représente sous la forme
de diagrammes polaires l'évolution des e�orts appliqués sur l'outils, la position et la vitesse
transversale du centre de l'outil. L'échelle des diagrammes doit être considérée en fonction
de la grandeur observée. Pour les e�orts exprimés en Newton, il y a un rapport d'échelle
de 1 pour 1. Cependant, pour la position exprimée en µm et la vitesse en µm/ms, il y a un
rapport de 1 pour 2 sur les graduations. Ainsi, lorsqu'on lit que le vecteur

−→
X a une norme

égale à la graduation numérotée 1, cela signi�e que la norme exprimée en µm de ce vecteur
est de 2 µm. Sur ces diagrammes, on retrouve deux types d'e�orts. Nous avons tout d'abord
les e�orts issus de phénomènes de coupe, d'amortissement du process et d'indentation :−→
Fc,
−→
Fd et

−−→
Find. Nous trouvons également les e�orts issus de la réaction de la structure :−→

Fk et
−→
Fζ , représentant les e�orts dus à la raideur de la structure et à l'amortissement

de celle-ci. L'ensemble de ces e�orts constitue les e�orts extérieurs appliqués à la masse
modale équivalente du système usinant. Sur les diagrammes, on représente ces e�orts sous
la forme d'une somme vectorielle. Le résultat donne une représentation de l'application du
principe fondamental de la dynamique. La somme vectorielle étant di�érente du vecteur

nul, elle représente la quantité d'accélération m
−→̈
X appliquée au système usinant, avec m

la masse modale équivalente et
−→̈
X l'accélération du point O1 associé au centre de la pointe

de l'outil. Désormais, nous avons tous les éléments pour décrire l'évolution de la situation
du procédé de la phase 1 à 8.

A l'instant correspondant au point numéro 1, la fonction indicatrice g0 est égale à 0 (�g.
4.25 b)), les arêtes de coupe ne sont pas engagées dans la matière. De plus, on constate sur
la �gure 4.26 qu'il n'y a aucune interaction entre les n÷uds du maillage du fond du perçage
et l'outil. La pointe de l'outil est en oscillation libre. Cela se con�rme sur le diagramme
de la �gure 4.27 par le fait qu'il n'y a aucun e�ort de coupe, d'amortissement du process
ou encore d'indentation. Le seul e�ort notable appliqué sur l'outil est l'e�ort de rappel−→
Fk dû à la raideur de la structure. L'e�ort de rappel

−→
Fk et le vecteur position

−→
X sont

de même direction et de sens opposés. L'orientation du vecteur vitesse
−→̇
X est quasiment

perpendiculaire au vecteur position. Cela traduit un mouvement quasi circulaire de l'outil.
Au point 2, la fonction indicatrice g0 est toujours égale à 0, mais l'outil est très proche

de commencer à générer de la coupe. La vitesse d'avance de l'outil tend à le faire pénétrer
dans la matière. On constate sur la �gure 4.26 qu'il commence à y avoir des interactions
entre l'outil et le fond du perçage. L'outil "atterrit" sur le fond du perçage. Le diagramme
polaire associé à cet instant montre qu'il y a principalement deux types d'e�orts radiaux
appliqués à l'outil : l'e�ort de rappel

−→
Fk et l'e�ort d'indentation

−−→
Find. La somme de ces

deux e�orts conduit à une résultante dont la norme est très faible, de l'ordre de 0,3 N.
L'action de l'e�ort d'indentation tend à réduire très fortement la vitesse de déplacement
latérale de l'outil. A cet instant , elle n'est plus que de l'ordre de 0,5 µm/ms.

Lors de l'instant numéroté 3, la fonction indicatrice g0 vaut 1, les arêtes de coupe
génèrent un copeau. Cela se traduit sur la représentation du fond par les deux ruptures
net du dégradé de gris représentant l'altitude des points du maillage du fond. A cet
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instant, la vitesse d'avance de l'outil diminue mais est encore su�samment importante
pour provoquer une interférence importante entre le fond et les dépouilles de l'outil. Cela se
traduit par la surface importante couverte par des points générant un e�ort d'indentation.
Le diagramme polaire montre l'apparition d'une composante radiale à l'e�ort de coupe−→
Fc (vecteur rouge). Cette composante est somme toute assez faible. Cela indique que
la grandeur variation de position

−−→
∆X n'est pas très importante. A cet instant le terme

variation de position s'écrit en fonction de la position à l'instant t et la position à l'instant
t−T . On en conclut que l'outil est presque revenu à la position qu'il avait il y a un demi-
tour. Le diagramme des e�orts est presque fermé, la somme vectorielle très proche de zéro
et la vitesse de déplacement latérale quasi-nulle. L'outil est en position quasi-statique.

A l'instant suivant (numéro 4), la vitesse d'avance est quasiment nulle. l'interférence
entre le fond du perçage et les dépouilles de l'outil est principalement due au mouvement
de rotation de l'outil. A cet instant, le terme

−−→
∆X change de composition. Précédemment,

il s'écrivait
−−→
∆X =

−→
X (t) −

−→
X (t − T ). Désormais, il s'écrit :

−−→
∆X =

−→
X (t) −

−→
X (t − 4T ).

Or, la position
−→
X (t) change peu en comparaison aux instants précédent. Par conséquent,

on observe une augmentation de l'e�ort de coupe
−→
Fc dû à l'augmentation de la norme de−−→

∆X. Cependant, l'e�ort de coupe est presque compensé par l'e�ort d'indentation
−−→
Find et

l'e�ort de rappel
−→
Fk.

A l'instant numéro 5, l'outil a commencé à remonter. le changement de sens de la
vitesse d'avance est à l'origine de la suppression de l'e�ort d'indentation. Il n'y a plus
d'interférence entre le fond du perçage et les dépouilles de l'outil. Le fait qu'il n'y ait plus ce

phénomène amortissant permet à la vitesse de déplacement
−→̇
X d'augmenter sensiblement

sous l'e�et d'un e�ort de coupe encore conséquent, due à un nouveau changement dans
l'expression du terme variation de position : ici

−−→
∆X =

−→
X (t) −

−→
X (t − 3T ). Le fait qu'il

n'y ait plus d'e�ort d'indentation à partir de cet instant permet à l'outil de changer de
position plus facilement. On le constate aux instant suivants 6 et 7 avec une variation
plus conséquente que précédemment des vecteurs position et vitesse.

Finalement, la dernière situation exposée est le numéro 8. A cet instant, les arêtes
de l'outil ne sont plus engagées dans la matière, la fonction g0 vaut 0. Il n'y a ni e�ort
d'indentation, ni e�ort de coupe. L'outil n'est soumis qu'aux e�orts dus à la réaction
de la structure, l'e�ort de rappel

−→
Fk et l'e�ort

−−→
Fzeta dû à l'amortissement structural.

On remarque que la norme du vecteur vitesse a fortement augmenté. De plus, elle est
colinéaire au vecteur position. L'outil est dans un régime d'oscillations libres et tend à
balancer dans un mouvement de va-et-vient suivant la direction donnée par les vecteurs
vitesse et position.

Le lecteur aura noté que nous n'avons pas évoqué l'e�ort d'amortissement du process−→
Fd (vecteur orange) et l'e�ort dû à l'amortissement de la structure

−→
Fζ (vecteur magenta)

lors de la description des diagrammes d'e�ort. Cela est la conséquence de la vitesse de
déplacement latérale particulièrement faible lors des di�érentes phases décrites. On peut
conclure que l'e�ort d'indentation est l'e�ort amortissant dominant lors de l'enfoncement
de la pointe du foret. C'est une information importante qui doit nous aider à choisir sur
quelle partie du modèle nous devrons à l'avenir concentrer nos e�orts d'amélioration.
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4.3.7 Conclusion

Figure 4.28 � Comparaison entre la pointe modélisée et la géométrie réelle

A notre connaissance, la modélisation des déplacements latéraux de l'outil en perçage
vibratoire à oscillations forcées proposée est la première à prendre en compte de manière
explicite la complexité de la géométrie locale de l'outil autour de l'arête centrale. De plus,
le modèle proposé est stable et ne génère pas de vibrations à des fréquences supérieures à
la fréquence propre de l'outil bien que nous ayons conservé le caractère dynamique de la
simulation. Cela est une réelle avancée par rapport à ce qui est relaté dans la littérature
actuellement. Nous pouvons estimer que nous sommes sur une stratégie de modélisation
encourageante quand à sa capacité à re�éter �dèlement les situations de perçages testées
expérimentalement.

Dans l'état actuel du modèle, il est di�cile de réaliser une véritable comparaison avec
l'expérimental. En e�et, nous avons pu montrer dans la première partie de ce manuscrit
que d'in�mes variations géométriques autour de l'arête centrale sont sources de modi-
�cations importantes du comportement des outils. Or, nous avons procédé à quelques
simpli�cations de la géométrie modélisée par rapport à la réalité. La �gure 4.28 illustre
ces simpli�cations. En particulier, nous avons fait le choix de rejoindre aux mêmes points
A1 et A2 respectivement les dépouilles (P12), (P22), (P32) et (P11), (P21), (P31). La
réalité est plus complexe, avec la présence de rayons de raccordement au niveau des points
A1 et A2. Améliorer la description de la géométrie de l'outil dans cette zone ne présente
pas de di�cultés majeures autre que la traduction en objets mathématiques des di�é-
rents éléments géométriques à prendre en compte pour la détection des interactions entre
l'outil et le fond du perçage. A ce titre, il me semble que ce doit être considéré comme
une priorité. Cela permettra d'éliminer l'incertitude liée à l'approximation actuelle de la
description géométrique de l'outil. Nous serons alors en mesure de réaliser une véritable
confrontation avec les données expérimentales associées. Nous pourrons évaluer les limites
du modèle liées à la modélisation de l'e�ort de contact et envisager d'améliorer la modéli-
sation de la physique associée au contact entre le fond et l'outil. Cela n'a pas pu être fait
dans le délai imparti à cette thèse.

Cependant, cette première expérience nous permet de mieux cibler où il sera à l'avenir
nécessaire de concentrer nos e�orts, bien qu'une véritable analyse de sensibilité du mo-
dèle devra être conduite. On a montré que les e�orts induits par la partie fonctionnelle
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autour de l'arête centrale sont d'ordre un comparés à d'autres phénomènes amortissant,
en particulier l'amortissement de la structure et l'amortissement associé au process de
coupe via l'écoulement de la matière sous la face de dépouille. Ainsi, c'est bien autour de
la dé�nition des e�orts dans cette zone que doivent se diriger nos travaux.

138



Conclusion générale

Ce manuscrit s'est attaché à mieux comprendre les liens entre la géométrie des ou-
tils, les moyens de perçage employés, et le matériau usiné, sur la qualité géométrique des
trous réalisés au foret. Il s'intéresse plus particulièrement à évaluer les défauts obtenus
en perçage vibratoire à oscillations forcées à l'aide d'une machine UPA, mais pas exclu-
sivement. Après un état de l'art ayant permis d'évaluer quelles sont les spéci�cités du
perçage vibratoire, puis une revue des travaux traitant de la formation de la géométrie
des trous, nous avons pu relever qu'il y avait des manques dans l'étude expérimentale de
la qualité de ceux-ci. Les indicateurs utilisés pour décrire la géométrie des trous ne per-
mettent pas d'acquérir une représentation détaillée de la géométrie observée. De plus, la
méthode statistique ANOVA souvent utilisée, est dénaturée par le non respect de certaines
conditions fondamentales nécessaires à son application, en particulier la condition d'ho-
moscédasticité de la variance. La conjonction d'indicateurs de la qualité des trous peu
représentatifs et des méthodes statistiques non satisfaisantes, conduisent à un mauvais
pouvoir de discrimination des di�érentes situations étudiées, les tendances étant noyées
dans le bruit.

Ainsi, il est apparu nécessaire de proposer une nouvelle méthodologie pour décrire
puis comparer di�érentes situations de perçage. La description des trous exposée dans ce
manuscrit reprend l'idée originale de Endo [21] en la complétant. Endo [21] avait eu l'idée
de suivre l'évolution de l'amplitude du troisième harmonique du défaut de circularité.
Cependant, il n'a pas apporté une représentation complète de la surface des trous. De ce
fait, nous avons généralisé le principe du suivi d'indicateurs associés à une multitude de
sections des trous répartis le long de l'axe. Ces indicateurs permettent de suivre l'évolu-
tion de l'agrandissement généré par l'outil, du défaut de circularité total, l'amplitude des
di�érents harmoniques du défaut de circularité en absolu et en relatif, et en�n l'évolution
de la phase des harmoniques. Tous ces indicateurs sont utilisés pour dé�nir la géométrie
d'un perçage en particulier. Cela dé�nit la signature du procédé sur la surface du trou.
Ensuite, une partie de ces indicateurs : l'agrandissement, le défaut de circularité, puis
l'amplitude des harmoniques en absolu, sont utilisés pour réaliser des comparaisons sta-
tistiques de di�érents échantillons issus de divers procédés de perçage. L'utilisation de ces
indicateurs à des �ns de comparaison statistique est le principal apport de cette partie
des travaux de la thèse. La géométrie moyenne et la dispersion associée des échantillons
ainsi décrites conduisent à une méthodologie de comparaison statistique avec un très bon
pouvoir discriminant. Cela permet d'obtenir des conclusions solides malgré l'utilisation
d'échantillons avec un nombre restreint d'éléments (entre 7 et 10). De plus, avec la mé-
thodologie employée, l'hypothèse d'homoscédasticité n'est pas nécessaire. Cela va même
plus loin, nous sommes en mesure de quanti�er et de comparer les dispersions observées
dans les di�érents échantillons via la comparaison des écart-types.

L'e�cacité de la méthode proposée a été démontrée via la présentation de deux études
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de cas. La première étude s'attache à analyser l'in�uence du jeu entre le canon et l'outil
lorsqu'on utilise une UPA. La seconde investigue l'in�uence de légères variations dans
l'a�ûtage de la pointe des outils utilisés avec divers moyens de perçage.

Ainsi, nous avons pu conclure que le jeu entre le canon et l'outil in�ue peu sur les
diamètres des trous, par contre la circularité des sections est impactée. Nous avons pu
préconiser de ne pas utiliser de canons ayant un jeu de plus de 30 µm car on observe des
modi�cations dans les phénomènes assurant le guidage de l'outil au-delà de cette valeur.

La seconde étude a montré l'importante sensibilité de la qualité géométrique des trous
à la géométrie de la pointe dé�nissant la zone autour de l'arête centrale de l'outil, princi-
palement générée par l'opération d'amincissement d'âme du foret. De plus, nous pouvons
noter que la mise en ÷uvre d'un même outil dans di�érentes situations de perçage, à
savoir en perçage conventionnel, en perçage vibratoire sur centre d'usinage, ou encore
en perçage vibratoire sur UPA, conduisent à des trous dont les surfaces ont des pro�ls
di�érents. Cela montre bien que le procédé de perçage doit être appréhendé dans son
ensemble, sous une forme systémique prenant en compte l'a�ûtage de l'outil, le matériau
percé, les caractéristiques de la structure dé�nissant le moyen de perçage, ainsi que les
mouvements de corps rigide propre à chaque procédé (avance linéaire ou avance linéaire
+ oscillations).

Les méthodes développées dans cette partie ont été implémentées dans une application
mise à disposition des ingénieurs du centre de recherche de Tivoly. Ainsi, ces méthodes
font désormais partie des outils d'usage courant pour l'analyse des cas industriels étudiés
quotidiennement par les ingénieurs d'application de l'entreprise.

Fort du constat établi en �n de première partie de ce manuscrit, nous nous sommes
attaché à modéliser les vibrations latérales des forets en perçage vibratoire.

Le premier élément essentiel pour modéliser ces vibrations est d'identi�er les e�orts dus
à la coupe agissant sur les arêtes du foret, et en particulier les composantes transversales
de ces e�orts. Une procédure d'estimation des e�orts le long des arêtes des forets à été
proposée. Son originalité repose sur le fait que l'identi�cation des e�orts se fait avec des
essais de perçage conventionnel, sans supprimer la symétrie du procédé. Cela permet de
réaliser les identi�cations aisément et en étant au plus près de la situation réelle de coupe
rencontrée lors du procédé. La méthodologie repose sur la discrétisation des arêtes en
arêtes élémentaires, puis on associe un modèle d'e�ort à chaque arête dont les coe�cients
sont calculés via la méthodologie du couple arête/matière appliquée aux relevés d'e�orts
axiaux et de couple.

Deux modélisations ont été développées, l'une étant une analyse de la stabilité dans
le domaine fréquentiel, l'autre une simulation temporelle de la dynamique de l'outil. Ces
modèles permettent d'aborder la problématique de la qualité des trous sous l'approche
systémique évoquée précédemment. Le choix a été fait de limiter l'étude à un moment bien
particulier du perçage : lorsque la pointe est totalement dans la matière mais les listels
ne sont pas encore entrés. Cet instant est critique pour le bon déroulé de l'opération. Les
e�orts de coupe générés par la formation du copeau sont maximum car les arêtes sont
pleinement engagées dans la matière. Or, l'amortissement lié aux listels n'intervient pas
encore. Ainsi, si l'outil a un comportement stable à cet instant, tout laisse à penser qu'il
le sera par la suite et générera une bonne qualité de trou. Comme évoqué précédemment,
les modèles doivent prendre en compte tout ce qui intervient dans la mise en ÷uvre
du procédé. Ainsi, on retrouve l'utilisation d'un modèle d'e�ort de coupe, faisant le lien
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entre la géométrie de la pointe de l'outil, le matériau percé et la formation du copeau.
Puis, nous retrouvons la modélisation du comportement dynamique de la structure outil
+ machine, dé�ni à l'aide d'essais d'impact et d'une analyse modale associée. En�n, les
e�orts d'indentation générés autour de l'arête centrale de l'outil ont pu être pris en compte
dans la modélisation temporelle.

L'analyse de la stabilité dans le domaine fréquentiel fut réalisée avant la modélisation
dans le domaine temporel. Lors de cette première modélisation, nous avons négligé les
e�orts d'indentation autour de l'arête centrale de l'outil, principalement à cause de la
di�culté à proposer un modèle linéaire global représentatif des e�orts dans cette zone.
Ainsi, nous modélisons une opération dite d'agrandissement, a�n d'exclure la zone au-
tour de l'arête centrale. Cette modélisation nous a permis d'expliciter les particularités
qu'impose le mouvement de corps rigide de l'outil en perçage vibratoire sur l'écriture des
équations régissant la stabilité du procédé. En particulier, nous avons pu voir qu'il était
nécessaire de prendre en compte plusieurs termes retards agissant de manières successives
dans la dé�nition des e�orts dynamiques. Cependant, les outils employés pour analyser
la stabilité dans le domaine fréquentiel s'accommodent mal de la forte discontinuité de
la coupe en perçage vibratoire. Cette modélisation est un passage intermédiaire vers la
modélisation plus complète dans le domaine temporel.

La modélisation dans le domaine temporel reprend l'ensemble des éléments de l'analyse
de la stabilité dans le domaine fréquentiel, à savoir :

� Le modèle d'e�ort de coupe,
� le modèle d'e�ort d'amortissement du process,
� le modèle équivalent de la structure à deux degrés de liberté,

tout en ajoutant les e�orts issus du processus d'indentation autour de l'arête centrale de
l'outil.

Le modèle d'indentation proposé est en mesure de tenir compte de la complexité de la
géométrie de la pointe de l'outil. C'est un réel plus par rapport à l'existant, en particulier
si l'on compare le modèle proposé à la formulation exposée par Bayly [5], décrite en
début de chapitre 4. Le modèle implémenté ici est bien plus à même de reproduire les
tendances observées expérimentalement lors de l'étude des variations de la géométrie de
la pointe. De plus, notre modélisation a montré quelle était stable malgré le fait que l'on
conserve une modélisation dynamique et pas seulement un modèle quasi-statique. Cela
montre que notre modélisation des e�orts est à même de reproduire les e�ets amortissant
observés expérimentalement, sans que des vibrations à hautes fréquences n'apparaissent.
Si la modélisation proposée doit encore faire l'objet d'un certain nombre d'améliorations
que nous détaillerons dans les perspectives, le chemin parcouru donne des gages importants
vers la réussite d'un modèle pouvant être à terme confronté à l'expérimental.
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Perspectives

Etude expérimentale de la qualité géométrique des trous

La représentation spectrale de la géométrie des trous présentée dans la première partie
de ce manuscrit nous a permis d'établir des comparaisons statistiques robustes entre
di�érentes con�gurations de perçage. Cependant, les comparaisons proposées se limitent
à des comparaisons deux à deux, sans traiter la variation des paramètres dans le temps.
Or, l'étude des procédés comprend souvent un volet autour de l'évolution dans le temps
des paramètres étudiés, en particulier pour comprendre l'in�uence de l'usure des outils sur
le déroulé des opérations. Ce type d'analyse fait appel en statistique aux outils développés
pour l'étude des séries chronologiques. Il me semble que ce type d'analyse mérite d'être
mise en ÷uvre en association avec les paramètres dé�nis pour la description de la géométrie
des trous. Cela compléterait le tableau dressé dans les analyses précédentes. Par exemple,
nous avons vu que pour l'étude du jeu canon, nous avions randomisé l'impact de l'usure sur
l'ensemble des con�gurations testées. En ajoutant une analyse de la série chronologique
associée à l'ordre de réalisation des perçages, nous serions en mesure de distinguer la part
de l'évolution des défauts liée à l'usure de l'outil de la part des défauts intrinsèque aux
di�érentes con�gurations testées.

Modélisation des vibrations latérales des forets en per-
çage vibratoire à oscillations forcées

Les modélisations des vibrations latérales des forets proposées dans la seconde partie
de ce manuscrit font appel à plusieurs éléments caractéristiques :

� Un modèle d'e�ort de coupe.
� Un modèle d'e�ort d'amortissement du process.
� Un modèle équivalent de la structure outil+machine réalisant l'opération de per-

çage.
� Un modèle d'e�ort d'indentation pour la modélisation dans le domaine temporel.

Concernant le modèle d'e�ort de coupe, nous avons choisi d'utiliser un modèle linéaire,
où la variation d'e�ort de coupe est proportionnelle à la variation d'épaisseur de copeau
coupé. Ce type de modèle d'e�ort est presque indispensable pour pouvoir réaliser une
analyse de la stabilité purement analytique comme présentée dans le chapitre 4. En e�et,
les outils d'analyse utilisés ne traitent que des équations di�érentielles linéaires, ce qui
limite leurs champs d'application. Cependant, a�n de s'a�ranchir de cette contrainte liée
à la linéarité, et prendre en compte les phénomènes d'indentation autour de l'arête centrale
de l'outil, nous avons réalisé une modélisation dans le domaine temporel. De ce fait, nous
pourrons à l'avenir imaginer utiliser des modèles plus à même de représenter les e�orts
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lorsque l'épaisseur de copeau coupé est très faible, tel que le modèle fractionnaire proposé
par Paris [53].

La modélisation de la structure peut également faire l'objet d'améliorations. Nous
avons utilisé une représentation ayant deux degrés de libertés permettant de représenter
les mouvements latéraux de l'outil. C'est indispensable pour espérer modéliser la forma-
tion de la géométrie des trous. Cependant, nous avons pu noter qu'il y a des di�érences
importantes dans les résultats expérimentaux obtenus en perçage sur centre d'usinage et
avec l'UPA. Une des hypothèses que nous pouvons avancer est qu'au-delà de la plus grande
�exibilité latérale de l'UPA, elle est également beaucoup plus �exible axialement que ce
que l'on peut obtenir sur un centre d'usinage avec un porte-outil de perçage vibratoire.
Or, Ladonne [38] a montré qu'ajouter une �exibilité axiale à la modélisation du perçage
vibratoire à oscillations forcées sur centre d'usinage permettait d'améliorer la prédiction
des e�orts observés. L'ajout de cette �exibilité aura des conséquences à deux niveaux.
Premièrement, le modèle d'indentation sera impacté car les conditions de dé�nition des
contacts seront modi�ées, à savoir l'altitude de l'outil et le champ de vitesse relative des
points du fond du trou par rapport à l'outil. De plus, le calcul des e�orts de coupe sera
également impacté. Actuellement, les angles d'entrée et de sortie de la matière sont dé�nis
a-priori via le mouvement de corps rigide appliqué à l'outil. Avec l'ajout de la �exibilité
axiale, il conviendra de prendre en compte au cours du calcul l'évolution des paramètres
dé�nissant l'entrée dans la matière des arêtes de coupe et les termes-retards associés à
considérer.

En�n, dans le modèle d'indentation proposé, l'évolution de la géométrie du fond du
perçage est due exclusivement à des considérations cinématiques. Il est évident que la
réalité physique est plus complexe. L'indentation de l'outil provoque une déformation
plastique du fond du perçage. Cette déformation plastique se fait à volume de matière
constant. Par conséquent, il y a un écoulement de la matière vers le seul bord libre
disponible : la surface du fond du perçage. A l'image de l'enfoncement d'un poinçon
dans un massif qui provoque la formation d'un bourrelet autour de celui-ci, le fond du
perçage se déforme en se soulevant localement autour de l'arête centrale. Le surplus de
matière déplacée est ensuite évacué par la coupe de l'outil. Traduit dans notre modèle,
cela conduit à modi�er l'altitude des points du maillage autour de l'arête centrale pour
prendre en compte la déformation plastique du fond. Cela doit entraîner une augmentation
substantielle de la surface de contact entre le fond du perçage et l'outil. Prendre en compte
�nement la physique associée à ces phénomènes d'écoulement de la matière autour de
l'arête centrale, nécessite l'utilisation de modèles de mécanique des solides déformables. Il
vient vite à l'esprit d'envisager l'utilisation de modélisation de type éléments-�nis à cette
�n. Si cette hypothèse reste envisageable, il faut prendre en compte la capacité à associer
ce type de modélisation avec les modèles d'e�ort de coupe. Il ne me semble pas raisonnable
de tenter de modéliser l'ensemble des e�orts : indentation et formation du copeau, avec
une modélisation éléments-�nis. Des couplages astucieux entre les di�érentes approches
de modélisation sont à imaginer. Si l'on considère que le modèle cinématique proposé est
une première approche intéressante, nous pouvons chercher à l'améliorer à la lumière des
phénomènes physiques que nous venons d'évoquer. Par exemple, nous pourrions modi�er
les critères du modèle d'e�ort a�n d'obtenir une estimation plus réaliste de la surface de
contact entre le fond et l'outil. Actuellement, nous avons déterminé qu'il y avait contact
lorsque, à minima, il y a une distance nulle entre un point du maillage et l'outil. Nous
pourrions tout à fait modi�er cette règle en dé�nissant la distance entre le point et l'outil
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comme la somme d'une distance cinématique (comme actuellement) et une correction
due à la déformation plastique du fond du perçage. Une correction similaire pourrait être
e�ectuée sur le champs de vitesse associé aux points du maillage, utilisé comme critère de
détection du talonnage. Je laisse ouverte les hypothèses concernant la forme que devrait
prendre ces corrections et la manière de les caler expérimentalement ou numériquement.
Le dernier élément à prendre en considération est l'évaluation de la contrainte de contact
(ou de l'e�ort local appliqué en chaque n÷ud du maillage). Actuellement, le modèle est
particulièrement simple. L'application d'un modèle simple a le mérite de faire un choix
assumé : celui de dire que l'évolution de l'e�ort d'indentation compris comme la somme de
l'ensemble des e�orts de contacts en tous points du fond, peut s'exprimer comme un e�ort
moyen appliqué sur la surface de contact avec l'outil. On nuancera cette a�rmation en
rappelant qu'au-delà de la norme de la contrainte appliquée qui est identique sur toute la
surface, nous changeons localement la direction de cette contrainte via l'application de la
composante tangentielle en estimant la direction d'écoulement de la matière. A ce niveau,
nous pouvons également objecter le fait que l'évaluation de la direction d'écoulement est
soumise à caution, celle-ci ne prenant pas en compte le véritable champs de déplacement
de la matière dû aux phénomènes évoqués précédemment. Cependant, au delà de l'e�ort
macroscopique, l'analyse de la dynamique du procédé nécessite d'estimer avec le plus
d'acuité possible la variation de l'e�ort pour une variation de position ou de vitesse donnée.
Aujourd'hui, nous ne sommes pas en mesure d'estimer la justesse de notre modèle à
ce niveau là. Doit-on considérer que la variation d'e�ort répond comme l'e�ort moyen
appliqué, ou que les variations du champs de contraintes appliquées sur les surfaces en
contact varient de manière importante et in�uent grandement sur la variation d'e�ort
d'indentation global ?

Pour conclure, nous ne pouvons éviter d'évoquer le sujet des listels de l'outil. Nous
nous sommes concentrés sur les paramètres dé�nissant la pointe de l'outil. Les résultats
expérimentaux que nous avons obtenus nous ont con�rmé que c'est d'un intérêt majeur
pour comprendre pourquoi un outil génère une bonne qualité géométrique des trous ou
pas. Cependant, si nous voulons que les simulations proposées permettent de reconstituer
l'ensemble du comportement de l'outil durant toute la durée de l'opération, il paraît
évident que la contribution des listels ne pourra plus être ignorée.
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Abstract 

In today’s business environment, the trend towards more product variety and customization is unbroken. Due to this development, the need of 
agile and reconfigurable production systems emerged to cope with various products and product families. To design and optimize production
systems as well as to choose the optimal product matches, product analysis methods are needed. Indeed, most of the known methods aim to 
analyze a product or one product family on the physical level. Different product families, however, may differ largely in terms of the number and 
nature of components. This fact impedes an efficient comparison and choice of appropriate product family combinations for the production
system. A new methodology is proposed to analyze existing products in view of their functional and physical architecture. The aim is to cluster
these products in new assembly oriented product families for the optimization of existing assembly lines and the creation of future reconfigurable 
assembly systems. Based on Datum Flow Chain, the physical structure of the products is analyzed. Functional subassemblies are identified, and 
a functional analysis is performed. Moreover, a hybrid functional and physical architecture graph (HyFPAG) is the output which depicts the 
similarity between product families by providing design support to both, production system planners and product designers. An illustrative
example of a nail-clipper is used to explain the proposed methodology. An industrial case study on two product families of steering columns of 
thyssenkrupp Presta France is then carried out to give a first industrial evaluation of the proposed approach. 
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1. Introduction 

Due to the fast development in the domain of 
communication and an ongoing trend of digitization and
digitalization, manufacturing enterprises are facing important
challenges in today’s market environments: a continuing
tendency towards reduction of product development times and
shortened product lifecycles. In addition, there is an increasing
demand of customization, being at the same time in a global 
competition with competitors all over the world. This trend, 
which is inducing the development from macro to micro 
markets, results in diminished lot sizes due to augmenting
product varieties (high-volume to low-volume production) [1]. 
To cope with this augmenting variety as well as to be able to
identify possible optimization potentials in the existing
production system, it is important to have a precise knowledge

of the product range and characteristics manufactured and/or 
assembled in this system. In this context, the main challenge in
modelling and analysis is now not only to cope with single 
products, a limited product range or existing product families,
but also to be able to analyze and to compare products to define
new product families. It can be observed that classical existing
product families are regrouped in function of clients or features.
However, assembly oriented product families are hardly to find. 

On the product family level, products differ mainly in two
main characteristics: (i) the number of components and (ii) the
type of components (e.g. mechanical, electrical, electronical). 

Classical methodologies considering mainly single products 
or solitary, already existing product families analyze the
product structure on a physical level (components level) which 
causes difficulties regarding an efficient definition and
comparison of different product families. Addressing this 
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Abstract 

This paper investigates the friction behaviour around a carbide drill when drilling titanium with an oil mist lubrication. It questions whether  
friction is constant along the cutting edge and along the margins. The application of specially designed tribometer reveals that tribological 
conditions on margins are fully different that the ones on rake and flank faces. Friction coefficients are quantified for both tribological 
conditions (open and closed tribosystem). The influence of contact pressure and of an AlCrN coating are also investigated. It is shown that 
friction varies a lot between both tribosystems, and that a closed tribosystem (i.e. margins) leads to much higher friction, adhesion and wear 
rate than an open tribosystem (i.e. flank faces). 
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1. Introduction 

Titanium and its alloys have received considerable interest 
recently due to their excellent corrosion resistance, high 
strength-to-weight ratio, high strength at elevate temperatures, 
high melting point and biological compatibility. They are 
widely used in many applications, such as, aeronautical, 
automotive, military, medical industries, petrochemical and 
marine structures [1-2]. The TiAl6V4 alloy (α+β) is the most 
common titanium alloy. Nonetheless, from machining point of 
view, titanium alloys are considered as one of the most 
difficult-to-cut material. It is claimed that, during machining 
processes, due to their low thermal conductivity, temperature 
at the tool-workmaterial interface, may be very high, which 
affects tool wear [3]. Additionally, their high chemical 
reactivity with tool materials accelerates wear.  

Industry is willing to increase the productivity of their 
cutting processes. One of the ways of improvement concerns 
the development of numerical cutting models in order to 
predict the best cutting conditions and/or the best cutting tool 
design, which can provide the greatest improvement. Several 

scientific papers have proposed important contributions to the 
numerical modeling of TiAl6V4 cutting [4-10]. These 
numerical are all focused on orthogonal cutting operations 
which is of high interest for the scientific community but it is 
far from cutting operations such as drilling. Drilling of 
titanium parts is of strategic interest for industry. It is only 
possible to report the work of [11-14] who started to model 
numerically titanium drilling operations.  

The development of a numerical cutting model necessitates 
a large number of parameters, including a friction model 
between the workmaterial and the cutting tool. The scientific 
community regrets an important lack of knowledge on friction 
models at the tool-workmaterial interface [15]. In the context 
of TiAl6V4 alloys machining, this lack is even worse due to 
the narrow range of applications and to the price of this alloy, 
which limits practical investigations. As an example, some 
authors, such as [6], do not mention the values of friction 
coefficient in their model. Other authors, such as [9], consider 
that there is no friction during the machining of titanium 
alloys, whereas [4-5] consider that friction coefficient is 
constant to 0.52 on the rake face irrespective of the cutting 
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1. Introduction 

Titanium and its alloys have received considerable interest 
recently due to their excellent corrosion resistance, high 
strength-to-weight ratio, high strength at elevate temperatures, 
high melting point and biological compatibility. They are 
widely used in many applications, such as, aeronautical, 
automotive, military, medical industries, petrochemical and 
marine structures [1-2]. The TiAl6V4 alloy (α+β) is the most 
common titanium alloy. Nonetheless, from machining point of 
view, titanium alloys are considered as one of the most 
difficult-to-cut material. It is claimed that, during machining 
processes, due to their low thermal conductivity, temperature 
at the tool-workmaterial interface, may be very high, which 
affects tool wear [3]. Additionally, their high chemical 
reactivity with tool materials accelerates wear.  

Industry is willing to increase the productivity of their 
cutting processes. One of the ways of improvement concerns 
the development of numerical cutting models in order to 
predict the best cutting conditions and/or the best cutting tool 
design, which can provide the greatest improvement. Several 

scientific papers have proposed important contributions to the 
numerical modeling of TiAl6V4 cutting [4-10]. These 
numerical are all focused on orthogonal cutting operations 
which is of high interest for the scientific community but it is 
far from cutting operations such as drilling. Drilling of 
titanium parts is of strategic interest for industry. It is only 
possible to report the work of [11-14] who started to model 
numerically titanium drilling operations.  

The development of a numerical cutting model necessitates 
a large number of parameters, including a friction model 
between the workmaterial and the cutting tool. The scientific 
community regrets an important lack of knowledge on friction 
models at the tool-workmaterial interface [15]. In the context 
of TiAl6V4 alloys machining, this lack is even worse due to 
the narrow range of applications and to the price of this alloy, 
which limits practical investigations. As an example, some 
authors, such as [6], do not mention the values of friction 
coefficient in their model. Other authors, such as [9], consider 
that there is no friction during the machining of titanium 
alloys, whereas [4-5] consider that friction coefficient is 
constant to 0.52 on the rake face irrespective of the cutting 
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speed. [16] prefers to consider a constant value of 0.32 
irrespective of the cutting speed. More complex friction 
models are considered by [7;15] with a sticking region close to 
the cutting edge, followed by a sliding region with a constant 
Coulomb friction coefficient. As far as numerical modelling of 
titanium drilling is concerned [11-14], the situation is even 
worse as all the models consider a constant friction coefficient 
along the cutting edges. This is not realistic as friction is 
strongly affected by sliding velocity, as shown by [17]. 
Sliding velocity varies with cutting speed. By the way, in 
drilling, the local cutting speed varies along the cutting edge. 
Near the axis (chisel edge), the local cutting speed is close to 
zero. At the opposite, near the margins, the local cutting speed 
is equal to the macroscopic cutting speed reported in any 
technical drilling report. So the sliding velocity around cutting 
edges and margins varies also from zero to the macroscopic 
cutting speed. 

So there is a great necessity to improve knowledge on 
friction so as to limit the large deviation observed in the 
scientific litterature. Indeed, [15;18] have shown that a large 
variation on friction modeling has a huge influence on contact 
temperature, which is of strategic interest to predict wear [19] 
and surface integrity [20]. So several authors have tried to 
improve friction models and especially in titanium cutting 
[21], that has shown the key influence of sliding speed and 
contact pressure.  

However no paper has investigated the specific frictional 
behaviour in drilling. Indeed, as shown in Fig. 1, a drill is in 
contact with a workmaterial within three zones.  

 

Fig. 1. Description of various friction zones in drilling 
(inspired by [22]) a) Pr view of drilling operation  b) Pp view 
of drilling operation  c) Contacts along the cutting edges.  d) 

Contact on the margins 
 
Along the cutting edge, the workmaterial is in contact in 

the secondary shear zone and in the tertiary shear zone (Fig. 1-
c). These zones correspond to an open tribosystem as 
described by [17], which means that the workmaterial is only 
in contact once with the cutting tool material. In addition, the 
drill is also in contact with the workmaterial along its margins 
(Fig. 1-b & 1-d). This zone corresponds to a closed 
tribosystem, as the margin rubs the same surface during 
several revolutions. The number of revolution depends on 
elastic recovery and the thermal expansion of the 

workmaterial. It depends also on the design of the drill and 
especially its back conicity. It is well known by scientists in 
tribology that a closed tribosystem behave differently than an 
open tribosystem. So the scientific question of this paper 
consists in investigating if friction coefficient can be assumed 
as similar or not between a flank face and a margin when 
modelling titanium drilling.  

 

Fig. 2. Tribometer [17]. a) View of the tribometer b) Heat flux 
measurement system c) Forces measurement system 

2. Experimental set-up 

A special tribometer has been designed to characterize 
friction coefficients (Fig. 2) by [17]. This tribometer is based 
on a lathe and is instrumented with a dynamometer so as to 
provide the apparent (or macroscopic) friction coefficient μapp 
that corresponds to the ratio between the tangential force Ft 
and the normal force Fn. 

NB : The adhesive friction coefficient, that is required for 
numerical cutting models, can be determined from the 
apparent friction coefficient thanks to analytical or numerical 
post-treatments as described by [17]. 

As titanium is mainly drilled with carbide tools, pins are 
made of tungsten carbide WC/Co. Half of the pins have been 
tested without coating as it is the state of the art in titanium 
drilling, whereas the rest of pins have been coated with an 
AlCrN coating that is recommended by some coatings 
manufacturers. Pin’s diameter have been ground to 9mm and 
polished to Ra≈0.5μm. 

The tribological conditions (sliding velocity and contact 
pressure) vary all along the cutting edge and along the margin. 
Indeed, sliding velocity is very small close to the chisel edge 
and reaches its maximum close to the margin. In addition, 
sliding velocity is different on the rake face (Fig. 1-c – zone 
BC) and on the flank face (Fig. 1-c – zone BA). It is lower on 
the rake face due to the chip compression ratio. It has been 
decided to focus our attention to the tribological phenomena 
close to the corner ‘N’ in Fig. 1-a. In this region, the sliding 
speed on the flank face and on the margin are similar and 
equal to the cutting speed Vc. It has been decided to consider a 
constant cutting speed of 25 m/min in this work which is in 
accordance with current industrial practice.  
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As discussed in the introduction, the main difference 
between the flank face and the margin comes from the 
tribosystem (open tribosystem for the flank face or closed 
tribosystem for the margin). This tribometer can be used to 
characterize friction coefficients of an open tribosystem (Fig. 
3a) or a closed tribosystem (Fig. 3b). To move from one 
configuration to the other, it is only necessary to switch on/off 
the feed of the lathe. 

Two contact pressures P have also been considered so as to 
evaluate its sensitivity on friction : 1200 and 1500 MPa 
corresponding to two normal forces Fn : 500 and 1000 N. 

Friction tests have been performed with an oil mist applied 
in front of the friction zone so as to simulate the lubrication 
condition commonly applied when drilling titanium parts in 
many companies, such as AIRBUS. 

 
Fig. 3. Open- or closed-Tribosystem configuration. 

3. Evolution of friction coefficient after a short duration 

The tribometer has been applied so as to characterize 
apparent friction coefficient μapp. For AlCrN coated and 
uncoated pins, as well as for two normal forces 500 and 1000 
N. Both tribosystems (closed and open) have been tested. A 
friction tests last around 20 seconds so as to get a stable 
signal. Each configuration has been replicated 3 times. A new 
pin has been used for each test. So this section does not 
consider the influence of wear on friction. All the results are 
reported in Fig. 4. 

Fig. 4-a and Fig. 4-b report the results for uncoated pins 
and AlCrN coated pins respectively. The order of magnitude 
of apparent friction coefficient is around 0.2-0.3 which is in 
accordance with previous results presented by [21]. Fig. 4 
reveals that friction coefficients are always lower for the open 
tribosystem than for the closed tribosystem, irrespective of the 
presence of a coating. These results are correlated with 
observations of adhesive layers as shown in Fig. 5. Adhesion 
is much (twice) larger for pins in closed tribosystems than for 
pins in open tribosystems. The same trend has been observed 
for all the configurations even if only one is presented in this 
paper due to a lack of space. This result reveals that it is not 
possible to consider a single friction model for flank face and 
for margin when modeling drilling operations. 

Fig. 4 reveals also that friction coefficient decreases over 
normal force (i.e. contact pressure). This confirms previous 

results reported by [21]. Moreover, as contact pressure vary in 
the various contact zones between the cutting tool and 
titanium, this result underlines that a friction model has to 
consider the influence of contact pressure. 

It has also been proposed to analyse the influence of the 
AlCrN coating on friction in Fig. 6. It is revealed that the 
AlCrN coating induces a slight increase of friction irrespective 
of normal pressure, or of tribosystem. This confirms that the 
current state of the art based on uncoated carbide drills 
remains relevant. 

 
Fig. 4. Evolution of apparent friction coefficient over normal 

force for both tribosystems and for two tool’s materials. 
 

 
Fig. 5. Adhesion for closed and open tribosystems. 
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speed. [16] prefers to consider a constant value of 0.32 
irrespective of the cutting speed. More complex friction 
models are considered by [7;15] with a sticking region close to 
the cutting edge, followed by a sliding region with a constant 
Coulomb friction coefficient. As far as numerical modelling of 
titanium drilling is concerned [11-14], the situation is even 
worse as all the models consider a constant friction coefficient 
along the cutting edges. This is not realistic as friction is 
strongly affected by sliding velocity, as shown by [17]. 
Sliding velocity varies with cutting speed. By the way, in 
drilling, the local cutting speed varies along the cutting edge. 
Near the axis (chisel edge), the local cutting speed is close to 
zero. At the opposite, near the margins, the local cutting speed 
is equal to the macroscopic cutting speed reported in any 
technical drilling report. So the sliding velocity around cutting 
edges and margins varies also from zero to the macroscopic 
cutting speed. 

So there is a great necessity to improve knowledge on 
friction so as to limit the large deviation observed in the 
scientific litterature. Indeed, [15;18] have shown that a large 
variation on friction modeling has a huge influence on contact 
temperature, which is of strategic interest to predict wear [19] 
and surface integrity [20]. So several authors have tried to 
improve friction models and especially in titanium cutting 
[21], that has shown the key influence of sliding speed and 
contact pressure.  

However no paper has investigated the specific frictional 
behaviour in drilling. Indeed, as shown in Fig. 1, a drill is in 
contact with a workmaterial within three zones.  
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tribology that a closed tribosystem behave differently than an 
open tribosystem. So the scientific question of this paper 
consists in investigating if friction coefficient can be assumed 
as similar or not between a flank face and a margin when 
modelling titanium drilling.  

 

Fig. 2. Tribometer [17]. a) View of the tribometer b) Heat flux 
measurement system c) Forces measurement system 

2. Experimental set-up 

A special tribometer has been designed to characterize 
friction coefficients (Fig. 2) by [17]. This tribometer is based 
on a lathe and is instrumented with a dynamometer so as to 
provide the apparent (or macroscopic) friction coefficient μapp 
that corresponds to the ratio between the tangential force Ft 
and the normal force Fn. 

NB : The adhesive friction coefficient, that is required for 
numerical cutting models, can be determined from the 
apparent friction coefficient thanks to analytical or numerical 
post-treatments as described by [17]. 

As titanium is mainly drilled with carbide tools, pins are 
made of tungsten carbide WC/Co. Half of the pins have been 
tested without coating as it is the state of the art in titanium 
drilling, whereas the rest of pins have been coated with an 
AlCrN coating that is recommended by some coatings 
manufacturers. Pin’s diameter have been ground to 9mm and 
polished to Ra≈0.5μm. 

The tribological conditions (sliding velocity and contact 
pressure) vary all along the cutting edge and along the margin. 
Indeed, sliding velocity is very small close to the chisel edge 
and reaches its maximum close to the margin. In addition, 
sliding velocity is different on the rake face (Fig. 1-c – zone 
BC) and on the flank face (Fig. 1-c – zone BA). It is lower on 
the rake face due to the chip compression ratio. It has been 
decided to focus our attention to the tribological phenomena 
close to the corner ‘N’ in Fig. 1-a. In this region, the sliding 
speed on the flank face and on the margin are similar and 
equal to the cutting speed Vc. It has been decided to consider a 
constant cutting speed of 25 m/min in this work which is in 
accordance with current industrial practice.  
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As discussed in the introduction, the main difference 
between the flank face and the margin comes from the 
tribosystem (open tribosystem for the flank face or closed 
tribosystem for the margin). This tribometer can be used to 
characterize friction coefficients of an open tribosystem (Fig. 
3a) or a closed tribosystem (Fig. 3b). To move from one 
configuration to the other, it is only necessary to switch on/off 
the feed of the lathe. 

Two contact pressures P have also been considered so as to 
evaluate its sensitivity on friction : 1200 and 1500 MPa 
corresponding to two normal forces Fn : 500 and 1000 N. 

Friction tests have been performed with an oil mist applied 
in front of the friction zone so as to simulate the lubrication 
condition commonly applied when drilling titanium parts in 
many companies, such as AIRBUS. 

 
Fig. 3. Open- or closed-Tribosystem configuration. 

3. Evolution of friction coefficient after a short duration 

The tribometer has been applied so as to characterize 
apparent friction coefficient μapp. For AlCrN coated and 
uncoated pins, as well as for two normal forces 500 and 1000 
N. Both tribosystems (closed and open) have been tested. A 
friction tests last around 20 seconds so as to get a stable 
signal. Each configuration has been replicated 3 times. A new 
pin has been used for each test. So this section does not 
consider the influence of wear on friction. All the results are 
reported in Fig. 4. 

Fig. 4-a and Fig. 4-b report the results for uncoated pins 
and AlCrN coated pins respectively. The order of magnitude 
of apparent friction coefficient is around 0.2-0.3 which is in 
accordance with previous results presented by [21]. Fig. 4 
reveals that friction coefficients are always lower for the open 
tribosystem than for the closed tribosystem, irrespective of the 
presence of a coating. These results are correlated with 
observations of adhesive layers as shown in Fig. 5. Adhesion 
is much (twice) larger for pins in closed tribosystems than for 
pins in open tribosystems. The same trend has been observed 
for all the configurations even if only one is presented in this 
paper due to a lack of space. This result reveals that it is not 
possible to consider a single friction model for flank face and 
for margin when modeling drilling operations. 

Fig. 4 reveals also that friction coefficient decreases over 
normal force (i.e. contact pressure). This confirms previous 

results reported by [21]. Moreover, as contact pressure vary in 
the various contact zones between the cutting tool and 
titanium, this result underlines that a friction model has to 
consider the influence of contact pressure. 

It has also been proposed to analyse the influence of the 
AlCrN coating on friction in Fig. 6. It is revealed that the 
AlCrN coating induces a slight increase of friction irrespective 
of normal pressure, or of tribosystem. This confirms that the 
current state of the art based on uncoated carbide drills 
remains relevant. 

 
Fig. 4. Evolution of apparent friction coefficient over normal 

force for both tribosystems and for two tool’s materials. 
 

 
Fig. 5. Adhesion for closed and open tribosystems. 

Ti6Al4V�barr�

Feed�per��
revolution�

Open�tribo-system� Closed�tribo-system�

Oil�mist�

a b

Normal�force�(N)�

0�

0.05�

0.1�

0.15�

0.2�

0.25�

0.3�

0.35�

0� 200� 400� 600� 800� 1000� 1200�

Ap
p.
�fr
ict
io
n�
co
ef
f.,
�μ

ap
p�

Closed�tribosystem�

Open�tribosystem�

Uncoated�WC-Co�pins�

Friction conditions 
  V = 25 m/min 
 Lub: Oil mist 
Pin 
  Diam. 9 mm 
  WC+12%Co 
Bar 
  Ti6Al4V 

Ft 

Fn 
µapp =

Ft

Fn

0�

0.05�

0.1�

0.15�

0.2�

0.25�

0.3�

0.35�

0� 200� 400� 600� 800� 1000� 1200�
Normal�force�(N)�

Ap
p.
�fr
ict
io
n�
co
ef
f.,
�μ

ap
p�

Closed�tribosystem�

Open�tribosystem�

AlCrN�coated�pins�

a

b



122 Raphael Lorain et al. / Procedia CIRP 82 (2019) 119–123

4 Author name / Procedia CIRP 00 (2019) 000–000 

 
Fig. 6. Evolution of apparent friction coefficient over normal 

force for both tribosystems and for two tool’s materials. 

4. Evolution of friction coefficient after a long duration 

The tribometer has also been applied during long duration 
so as to evaluate the influence of the tribosystem and of the 
coating on tool’s wear. Wear intensity is evaluated thanks to 
the evolution of the apparent friction coefficient. It is assumed 
that an increase in friction coefficient reveals an increase in 
wear. As these tests are very long, a limited number of 
configuration have been tested. The effect of contact pressure 
has not been investigated. A single normal force Fn=1000 N 
(P=1500 MPa) has been tested.  Wear tests last 1700 seconds; 
which corresponds the contact duration between a drill with 
titanium after 30 holes (hole’s diam.:8mm, feed per revolution 
0.06mm, hole’s length:20mm). Fig. 7 plots the evolution of 
apparent friction coefficient over the time. It reveals that 
friction remains almost stable for an open tribosystem, 
whereas it increases drastically for the closed tribosystem. It 
can also been observed that tests made with the closed 
tribosystem have been stopped much sooner due this rapid 
wear. This shows that wear phenomena should be much more 
intense on margins than on flank face. It confirms that friction 
and wear cannot be modeled in the same way on flank faces 
and on margins. 

Based on this result it is also possible to catch the attention 
of companies interested in the surface integrity of their 
component. Indeed, it reveals that wear phenomena on 
margins will lead to an increase of friction coefficient, that is 
one of the main heat source applied on the final drilled 
surface. It is well known that heat induces tensile stresses 
(Mondelin2012) which may be critical for crack initiation in 
holes. So scientists involved in numerical modeling of residual 

stresses induced by drilling operation should pay attention to 
the evolution of friction coefficient on margins over time. 

As far as coating is concerned, it appears that the AlCrN 
coating leads to a more severe wear rate than an uncoated 
carbide as shown in Fig. 8-b. This confirms that this coating is 
not relevant for titanium drilling with an oil mist environment. 
This result has to be consolidated by additionnal tests. 

 
Fig. 7. Evolution of friction coefficient over time for both 

tribosystems and for two tool’s materials. 
 

 
Fig. 8. Evolution of friction coefficient over time for coated 

and uncoated pins. 
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Fig. 6. Evolution of apparent friction coefficient over normal 

force for both tribosystems and for two tool’s materials. 

4. Evolution of friction coefficient after a long duration 

The tribometer has also been applied during long duration 
so as to evaluate the influence of the tribosystem and of the 
coating on tool’s wear. Wear intensity is evaluated thanks to 
the evolution of the apparent friction coefficient. It is assumed 
that an increase in friction coefficient reveals an increase in 
wear. As these tests are very long, a limited number of 
configuration have been tested. The effect of contact pressure 
has not been investigated. A single normal force Fn=1000 N 
(P=1500 MPa) has been tested.  Wear tests last 1700 seconds; 
which corresponds the contact duration between a drill with 
titanium after 30 holes (hole’s diam.:8mm, feed per revolution 
0.06mm, hole’s length:20mm). Fig. 7 plots the evolution of 
apparent friction coefficient over the time. It reveals that 
friction remains almost stable for an open tribosystem, 
whereas it increases drastically for the closed tribosystem. It 
can also been observed that tests made with the closed 
tribosystem have been stopped much sooner due this rapid 
wear. This shows that wear phenomena should be much more 
intense on margins than on flank face. It confirms that friction 
and wear cannot be modeled in the same way on flank faces 
and on margins. 

Based on this result it is also possible to catch the attention 
of companies interested in the surface integrity of their 
component. Indeed, it reveals that wear phenomena on 
margins will lead to an increase of friction coefficient, that is 
one of the main heat source applied on the final drilled 
surface. It is well known that heat induces tensile stresses 
(Mondelin2012) which may be critical for crack initiation in 
holes. So scientists involved in numerical modeling of residual 

stresses induced by drilling operation should pay attention to 
the evolution of friction coefficient on margins over time. 

As far as coating is concerned, it appears that the AlCrN 
coating leads to a more severe wear rate than an uncoated 
carbide as shown in Fig. 8-b. This confirms that this coating is 
not relevant for titanium drilling with an oil mist environment. 
This result has to be consolidated by additionnal tests. 

 
Fig. 7. Evolution of friction coefficient over time for both 

tribosystems and for two tool’s materials. 
 

 
Fig. 8. Evolution of friction coefficient over time for coated 

and uncoated pins. 
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5. Conclusions 

This work has pointed out the necessity to improve the 
knowledge in friction during drilling operations. It has been 
shown that drilling phenomena are completely different on 
margins and on flank faces. Tribological conditions on 
margins are considered as a closed tribosystem, whereas it 
corresponds to an open tribosystem on flank faces. 
Based on a specially designed tribometer, it has been revealed 
that friction, adhesion and subsequently wear, is more intense 
on margins than on flank faces.  
In addition, it has been shown that friction is also sensitive to 
contact pressure. By the way, this work highlights the 
necessity to identify two different friction models : one for the 
flank faces and another one for the margins. Both models 
have to be dependent on sliding velocity and contact pressure. 
Finally, it has been shown that the AlCrN coating is not 
appropriate for titanium drilling as it increases friction and 
wear rate. 
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Annexe B

Vibrations en usinage : concepts de
base

Le contenu de ce chapitre est principalement une ré-interprétation issu de mes notes
personnelles prisent lors du cours du Professeur Altintas à l'Université de Colombie Bri-
tannique, ainsi que de son ouvrage [51] faisant référence dans la discipline. Les principales
modi�cation que j'apporterais par rapport à ce que le lecteur pourrais trouver dans la
littérature actuelle sont principalement de l'ordre de la représentation en tant qu'objets
mathématiques des concepts mis en ÷uvre. On adoptera ici des représentations vecto-
rielles, basée sur l'algèbre linéaire, plutôt que les représentation traditionnellement basées
sur des relations trigonométriques qui peuvent rapidement devenir lourdes à écrire et
dont l'interprétation physique me semble parfois moins évidente. Cependant, nous nous
limiterons à évoquer les aspects nécessaires pour appréhender un problème de dynamique
en perçage assisté par vibrations axiales forcées. Il nous faudra donc être en mesure de
traiter un problème d'usinage en coupe oblique, avec de multiples degrés de libertés, en
situation de coupe interrompue. Pour ce faire, nous évoquerons en premier lieu les rela-
tions élémentaires établis dans le cadre de la coupe orthogonale, avec une direction des
e�orts �xe et en coupe continue. Puis, nous verrons comment l'ajout de multiples degrés
de libertés conduit à passer d'un problème régis par une équation scalaire à une équation
caractéristique basée sur le calcul d'un déterminant à base de grandeurs vectorielles. S'en
suit une présentation de l'impact du passage d'une situation de coupe orthogonale à une
situation de coupe oblique. Pour �nir, nous présenterons une méthodologie développée
pour traiter les cas de coupe discontinue, établis à l'origine dans le cas d'une opération
de fraisage. C'est à la lumière de ces éléments que nous serons à même d'appréhender les
travaux de la littérature traitant de la dynamique en perçage.

B.1 Vibrations en coupe orthogonale continue

Le but de ce chapitre est d'exposer de manière simple les principaux concepts relatifs
aux vibrations en usinage. S'il y a une multitude de situation d'usinage di�érentes rencon-
trés dans la pratique, les phénomènes physiques à l'origine des vibrations en usinage sont
similaires. Ainsi, nous exposerons comment ces di�érents phénomènes interagissent dans
le cas d'un usinage simple, en coupe orthogonale, avec une seule direction de vibrations
colinéaire à la direction d'avance (�g. B.1). L'étude de la stabilité de ce type de système
usinant a été présenté par Tobias et Fishwick [69] en 1958.

La �gure B.1 représente une situation de coupe apparentée à un cas de tournage or-
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Figure B.1 � Situation de coupe orthogonale dynamique.

thogonal où l'outil plonge dans la matière. L'outil est présenté comme ayant une �exibilité
dans la direction d'avance ~y. On trouve dans la littérature des représentations où la pièce
est �exible et l'outil parfaitement rigide, comme dans la présentation réalisée par Altin-
tas [70]. Cela n'a�ecte en rien les développements qui suivent, les deux situations sont
équivalentes.

L'outil est animé d'un mouvement d'avance linéaire avec f l'avance par tour appliquée.
Dans ce cas simple de coupe, l'épaisseur nominale de copeau coupée h0 en l'absence de
vibrations et égale à l'avance par tour f . La réaction de la matière coupée sur l'outil
génère un e�ort résultant pouvant être décomposé en deux directions orthogonales :

� ~Ft : l'e�ort dans la direction tangentielle (~x sur la �gure B.1).
� ~Fr : l'e�ort dans la direction radiale (~y sur la �gure B.1).

Les e�orts appliqués sur l'outil sont fonctions de la section de copeau coupée S (eq.B.1)
représentée par le rectangle rouge �gure B.1.

S = b× h (B.1)

Avec b la largeur de copeau coupée et h l'épaisseur de copeau instantanée. En présence de
vibrations, l'épaisseur de coupe instantanée h(t) n'est plus égale à h0. Sur la �gure B.1,
le rectangle en trait interrompu représente la section de copeau nominale sans vibrations.
Dans la situation de coupe décrite, l'outil usine la surface générée par le précédent passage
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de l'outil. Ainsi, l'épaisseur de copeau coupée à l'instant t est a�ecté par le déplacement
de l'outil à l'instant t et à l'instant t− T , avec T la période nécessaire pour que la pièce
réalise une rotation complète. L'épaisseur de copeau instantanée s'écrit donc :

h(t) = h0 − (y(t)− y(t− T )) (B.2)

On pose :
hd = −(y(t)− y(t− T )) (B.3)

Le terme hd est appelé l'épaisseur de copeau dynamique.
On peut approximer les e�orts de coupe par un développement limité autour de l'épais-

seur de copeau nominale h0 :

Fr(h0 + hd) ≈ Fr(h0) +
dFr(h)

dh
(h0)× hd (B.4)

Le coe�cient directeur de la tangente à la courbe de Fr(h) en h0, noté
dFr(h)

dh
(h0) se

décompose en :
dFr(h)

dh
(h0) = b×Kr (B.5)

Où Kr est le coe�cient spéci�que de coupe fonction de la géométrie de l'outil, des condi-
tions de coupe et du matériau usiné. Finalement, la variation d'e�ort ∆Fr(t) appliqué sur
l'outil s'écrit :

∆Fr(t) = −bKr(y(t)− y(t− T )) (B.6)

Les e�orts agissent sur la structure usinante représentée par le système masse-ressort
équivalent �gure B.1. La notion de système équivalent est importante ici. Lors de l'étude
d'un cas réel d'usinage, la détermination du système équivalent est essentiel à la bonne
représentation du comportement dynamique de la structure. Le choix du nombre de degrés
de liberté à considérer, leurs orientations dans l'espace, ainsi que leurs caractéristiques
dynamiques associées, doivent être choisis a posteriori d'une analyse modale expérimentale
ou théorique réalisée sur la structure au plus proche de la con�guration d'usinage étudiée.
Ainsi, l'équilibre dynamique du système �gure B.1 dans la direction ~y s'écrit :

Mÿ + Cẏ +Ky = Fr(h0) + ∆Fr(t) (B.7)

Le terme Fr(h0) étant statique, il n'induit qu'un déplacement également statique de l'outil.
Il n'a pas d'in�uence sur la stabilité du système. De fait, on le retire de l'équation du
système. On analyse la stabilité de l'équation di�érentielle linéaire à terme retard suivante :

Mÿ + Cẏ +Ky = −bKr [y(t)− y(t− T )] (B.8)

En appliquant la transformée de Laplace à l'équations B.7 on obtient :

y(s)
[
Ms2 + Cs+K

]
= ∆Fr(s) (B.9)

On pose Φ(s) la fonction de transfert de la structure :

Φ(s) =
1

Ms2 + Cs+K
=

y(s)

∆Fr(s)
(B.10)

La transformée de Laplace appliquée à B.6 combinée à B.10 donne :

∆Fr(s) = −bKr∆Fr(s)Φ(s)
(
1− e−sT

)
(B.11)
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En factorisant par ∆Fr(s), on a :

∆Fr(s)
[
1 + bKrΦ(s)

(
1− e−sT

)]
= 0 (B.12)

L'équation caractéristique dont les racines dé�nissent la stabilité du système est donc :

1 + bKrΦ(s)
(
1− e−sT

)
= 0 (B.13)

Le terme exponentiel dans cette équation conduit à une in�nité de solutions. Or, la sta-
bilité du système est assurée si et seulement si l'ensemble des racines du système sont
stables. Les racines Pi, avec i = 1, · · · ,∞ peuvent s'écrire :

Pi = σi + jωc (B.14)

La stabilité d'une racine est jugée par le signe du σ associé. Si σ < 0, alors l'amplitude des
oscillations du système est décroissante, le système est stable. Si σ > 0, l'amplitude des
oscillations est croissante, le système est instable. Vient le cas critique, où σ = 0, alors le
système est à la limite de la stabilité, l'amplitude des oscillations est constante au cours
du temps. Comme la stabilité est entièrement déterminée par la partie réelle des racines
de l'équation caractéristique, on réalise la transformation suivante : la variable de Laplace
est remplacée par s = jω et la fonction de transfert Φ(ω) est séparée en une partie réelle
G(ω) et une partie imaginaire H(ω), alors : Φ(ω) = G(ω)+ jH(ω). Pour une fréquence de
vibration critique ωc, en annulant la partie réelle de l'équation caractéristique du système,
on arrive à l'expression suivante :

blim =
−1

2KrG(ωc)
(B.15)

Où blim dé�nie la largeur de copeau coupée pour laquelle le système est à la limite de la
stabilité.

B.2 Vibrations en coupe orthogonale avec plusieurs de-
grés de liberté

La �gure B.2 représente une situation de coupe orthogonale dont le système usinant est
constitué de deux directions privilégiées de �exibilité : suivant les directions ~x et ~y. Nous
pouvons observer que contrairement à la situation décrite sur la �gure B.1, les �exibilités
ne sont pas orientées directement dans les directions des e�orts de coupe. En particulier,
si dans la situation précédente nous n'avions eu besoin de ne considérer que la variation de
l'e�ort ~Fr, il devient évident qu'ici nous devons établir une expression prenant en compte
la variation d'e�ort dans les directions ~R et ~T .

Premièrement, nous allons alléger les notations utilisées dans la section précédente.
Nous avons déjà expliqué que nous ne prenons en compte que la variation des e�orts
en fonction de la variation de l'épaisseur de copeau coupée, appelée épaisseur de copeau
dynamique hd, pour établir les équations d'équilibre du système. Sans rien enlever à la
généralité du propos, désormais nous noterons ~Fc = ~Frc+ ~Ftc l'e�ort dynamique de coupe,
sans ajouter le pré�xe ∆ comme précédemment, c'est à dire la part d'e�ort proportionnelle
à l'épaisseur de copeau coupée dynamique après la linéarisation e�ectuée équation B.4
autour du point de fonctionnement h0.
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Figure B.2 � Situation de coupe orthogonale dynamique avec plusieurs degrés de liberté.

Comme mentionné précédemment, les e�orts dynamiques Frc et Ftc sont proportionnels
à l'épaisseur de copeau coupée dynamique hd. L'épaisseur de copeau coupée est toujours
calculée dans la direction ~R, considérée comme la direction normale à la surface générée
en négligeant l'in�uence de la vitesse d'avance sur l'orientation de la surface. De fait,
~R est perpendiculaire à ~Vc, alors que la direction tangentielle est colinéaire à ~Vc. Cela
sera toujours vrai, quelque soit la situation d'usinage considérée. Dans le cas particulier
illustré ici, ~R est colinéaire à ~Vf , ce ne sera pas toujours le cas. Ainsi, nous pouvons
réécrire l'expression de l'épaisseur de copeau coupée B.2 comme :

h(t) = h0 − (r(t)− r(t− T )) (B.16)

Avec r(t) et r(t − T ) les déplacements de l'outil respectivement à l'instant t et t − T

dans la direction ~R. En posant ~X, le vecteur position de l'outil, r(t) et r(t− T ) sont les
projections de ~X à l'instant t et t− T . Cela se traduit par les produits scalaires :

r(t) = ~X(t) · ~R r(t− T ) = ~X(t− T ) · ~R (B.17)

En posant
∆ ~X = ~X(t)− ~X(t− T ) (B.18)

Il vient immédiatement :

hd = −(r(t)− r(t− T )) = −∆ ~X · ~R (B.19)

Je souhaite prendre le temps de m'attarder sur cette dé�nition de l'épaisseur de copeau
dynamique. Elle se condense en une expression simple, sous la forme d'un produit scalaire
entre un vecteur représentant la variation du déplacement de l'outil entre deux instants
particuliers, et un vecteur ~R, qui sera représentatif de la situation locale de la coupe.
Très souvent, pour ne pas dire tout le temps, l'expression de l'épaisseur de copeau est
donnée sous la forme d'une expression faisant intervenir des fonctions trigonométriques.
Ces expressions sont dans l'esprit identique à celle présentée ici. Cependant, elles sont
à modi�er à chaque fois que la situation de coupe évolue, elle est très dépendante des
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conventions choisies par les auteurs pour dé�nir les angles orientant la coupe. Le fait de
l'exprimer sous une forme vectorielle et d'un produit scalaire est pour moi porteuse de plus
de sens et de généralité. Cette dernière expression me semble plus simple à appréhender,
en particulier lorsque l'on est pas confronté tous les jours à dé�nir la géométrie locale
d'une situation de coupe en fonction des angles locaux de l'outil et de la cinématique
appliqué à celui-ci. Le vecteur ~X peut s'exprimer en fonction des déplacements dans les
directions de �exibilités du système avec :

~X(t) = x(t).~x+ y(t).~y (B.20)

De fait, nous pouvons exprimer l'e�ort dynamique de coupe comme :

~Fc = b · ~K · hd (B.21)

Avec ~K pouvant s'exprimer dans la base (~R, ~T ) en fonction de Kr et Kt :

~K = Kr · ~R +Kt · ~T (B.22)

En remplaçant hd par l'expression B.19 et en écrivant le produit scalaire sous la forme
d'un produit matriciel, on obtient :

~Fc = −b · ~K · ~RT ·∆ ~X (B.23)

On pose :
[A0] = ~K · ~RT (B.24)

Où [A0] désigne la matrice des coe�cients de coupe orientés. Alors, l'e�ort de coupe
dynamique s'écrit :

~Fc = −b [A0] ·∆ ~X (B.25)

La fonction de transfert du système [Φ] s'écrit désormais sous une forme matricielle avec
la relation :

~X(s) = [Φ(s)] ~Fc (B.26)

En appliquant la transformée de Laplace à B.25 et B.18, puis en remplaçant ~X(s) par
B.26, on obtient une expression similaire à B.12 :

~Fc(s)
[
I + b

(
1− e−sT

)
[A0][Φ(s)]

]
= ~0 (B.27)

En remplaçant s par jω, l'équation caractéristique associée à ce problème aux valeurs
propres est :

∆(ω) = det
[
I + b

(
1− e−jωT

)
[A0][Φ(ω)]

]
(B.28)

L'étude des racines de ∆(ω) permet de conclure quand à la stabilité du système. On
remarque l'importante similitude entre cette expression et celle obtenue précédemment
(eq. B.13).
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B.3 Vibrations en coupe oblique

B.3.1 In�uence de l'angle de direction d'arête

Jusqu'ici, nous avons toujours considéré que la direction de l'arête de coupe était or-
thogonale au plan formé par la direction de coupe et la direction d'avance (�gure B.1).
Nous allons voir comment les expressions que nous avons établies sont modi�ées ou pas
lorsque l'on fait pivoter l'outil autour de l'axe établi par la direction de coupe ~Vc (�gure
B.3). Sur cette �gure, nous montrons que le calcul de la largeur et la hauteur de co-
peau coupée sont toujours calculées dans le plan ayant pour normale la vitesse de coupe.
Cependant, la direction d'arête, orientée par l'angle κr, n'est plus perpendiculaire à la
direction d'avance. De fait, la normale à la surface générée par la coupe représentée par la
direction ~R n'est plus orientée suivant la direction ~y. Il su�t de prendre en compte cette

Figure B.3 � Section de copeau coupée et orientation des e�orts de coupe en fonction
de la direction d'arête.

modi�cation de l'orientation de ~R en fonction de la base d'expression des e�orts et des
déplacements choisis. Les expressions des e�orts et de l'épaisseur de copeau dynamique
établis précédemment (eq. B.21) et (eq. B.19) ne perdent rien de leurs généralités. les
développements qui s'en sont suivis dans la section précédente ne sont donc pas a�ectés.
Les modi�cations interviendront simplement lorsqu'il s'agira de choisir une base d'ex-
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pression pour les di�érents éléments, en particulier la matrice des coe�cients de coupe
orientés [A0]. Par exemple, si l'on choisit d'exprimer les composantes des e�orts et des
déplacements dans la base (~R, ~T ), il vient immédiatement d'après l'équation B.24 que [A0]
s'écrit :

[A0] =

(
Kr 0
Kt 0

)
(B.29)

Cependant, il sera assez rare que les équations du mouvement soient exprimées dans cette
base. Il conviendra d'appliquer les changements de bases appropriés à chaque situation
particulière, et donc les composantes de [A0] s'en verront modi�ées. Par exemple, si l'on
choisit la base (~x, ~y, ~z) pour exprimer les composantes des e�orts et des déplacements,
alors [A0] devient :

[A0] =

0 −Kt cos(κr) Kt sin(κr)
0 Kr cos2(κr) −Kr sin(κr) cos(κr)
0 −Kr sin(κr) cos(κr) Kr sin2(κr)

 (B.30)

Ici, on voit immédiatement l'intérêt d'adopter les notations matricielles su�samment gé-
nérales tels qu'utilisées pour les relations B.19 et B.24 a�n de se concentrer sur les aspects
physiques du problème sans ajouter de complexité liée à l'expression littérale des compo-
santes des di�érents éléments dans telle ou telle base. Le choix des bases d'expression doit
être réalisé uniquement lors du traitement d'un cas précis, il n'est pas lié à la méthodologie
générale.

B.3.2 In�uence de l'angle d'inclinaison d'arête

La �gure B.4 illustre une situation de coupe oblique. L'outil est incliné d'un angle λs
autour de la direction ~R par rapport à la situation de coupe orthogonale décrite �gure B.1.
L'inclinaison de l'arête de coupe ne change pas l'orientation du vecteur ~R normal à la sur-
face générée. L'épaisseur de copeau coupée hd n'est donc pas impactée par cette situation
coupe par rapport à la situation de coupe orthogonale initiale. Cependant, l'inclinaison de
l'arête supprime le symétrie du système dans le plan (~R, ~T ). En conséquence, il apparaît
un e�ort ~Fa dans la direction ~A normale à ce plan. Cet e�ort s'écrit de manière tout à
fait similaire à ce qui a été fait précédemment pour ~Fr et ~Ft. Ainsi, l'expression de l'e�ort
de coupe dynamique (eq. B.21) reste inchangée, il su�t de compléter l'expression de ~K :

~K = Kr · ~R +Kt · ~T +Ka · ~A (B.31)

Le lecteur remarquera que le plan de mesure de la largeur de section de copeau coupé n'a
pas été modi�ée par l'inclinaison de l'arête. Ainsi, la largeur b est égale à la longueur de
la projection de l'arête dans le plan (~R, ~A) orthogonal à la vitesse de coupe.

L'impact de l'angle d'inclinaison d'arête vu dans cette section, ainsi que celui de l'angle
d'orientation d'arête traité dans la section précédente sont superposables. En combinant
ces deux éléments, nous pouvons décrire l'évolution de l'épaisseur dynamique du copeau
hd, ainsi que les e�orts, dans toutes les situations de coupe imaginables en associant les
éléments décrits dans cette partie à une base (~R, ~T , ~A) dont l'orientation est propre à
chaque situation particulière. Par la suite, il conviendra de déterminer le moyen le plus
adapté pour calculer les coe�cients de coupe dans ces trois directions. Cela, que soit le
type de modèle d'e�ort que nous choisirons, en appliquant la linéarisation exposé dans la
relation B.4 et en la généralisant dans les 3 directions.
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Figure B.4 � Section de copeau coupée et orientation des e�orts de coupe en fonction
de l'inclinaison d'arête.
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B.4 Vibrations en situation de coupe discontinue

Jusqu'à maintenant, nous avons toujours évoqué des situations de coupe continue et
dont l'orientation des e�orts ne change pas au cours du temps. Ces conditions sont celles
que l'on rencontre notamment lors d'une opération de tournage. En perçage, la plupart du
temps l'outil est mobile. L'orientation des e�orts varie au cours du temps par rapport à un
référentiel lié à la machine ou à la pièce usinée. De plus, en perçage vibratoire, la coupe est
le plus souvent discontinue. L'opération se rapproche ainsi beaucoup des caractéristiques
d'une opération de fraisage.

Altintas et Budak [68] ont proposé une analyse de la stabilité en fraisage prenant en
compte les spéci�cités de l'opération que sont le caractère discontinue de la coupe et la
variation de la direction des e�orts au cours du temps. La �gure B.5 illustre une opération
de fraisage où l'outil possède deux degrés de libertés. Nous considérerons un outil sans
hélice, immergé dans la matière avec une profondeur de passe axiale b (souvent notée ap,
on la note ici b pour marquer la similitude avec les situations décrites précédemment).
C'est une situation de fraisage orthogonal. L'outil est mû par une vitesse d'avance dans

Figure B.5 � Modèle dynamique en fraisage avec deux degrés de liberté. Inspiré de [68].

la direction ~x. Chaque dent est représentée par un indice j, allant de 0 à N − 1 avec N le
nombre de dents de l'outil. La position angulaire des dents est représentée par l'angle φj,
orientée dans le sens des aiguilles d'une montre entre la direction ~y et la direction radiale
~Rj associée à chaque dent. L'épaisseur de copeau dynamique s'écrit comme le produit de
l'équation B.19 et d'une fonction g dite fonction indicatrice déterminant si la dent est
dans la matière ou pas :

hdi = [−∆ ~X · ~Ri]g(φi) (B.32)

La fonction g se dé�nit en fonction de l'angle d'immersion de la dent φi, de l'angle d'entrée
dans la matière φst et de l'angle de sortie φex :

g(φi) =

{
1 si φst ≤ φi < φex
0 sinon

}
(B.33)
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L'e�ort dynamique de coupe associé à l'arête i s'exprime d'après B.21 et B.32 :

~Fci = −b · ~K · ~Ri

T
·∆ ~Xg(φi) (B.34)

En posant φi = φ + i · φp où φp représente le pas angulaire entre chaque dent de l'outil,
alors on peut écrire l'e�ort dynamique total appliqué sur l'outil comme :

~Fc(φ) = −b

[
N−1∑
i=0

(
~K · ~Ri

T
· g(φ+ i · φp)

)]
∆ ~X (B.35)

On dé�nit la matrice des coe�cients de coupe orientés (car dépendante de l'angle d'im-
mersion φ) [A(φ)] comme :

[A(φ)] =
N−1∑
i=0

(
~K · ~Ri

T
· g(φ+ i · φp)

)
(B.36)

Ainsi, on retrouve une formulation de l'e�ort de coupe dynamique semblable à l'équa-
tion B.25, à la di�érence que la matrice [A(φ)] n'est pas constante au cours du temps
contrairement à [A0].

~Fc = −b · [A(φ)]∆ ~X (B.37)

On applique la transformation de Fourier à l'expression précédente de l'e�ort de coupe
dynamique :

F
(
~Fc

)
= ~Fc(ω) = −b(1− e−jωT ) · [A(ω)] ∗ ~X(ω) (B.38)

Avec [A(ω)] s'écrivant sous la forme de sa décomposition en série de Fourier :

[A(ω)] =
+∞∑
r=−∞

[Ar]δ(ω − rωT ) ωT =
Ω

N
(B.39)

Les coe�cients de la série de Fourier [Ar] s'écrivent dans le domaine angulaire :

[Ar] =
N

2π

∫ 2π

0

[A(φ)]e−jrNφdφ (B.40)

Altintas et budak [68] proposent, comme première approximation, de ne prendre que le
premier terme de la série de Fourier, soir r = 0. Ils nomment cette approche : solution
d'ordre zéro. En faisant cela, le produit de convolution entre la matrice ces coe�cients
[A(ω)] et le vecteur ∆ ~X(ω) devient un simple produit matriciel. Ainsi, l'expression de
l'e�ort de coupe dynamique B.38 devient :

~Fc(ω) = −b(1− e−jωT )[A0] ~X(ω) (B.41)

En�n, en introduisant la relation entre la fonction de transfert du système et les déplace-
ments (eq. B.26), on obtient :

~Fc(ω) = −b(1− e−jωT )[A0][Φ(ω)] ~Fc(ω) (B.42)

Il vient immédiatement l'équation caractéristique suivante, identique à l'expression B.28 :

∆(ω) = det
[
I + b

(
1− e−jωT

)
[A0][Φ(ω)]

]
(B.43)
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B.5 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons pu voir, dans des situations de coupe élémentaire, com-
ment un problème de vibration en usinage est appréhendé. En particulier, nous pouvons
retenir :

� l'importance portée sur la dé�nition de l'épaisseur de copeau dynamique hd en
fonction des mouvements et de l'orientation de l'outil.

� l'apport de notations vectorielles compactes pour adopter une vue globale du pro-
blème dans les cas multidimensionnels.

� l'introduction de la fonction indicatrice g a�n de traiter les cas de coupe disconti-
nue, comme en fraisage.

Désormais, nous sommes en mesure de traiter des cas plus complexes, en particulier le cas
du perçage, d'abord conventionnel puis assisté par vibrations axiales.
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Annexe C

Vibrations transversales et en
torsion/compression des forets

C.1 Vibrations transversales des forets

Ulsoy et Tekinalp [6] proposent une modélisation des vibrations transversales de l'ou-
til en représentant le procédé par un système équivalent constitué d'un arbre en rotation
encastré aux deux extrémités avec une masse au milieu (�g. C.1). les équations du mou-
vement associées s'écrivent :[
m 0
0 m

] [
ẍ
ÿ

]
+

[
c1 −2mΩ

−2mΩ c2

] [
ẋ
ẏ

]
+

[
kx −mΩ2 −mΩ̇− C2Ω

−mΩ̇− C1Ω ky −mΩ2

] [
x
y

]
=

[
fx
fy

]
(C.1)

La raideur de l'outil est constitué de deux termes, l'un relatif aux conditions aux
limites du système et l'autre à l'application de l'e�ort axial :

kx =
192EIxx
(l − d)3

− 4Fz
(l − d)

(C.2)

Cette modélisation fait apparaître deux aspects importants. En premier, les équations du
mouvement dépendent de la vitesse de rotation de l'outil, et ce faisant, les fréquences
propres du système vont être modi�ées à mesure que la vitesse de rotation change. En
particulier, l'analyse de ces équations conduit à un système fortement instable après une
vitesse de rotation critique conduisant au bris de l'outil. Deuxièmement, l'expression de
la raideur fait apparaître l'in�uence du ratio l/D de l'outil au travers de la grandeur
(l−d) et du moment quadratique de la section Ixx. On note qu'ici, il n'est pas question de
modélisation des vibrations induites par le caractère régénératif des vibrations en usinage
conventionnellement rencontrées. Il s'agit plutôt d'étudier un mode de vibration propre

Figure C.1 � modèle équivalent au système pièce outil porte-outil. Extrait de [6].
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aux outils particulièrement longs, similaires à ce qu'on pourrait rencontrer en analyse
vibratoire de systèmes arbres/rotors. Ainsi, les phénomènes rencontrés peuvent être du
type :

� �ambement de l'outil à cause de l'e�ort axial Fz.
� Destruction de l'outil à cause du tournoiement de celui-ci suivant un mode de

�exion identique à celui d'une barre encastrée d'un coté et rotulant de l'autre
entraînée en rotation.

Finalement, les auteurs concluent que la fréquence des vibrations transverses augmente
à mesure que l'outil s'enfonce dans le perçage ; l'augmentation de l'e�ort axial, lié à
l'augmentation de la vitesse d'avance, provoque une diminution de la raideur de l'outil et
conduit à une diminution de la fréquence des vibrations ; L'augmentation de la vitesse de
rotation conduit à un comportement similaire à une réduction de la raideur de l'outil, ce
qui provoque l'augmentation de l'amplitude des oscillations jusqu'à possiblement la ruine
de l'outil.

Il faut tout de même souligner que ce type de vibrations ne peut raisonnablement
apparaître qu'avec des outils ayant une très faible rigidité latérale. A cette époque, l'uti-
lisation d'outils en carbure de tungstène n'était pas répandue, l'utilisation de forets HSS
de faibles diamètres (6,35 mm dans cet étude), combinés à de grandes longueurs (150 et
350 mm), conduit à ce type de problématique en perçage.

En 1990, Tekinalp et Ulsoy [71] étudient les relations entre la géométrie de l'outil et les
paramètres du procédé sur les vibrations transversales des forets, de nouveau sans prendre
en compte les e�orts régénératifs spéci�ques à la coupe. cette étude vient approfondir la
précédente. En particulier, ils étudient l'in�uence des paramètres suivants :

� la géométrie de la section transversale de l'outil.
� l'angle d'hélice.
� la vitesse de rotation de l'outil.
� l'e�ort axial.

Les auteurs utilisent un modèle éléments-�nis de l'outil et considère l'action de la coupe
comme un e�ort extérieur appliqué sur l'outil. Ils concluent que lorsque l'outil subit des
vibrations de faibles amplitudes, le modèle le plus représentatif est constitué d'un outil
encastré au niveau du porte-outil et monté sur une rotule à la pointe faisant la liaison
avec le fond du perçage. Lorsque l'outil subit des vibrations de grandes amplitudes, un
modèle avec un double encastrement, au niveau de l'attachement et au niveau des bords
du trous semble plus représentatif. Les auteurs concluent que changer la géométrie de la
section transversale de l'outil n'a que peu d'in�uence sur les fréquences propres en �exion
de celui-ci. Lorsqu'on modi�e la géométrie de la section, les moments d'inertie sont modi-
�és, ainsi que l'aire de la section. Les deux e�ets tendent à s'annuler et donc n'in�uencent
pas la fréquence propre de l'outil. Augmenter l'angle d'hélice tend à faire converger les
fréquences propres dans les directions transversales de l'outil. Cette convergence est qua-
siment atteinte lorsque l'hélice a réalisé 1,5 tours. L'augmentation de la vitesse de rotation
de l'outil conduit à une augmentation des fréquences propres de l'outil. L'augmentation
de l'e�ort axial induit une diminution des fréquences propres. L'e�et est d'autant plus
prononcé que l'outil est long et mince. Cela est à mettre en corrélation avec la géométrie
de la pointe de l'outil, l'avance choisie, ainsi que le matériau usiné.
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C.2 Vibrations en torsion/compression des forets héli-
coïdaux

En 2001, Bayly et all. [57], proposent une théorie de la stabilité des vibrations en
torsion/compression des outils hélicoïdaux. Le caractère hélicoïdal des outils implique
un couplage des déformations en torsion et des déformations axiales. les équations du
mouvement de la pointe de l'outil peuvent s'écrire de la manière suivante dans un repère
�xe :

[M ]~̈x+ [C]~̇x+ [K]~x = ~F (C.3)

Avec :
~x = (x, y, z, θz)

T (C.4)

les auteurs considèrent un mode en torsion/compression représenté par le vecteur norma-
lisé par la déformation en z :

~φp = (0, 0, 1, θp)
T θp < 0 (C.5)

On dé�nit les coordonnées généralisées ηp avec la relation :

~x = ηp ~φp (C.6)

En multipliant C.3 à gauche par ~φp
T
et en utilisant C.6 on obtient :

mpη̈p + cpη̇p + kpηp = Np Np = Fz + θpMz (C.7)

Le couple Mz et l'e�ort axial Fz s'expriment en fonction de b la largeur de copeau coupé,
h l'épaisseur de copeau coupé, C1 et C2 des coe�cients spéci�ques de coupe et Rav le
rayon moyen d'application de l'e�ort :

Mz = −C1bhRav Fz = −C2bh (C.8)

Alors, l'e�ort appliqué sur l'outil s'exprime en fonction des e�orts régénératifs dus aux
passages successifs des arêtes :

Np = −αC1b [ηp(t)− ηp(t− τ)] α = C2/C1 + θpRav (C.9)

Finalement, en injectant l'expression de Np dans C.7 :

mpη̈p + cpη̇p + kpηp = −αC1b [ηp(t)− ηp(t− τ)] (C.10)

L'étude de la stabilité de cette équation dans le domaine fréquentiel, conduite de façon
similaire à ce qui a pu être présenté dans le cas du tournage, donne l'expression de b à la
limite de la stabilité suivante :

b =
−1

αC12Re [Gp(ω)]
(C.11)

L'étude des zones de stabilité pour ce mode de vibration peut ainsi être réalisée de manière
similaire à ce qui est réalisé en tournage.
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Annexe D

Comparaison des procédés de perçage
conventionnel, de perçage vibratoire sur
centre d'usinage et de perçage
vibratoire sur UPA
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Figure D.1 � Comparaison de l'agrandissement A0 généré par l'outil A en perçage
conventionnel versus perçage vibratoire à oscillations forcées.

166



     0        5        10        15        20   
0

     5   

     10   

     15   

     20   

     25   

     30   

A0: Mean
[μ

m
]

     z[mm]   
     0        5        10        15        20   

0

     5   

     10   

     15   

     20   

     25   

     30   

A0: Standard Deviation

   [ 
   

 
μ

   
  

m
] 

  

     z[mm]   

     0        5        10        15        20   
0

20

40

60

80

100

A0: Welch test

p
-v

a
lu

e
[%

]

     z[mm]   
     0        5        10        15        20   

0

20

40

60

80

100

A0: Fischer test

p
-v

a
lu

e
[%

]

     z[mm]   

     B CN   

     B CN PV   

     B CN   

     B CN PV   

a)

b)

c)

d)

Figure D.2 � Comparaison de l'agrandissement A0 généré par l'outil B en perçage
conventionnel versus perçage vibratoire à oscillations forcées.
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Figure D.3 � Comparaison du défaut de circularité ∆C généré par l'outil A en perçage
conventionnel versus perçage vibratoire à oscillations forcées.
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Figure D.4 � Comparaison du défaut de circularité ∆C généré par l'outil B en perçage
conventionnel versus perçage vibratoire à oscillations forcées.
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Figure D.5 � Comparaison de l'amplitude du second harmonique A2 généré par l'outil
A en perçage conventionnel versus perçage vibratoire à oscillations forcées.
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Figure D.6 � Comparaison de l'amplitude du second harmonique A2 généré par l'outil
B en perçage conventionnel versus perçage vibratoire à oscillations forcées.
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Figure D.7 � Comparaison de l'amplitude du troisième harmonique A3 généré par l'outil
A en perçage conventionnel versus perçage vibratoire à oscillations forcées.
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Figure D.8 � Comparaison de l'amplitude du troisième harmonique A3 généré par l'outil
B en perçage conventionnel versus perçage vibratoire à oscillations forcées.
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Figure D.9 � Comparaison de l'agrandissement A0 généré par l'outil A en perçage
conventionnel versus perçage avec UPA.
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Figure D.10 � Comparaison de l'agrandissement A0 généré par l'outil B en perçage
conventionnel versus perçage avec UPA.
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Figure D.11 � Comparaison du défaut de circularité ∆C généré par l'outil A en perçage
conventionnel versus perçage avec UPA.
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Figure D.12 � Comparaison du défaut de circularité ∆C généré par l'outil B en perçage
conventionnel versus perçage avec UPA.
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Figure D.13 � Comparaison de l'amplitude du second harmonique A2 généré par l'outil
A en perçage conventionnel versus perçage avec UPA.
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Figure D.14 � Comparaison de l'amplitude du second harmonique A2 généré par l'outil
B en perçage conventionnel versus perçage avec UPA.
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Figure D.15 � Comparaison de l'amplitude du troisième harmonique A3 généré par
l'outil A en perçage conventionnel versus perçage avec UPA.
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Figure D.16 � Comparaison de l'amplitude du troisième harmonique A3 généré par
l'outil B en perçage conventionnel versus perçage avec UPA.
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Figure D.17 � Comparaison de l'agrandissement A0 généré par l'outil A en perçage
vibratoire à oscillations forcées versus perçage avec UPA.
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Figure D.18 � Comparaison de l'agrandissement A0 généré par l'outil B en perçage
vibratoire à oscillations forcées versus perçage avec UPA.
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Figure D.19 � Comparaison du défaut de circularité ∆C généré par l'outil A en perçage
vibratoire à oscillations forcées versus perçage avec UPA.
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Figure D.20 � Comparaison du défaut de circularité ∆C généré par l'outil B en perçage
vibratoire à oscillations forcées versus perçage avec UPA.
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Figure D.21 � Comparaison de l'amplitude du second harmonique A2 généré par l'outil
A en perçage vibratoire à oscillations forcées versus perçage avec UPA.
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Figure D.22 � Comparaison de l'amplitude du second harmonique A2 généré par l'outil
B en perçage vibratoire à oscillations forcées versus perçage avec UPA.
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Figure D.23 � Comparaison de l'amplitude du troisième harmonique A3 généré par
l'outil A en perçage vibratoire à oscillations forcées versus perçage avec UPA.
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Figure D.24 � Comparaison de l'amplitude du troisième harmonique A3 généré par
l'outil B en perçage vibratoire à oscillations forcées versus perçage avec UPA.
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Abstract : 

 

The use of forced vibration drilling process has grown widely in the aircraft industry in recent years. This 

technology allows good chip fragmentation and limits heat production, in particular when drilling titanium 

alloys. Forced vibration drilling process is often used on Automatic Drilling Unit (ADU). These devices 

offer a low radial rigidity. Thus, the combination of a flexible machine and a discontinuous cutting process 

induces a significant risk of radial oscillations of the drill during the different phases of the drilling which, in 

fine, results in geometric deviations in the cylindricity and the dimension of the holes generated. 

 

Obtaining a good geometric quality of the holes using these devices depends on a set of interacting factors, 

such as the grinding of the tool tip, the particular kinematics of the operation linked to the use of vibration 

drilling process, the mechanical characteristics of the material drilled, and the characteristics of the machine 

used to perform the operation. 

 

The present work is divided in two parts. The first part aims to characterize the geometry of holes surface. 

An original method, having a strong discriminating capability, is proposed. It identifies the critical 

parameters that control the dynamics of the process. The implementation of this method has shown its 

ability to quantify the influence of the drill-bush and the influence of the web-thinning geometry. 

 

The second part of the work focuses on an analytical model of the forced vibration drilling process dynamics 

taking into account the forces distribution along the cutting edges, and especially near the centre of the tool 

(web thinning). The objective of this analytical model is to predict the lateral displacements of the tool tip 

during the full material penetration phase, given the major impact of this step in controlling the geometric 

quality of the holes. 
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Résumé : 

 

L’utilisation du perçage vibratoire à oscillations forcées s’est largement répandue dans l’industrie 

aéronautique ces dernières années. Cette technologie permet une bonne fragmentation du copeau et limite la 

production de chaleur, en particulier lors du perçage des alliages de titane. Le perçage vibratoire est souvent 

utilisé sur des machines de type Unités de Perçages Automatisées (UPA). Ces dispositifs offrent peu de 

rigidité radiale. Ainsi la combinaison d’une machine flexible et d’une coupe discontinue induit un risque 

important d’oscillations radiales du foret lors des différentes phases du perçage qui, in fine, se traduit par des 

écarts géométriques sur la cylindricité et la dimension des perçages générés. 

 

L’obtention d’une bonne qualité géométrique des perçages à l’aide de ces dispositifs relève d’un ensemble 

de facteurs en interaction, tels que l’affûtage de la pointe du foret, la cinématique particulière de l’opération 

liée à l’utilisation du perçage vibratoire, les caractéristiques mécaniques du matériau percé, et les 

caractéristiques de la machine employée pour réaliser l’opération. 

 

Les travaux présentés dans cette thèse se composent de deux parties. La première partie vise à caractériser la 

géométrie des surfaces. Une méthode originale, ayant un fort pouvoir discriminant, est proposée. Elle permet 

d’identifier les paramètres critiques qui contrôlent la dynamique du procédé. La mise en œuvre de cette 

méthode a permis de montrer sa capacité à quantifier l’influence du guidage du foret (canon) et l’influence 

de l’affûtage de l’amincissement d’âme du foret. 

 

La seconde partie du travail s’attache à proposer une modélisation analytique de la dynamique du procédé de 

perçage vibratoire prenant en compte la répartition des efforts le long des arêtes de coupe, et plus 

particulièrement au centre de l’outil (amincissement d’âme). L’objectif de ce modèle analytique est de 

prédire les déplacements latéraux de la pointe de l’outil lors de la phase de pénétration en pleine matière, 

compte tenu de l’impact majeur de cette étape dans la maîtrise de la qualité géométrique des trous. 


