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Introduction générale

Dans le contexte industriel actuel, les acteurs du secteur aéronautique et spatial cher-
chent a atteindre un haut niveau de performance pour la tenue en fatigue de pieces jugées
critiques, tout en réduisant les dépenses associées a leur production. Cette industrie a été
I'une des premiéres a faire de la maitrise des procédés de fabrication un axe privilégié de
sa recherche, car les conséquences de la rupture d'un composant en service peuvent étre
désastreuses, tant sur le plan économique que sur le plan humain. Parmi les différents
procédés existants, l'usinage représente encore aujourd’hui une grande part dans la fa-
brication des pieces critiques en ébauche, en finition, voire en superfinition. Il s’agit en
effet d'un procédé robuste, possédant une bonne productivité et globalement bien mai-
trisé industriellement.

Une fois en service, les structures critiques subissent de séveres sollicitations méca-
niques a haute température qui nécessitent I’emploi de matériaux spécifiques tels que le
superalliage a base nickel Inconel 718. Cet alliage a la particularité de conserver ses ex-
cellentes propriétés mécaniques jusqu’a une température d’environ 650°C. De par cette
caractéristique, I'Inconel 718 est largement utilisé dans les secteurs de 'aéronautique et
de I'énergie, dans lesquels demeurent des exigences techniques toujours plus élevées. En
revanche, les caractéristiques mécaniques et métallurgiques de I'Inconel 718 le classent
parmiles matériaux les plus difficiles a usiner. En raison de sa faible usinabilité, cet alliage
exige une surveillance accrue des surfaces fonctionnelles usinées.

Le percage demeure aujourd’hui l'opération d’usinage la plus répandue dans I'indus-
trie. Pourtant, 'opération de percage est certainement la plus difficile a étudier en rai-
son de la forme géométrique réalisée. En effet, la création de trous cylindriques empéche
toute observation directe des mécanismes de coupe durant la phase de percage. D’autre
part, cette spécificité géométrique contribue a concentrer la chaleur dans le trou percé.
Enraison de I'environnement confiné dans lequel s’effectue le processus de coupe, le per-
cage est considéré comme étant 'opération d’usinage la plus pénalisante pour I'outil et
la matiere.

En contexte industriel, le percage a sec résulte le plus souvent d'une coupure de lu-
brification accidentelle. Dans un tel cas de figure, les phénomenes thermiques jouent un
role d’autant plus important sur les mécanismes d’apparition des contraintes résiduelles.
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De fait, la compréhension des phénomeénes thermomécaniques mis en jeu lors du per-
cage a sec de pieces critiques en Inconel 718 représente aujourd hui un réel défi scienti-
fique et industriel.

Contexte industriel

Cette these de doctorat a été réalisée en contrat CIFRE au sein du groupe SAFRAN
et en étroite collaboration avec le Laboratoire de Tribologie et Dynamique des Systemes
UMR CNRS 5513 (LTDS). Cette derniere constitue le deuxieme volet du projet MODRILL
(MOdelling of DRILLing processes), qui regroupe le centre de R&T SAFRAN Tech ainsi que
le CEntre Technique des Industries Mécaniques (CETIM). Ce projet, initialement lancé
en 2014 via les travaux de thése de Girinon [1], a pour objectif de mieux appréhender les
phénomenes thermomécaniques mis en jeu lors d'une opération de percage a sec.

Au sein du groupe SAFRAN, I'usinage des pieces critiques est aujourd’hui considéré
comme un procédé particulier. Historiquement, plusieurs pieces de turboréacteurs d’a-
vions ont été sujettes a de graves défaillances ayant pour origine des anomalies matiéres
générées lors du processus d'usinage. L'accident aérien survenu a Pensacola (Floride,
USA) en juillet 1996 a marqué un tournant important dans la facon de caractériser les
défauts d’'usinage. Cette catastrophe aérienne s’est en effet produite a la suite de I’écla-
tement d'un disque de soufflante en TA6V, causé par une anomalie matiere générée lors
du percage. D’apreés les expertises, I'outil se serait rompu a la suite d’'une coupure de lu-
brification en cours de percage. La surchauffe provoquée par cet aléa fut a 'origine de
I’amorcage et de la propagation d’'une fissure depuis le trou percé, conduisant a I’éclate-
ment du disque en service.

Depuis ce grave accident, la maitrise de I'impact du percage sur la tenue mécanique
des pieces critiques est devenue une réelle priorité pour les motoristes aéronautiques. En
effet, en cas de crise majeure (ex. : accident aérien), ces derniers doivent apporter aux au-
torités compétentes des réponses tangibles sur les causes d'une telle catastrophe. Les mo-
deles numériques développés sont alors d'une aide capitale dans la gestion de crise. Dans
ce contexte, 'accident de Pensacola est a I'origine de 'apparition de plusieurs groupes
de travail intermotoristes (ex. : projets RoMan, ManHIRP, ACCENT...). Ces programmes
visent a évaluer I'impact des aléas d’usinage sur la durée de vie en fatigue des pieces cri-
tiques, tout en renforcant de maniere significative leur controle.

Le projet MODRILL s’inscrit dans le cadre de ces différents programmes industriels.
Par son intermédiaire, le principal enjeu pour SAFRAN est d’obtenir I'état de contraintes
résiduelles dans une piece apres percage. Dans un premier temps, les résultats des simu-
lations seront exploités par le bureau des méthodes pour optimiser la mise au point des
gammes de fabrication. Par la suite, ils seront intégrés comme données d’entrée pour le
dimensionnement des pieces réalisé par le bureau d’étude. Par ailleurs, les résultats nu-
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meériques et expérimentaux issus de ces travaux de these formeront une base de données
importante sur le percage a sec de I'Inconel 718. IIs permettront également de centraliser
le savoir-faire de I'industriel dans le domaine de la simulation numérique du percage, en
vue d’aboutir a une montée en compétences de I'entreprise dans ce domaine.

L'autre enjeu pour SAFRAN est de développer un outil d’aide a la décision par la simu-
lation, en cas de problemes liés au percage de piéeces a tres haute valeur ajoutée. La cou-
pure de lubrification en cours de percage donne systématiquement lieu a une dérogation
de production. Dans un tel cas de figure, 'industriel doit avoir a sa disposition un outil
numérique robuste, capable de prédire les conséquences mécaniques induites par 'opé-
ration de percage a sec. En guise d’exemple, les disques de turbine Basse Pression (BP) des
turboréacteurs CFM56® en Inconel 718 ont un cott de production de plusieurs dizaines
de milliers d’euros par piece. De ce fait, 'impact financier d'un aléa d’'usinage peut étre
colossal pour I'industriel si celui-ci n'est pas quantifié de maniere suffisamment fiable.
C’est dans ce cadre que se positionnent les travaux de recherche proposés, en considé-
rant une coupure de lubrification au cours d’'une opération de percage industrielle.

Le CETIM joue quant a lui un role important dans I'accompagnement des entreprises
aéronautiques et de leurs sous-traitants pour la mise en ceuvre des procédés de fabrica-
tion. Travaillant en étroite collaboration avec SAFRAN, il a tout intérét a développer des
moyens de simulation avancés capables de prédire I'impact et les conséquences méca-
niques induites par une opération de percage a sec. Dans cette optique, les conclusions
apportées dans cette thése pour I'Inconel 718 viendront compléter les travaux de Girinon
[1] déja entrepris sur le percage a sec de I’acier inoxydable 316L.

Contexte scientifique

Cette these de doctorat propose une stratégie expérimentale et numérique pour iden-
tifier et modéliser les phénomeénes thermomécaniques mis en jeu lors du percage a sec
de I'alliage Inconel 718. Contrairement a d’autres techniques d’usinage telles que le tour-
nage et le fraisage, le percage n’a été que tres peu étudié au cours des derniéres années en
raison de sa complexité géométrique et multi-physique. De fait, les références bibliogra-
phiques sont limitées, tant sur la compréhension des phénomenes thermomécaniques
associés au percage que sur la modélisation des conséquences mécaniques induites.

La démarche scientifique proposée dans cette these aura pour principal objectif d’ap-
préhender les phénomeénes thermomécaniques mis en jeu lors du percage a sec de I'In-
conel 718. En ce sens, le recours a la simulation numérique semble étre une voie promet-
teuse pour modéliser 'opération en elle-méme, ainsi que son impact sur le matériau en
termes de contraintes résiduelles. Malgré un état de I'art relativement limité, la modéli-
sation numérique du percage s’est peu a peu développée avec 'accroissement des capa-
cités de calcul. Ainsi, ces derniéres années ont vu I’émergence de modéles 3D capables
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de représenter I'intégralité des phénomenes mis en jeu dans la zone de coupe, grace no-
tamment a la mise en ceuvre de formalismes partiellement ou totalement Lagrangien.
Malheureusement, I’emploi de telles formulations permet seulement de simuler des pro-
fondeurs percées allant de quelques dixiemes de millimétres a environ 3 mm dans les
cas les plus favorables. De plus, ce type de formalisme donne lieu a des temps de calcul
CPU considérables, en raison des procédures de remaillage nécessaires pour maintenir
une qualité de maillage satisfaisante. Par conséquent, les faibles profondeurs simulées ne
permettent pas d’étudier les phénomenes thermomécaniques a I’échelle du trou percé.

Comme nous le verrons au cours de cette étude, il ne semble pas envisageable de si-
muler une opération de percage dans son intégralité par l'intermédiaire des approches
numériques employées dans la littérature. Or, il est primordial d’atteindre cet objectif
pour comprendre la phénoménologie du percage a sec a I'intérieur du trou. En effet, les
mesures expérimentales ne permettent pas a elles seules d’étudier 'ensemble des phéno-
menes mis en jeu en raison de I'environnement confiné dans lequel s’effectuent les mé-
canismes de coupe. Cependant, il est nécessaire d’obtenir des données expérimentales
pertinentes afin de pouvoir procéder a la calibration du modele numérique. Le premier
objectif de ces travaux sera donc d’identifier les phénomeénes pouvant étre observés, tout
en étant capable de simuler 'intégralité d’'une opération de percage avec un temps CPU
de quelques heures. Un autre objectif de ces travaux sera d’utiliser les données expéri-
mentales et les résultats de simulation pour analyser les phénomeénes thermomécaniques
mis en jeu du début a la fin de 'opération de percage. Les différentes analyses effectuées
permettront d’appréhender ces phénomenes, dans le but de comprendre quels sont les
mécanismes a I'origine de la génération des contraintes résiduelles en percage a sec de
I'Inconel 718.

Plan du manuscrit

Le présent manuscrit de these se décompose en quatre chapitres permettant chacun
d’exposer les travaux de recherche proposés. Le premier chapitre présentera une étude bi-
bliographique sur la simulation numérique de 'usinage, ainsi que sur les différentes pro-
blématiques associées a la modélisation de ce procédé. Ensuite, cette étude se focalisera
sur le percage et sa modélisation numérique. Pour finir, celle-ci s’intéressera a !’alliage
Inconel 718 et en particulier a la modélisation de son comportement en usinage.

Le second chapitre exposera la stratégie numérique mise en ceuvre pour la simulation
thermomécanique d'une opération de percage a sec. L'objectif de la stratégie proposée
sera de prédire en 3D I'évolution transitoire des transferts de chaleur a I'échelle du trou
percé, avec un temps CPU de quelques heures. Ce chapitre présentera tout d’abord la
construction géométrique de la zone de coupe au sein du modéle, pour ensuite se focali-
ser sur la modélisation physique de 'opération de percage. Finalement, celui-ci détaillera
I’approche Rigid-ALE transitoire développée pour la simulation du percage.
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A travers une étude expérimentale et numérique, le troisiéme chapitre s’intéressera
aux phénomenes thermiques mis en jeu lors du percage a sec de I'Inconel 718. Dans un
premier temps, les résultats expérimentaux seront détaillés afin d’identifier les phéno-
menes thermiques associés au percage a sec de ce matériau. Par la suite, l'interaction
thermique entre la surface du trou, le foret et les copeaux sera quantifiée au moyen d’'une
stratégie de calibration simple et rapide. Cette derniere s’attachera a démontrer la capa-
cité du modele a représenter en 3D les phénomeénes identifiés expérimentalement. Enfin,
les résultats de simulation seront présentés afin d’appréhender les phénomenes thermo-
mécaniques mis en jeu du début a la fin de 'opération de percage.

Le quatriéme et dernier chapitre se focalisera sur la modélisation des conséquences
mécaniques induites par 'opération de percage a sec étudiée au chapitre 3. Tout d’abord,
les résultats des analyses expérimentales menées au niveau de la surface du trou seront
présentés et commentés. Puis, les simulations numériques développées pour le calcul des
contraintes résiduelles seront détaillées et confrontées aux mesures expérimentales, afin
de comprendre les mécanismes d’apparition des contraintes résiduelles en percage a sec
de I'Inconel 718.
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CHAPITRE 1. ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE ET GENERALITES

1.1 Lasimulation numérique du procédé d’'usinage

Au cours des dernieres décennies, la simulation numérique des procédés de fabri-
cation est devenue indispensable en vue de mieux appréhender les phénomenes multi-
physiques et fortement non linéaires mis en jeu. En ce sens, diverses méthodes numé-
riques ont été développées dans le but de maitriser davantage 'impact des procédés de
fabrication sur la durée de vie de composants industriels. En usinage, les mécanismes
de coupe peuvent étre modélisés par différentes approches numériques qui présentent
toutes des objectifs communs. On retrouve notamment la prédiction des efforts de coupe,
des déformations, des taux de déformation et des températures au cours du processus
d’usinage. Pour I'analyse de ces quantités, la connaissance de la géométrie de la zone de
coupe joue un role prépondérant sur la qualité des résultats obtenus.

Dans la littérature, les méthodes numériques employées pour simuler le procédé d’usi-
nage sont nombreuses, la plus populaire étant tres certainement la méthode des éléments
finis. D’autres méthodes numériques dites particulaires ou sans maillage sont également
utilisées dans la littérature, mais jamais pour simuler une opération de percage profonde.
L'objectif de cette partie est de passer en revue les différents formalismes employés pour
la simulation numérique du procédé d’usinage, ainsi que les différentes problématiques
pouvant étre associées a la modélisation des mécanismes de coupe.

1.1.1 Les principaux formalismes

La méthode des éléments finis se base principalement sur deux formalismes : le for-
malisme Lagrangien et le formalisme Eulérien. Ces deux formalismes sont également
combinés dans la littérature de facons différentes. Il s’agit de la formulation ALE (Arbi-
trary Lagrangian-Eulerian) et de la formulation CEL (Coupled Eulerian-Lagrangian).

La formulation Lagrangienne

L'approche Lagrangienne est traditionnellement employée en mécanique du solide,
mais également pour la simulation numérique du procédé d’'usinage. L'usage d'une telle
approche implique que chaque particule de matiére soit définie a partir de sa configura-
tion initiale. Les nceuds du maillage et les points d’intégration des éléments sont consi-
dérés comme des points matériels. Par conséquent, le maillage suit la matiere dans son
mouvement au cours du temps. La Figure 1.1 illustre schématiquement 1'évolution du
maillage dans une description Lagrangienne.

En usinage, le principal avantage de cette approche est de pouvoir retracer I'histoire
de la matiere a chaque instant. Cette propriété permet de simuler I’écoulement thermo-
mécanique au voisinage de l'outil a partir des parametres de coupe et des propriétés
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FIGURE 1.1 — Description Lagrangienne du maillage a deux instants successifs.

du matériau. Malheureusement, la formulation Lagrangienne entraine des distorsions de
maillage induites par les treés hauts taux de déformation mis en jeu dans le procédé d’usi-
nage. De ce fait, elle requiert des opérations de remaillage périodiques [2, 3, 4, 5]. En effet,
une distorsion disproportionnée du maillage peut engendrer des difficultés numériques,
voir méme 'impossibilité d’aboutir a une simulation complete.

Lors d'une étape de remaillage, les champs thermomécaniques calculés sont projetés de
I’ancien maillage vers le nouveau maillage. Les transferts de champs entre deux maillages
sont souvent trés longs et trés complexes a mettre en ceuvre. Par conséquent, le remaillage
monopolise une part importante du temps CPU global.

La simulation numérique de I'usinage par une approche Lagrangienne nécessite éga-
lement I'utilisation d'un critére de séparation entre le copeau et la surface usinée. La sé-
paration de la matiére a fait 'objet de plusieurs travaux dans la littérature et peut étre
principalement traitée de deux manieres différentes : par déboutonnage des nceuds ou
au moyen d'un modele d’endommagement.

Dans le premier cas, la séparation de la matiere est modélisée par un déboutonnage

des nceuds situés le long d'une ligne préalablement définie, correspondant a la surface
finale usinée. Le critére de déboutonnage est généralement basé sur la déformation plas-
tique équivalente [6] ou bien sur I’état de contrainte [7]. Dans ces deux cas de figure, la
séparation de la matiere se produit respectivement lorsqu’'une valeur critique est atteinte.
Au-dela de cette valeur, les nceuds du maillage se scindent entrainant la rupture progres-
sive de la matiere et la formation du copeau en fonction de la vitesse de coupe.
Le déboutonnage des nceuds peut également étre défini par un critére purement géomé-
trique [8]. Celui-ci a pour principe de scinder les nceuds lorsque la distance entre la pointe
de I'outil et le nceud en vis a vis est inférieure a une distance critique. Le principe des cri-
teres de séparation par déboutonnage est relativement simple, mais se limite uniquement
a des modeles numériques en 2D.

Les criteres de séparation basés sur des modeles d’endommagement sont aussi utili-
sés dans le cadre de la simulation numérique de 'usinage. Parmi eux, le modele d’endom-
magement de Johnson-Cook [9] a été appliqué pour simuler la séparation de la matiére
lors de la coupe orthogonale d’un alliage de titane Ti-6Al-4V [10]. Comme le montre la
Figure 1.2, le modele numérique repose sur la désactivation d’éléments du maillage le
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long d’'une bande de séparation en contact avec la pointe de I'outil. Nous pouvons éga-
lement citer le critere d’endommagement de Cockroft-Latham [11] qui a été utilisé a des
fins similaires pour simuler la formation du copeau lors d'une opération de coupe ortho-
gonale [12, 13]. Du point de vue numérique, I’emploi de tels modeles d’endommagement
apporte des résultats satisfaisants en termes de géométries de copeau simulées. Néan-
moins, leur calibration reste tres difficile pour de grands taux de déformation et de hautes
températures.

PEEQ
(Avg: 75%)

OOHENNWA AN
OONNWOUNHENNOLAO

Separation layer

w

(a) (b)

FIGURE 1.2 — Simulation numérique 2D de la coupe orthogonale par une approche Lagrangienne :
(a) modele géométrique et maillage; (b) prédiction du copeau comparée a I'’expérimental [10].

L'approche Lagrangienne a également été employée pour la simulation numérique
des contraintes résiduelles d’'usinage en 2D [14, 12, 15] (Figure 1.3). Dans leurs travaux,
Attanasio et al. [16] développent un modele en 3D capable de simuler les contraintes ré-
siduelles induites par une opération de chariotage. Les auteurs comparent les approches
Lagrangienne et ALE a 'aide du code de calcul DEFORM®-3D [17] pour une longueur
d’usinage inférieure a 5 mm. D’apres ces derniers, la description Lagrangienne du pro-
cessus de coupe est bien plus cofiteuse en temps de calcul que la formulation ALE (une
semaine contre deux jours), mais donne un résultat de meilleure qualité.

Si I'on s’intéresse plus spécifiquement a 'usinage de I'Inconel 718, la littérature fait
état de nombreux travaux de simulation a son sujet. Plusieurs auteurs utilisent un mo-
dele éléments finis 2D Lagrangien pour prédire les efforts de coupe, les températures et
la géométrie du copeau au cours d'une opération de coupe orthogonale [18, 19, 20]. De
maniere analogue, Uhlmann et al. [21] proposent un modele Lagrangien permettant de
simuler I'’endommagement ductile subit par le matériau, tandis que Jafarian et al. [22]
s'intéressent a la prédiction de la taille de grain a proximité de la surface usinée.

Plusieurs modeles éléments finis 3D ont été développés pour simuler la formation du
copeau en tournage [23, 24] ou encore pour étudier I'influence des phénomenes thermo-
mécaniques sur 'usure de I'outil [25]. Parmi ces modéles 3D, nous pouvons citer I'étude
réalisée par He et al. [26] sur le fraisage de I'Inconel 718. Dans cette étude, les tempé-
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FIGURE 1.3 — Simulation numérique 2D des contraintes résiduelles par une approche Lagran-
gienne : (a) distribution des contraintes résiduelles dans la piece; (b) comparaison des profils de
contraintes résiduelles en profondeur pour différentes acuités d’aréte [15].

ratures et les efforts de coupe générés par le procédé sont calculés et comparés a des
résultats expérimentaux. D’autres travaux se focalisent sur la prédiction des contraintes
résiduelles induites par 'usinage de 'Inconel 718 [27, 28].

Nous pouvons constater que I’approche Lagrangienne a largement été employée pour
la modélisation du processus de coupe en usinage. Cependant, outre le fait qu’elle per-
mette de simuler la formation d'un copeau segmenté ou discontinu, cette derniere pré-
sente de nombreux inconvénients en raison de sa formulation. Tout d’abord, les distor-
sions du maillage peuvent étre importantes puisque celui-ci est entierement lié au mou-
vement de la matiere. Dans le cas de déformations trop importantes, des étapes de re-
maillage deviennent nécessaires et conduisent a des temps de calcul trés coliteux. A cela,
il faut ajouter la nécessité de modéliser la séparation de la matiere qui peut étre trés com-
plexe a calibrer, en particulier en 3D. De par ces différentes caractéristiques, les temps
d’usinage simulés par cette approche ne dépassent pas quelques millisecondes, avec des
temps CPU supérieurs a plusieurs dizaines d’heures dans les cas les plus favorables. Du
point de vue industriel, il ne semble pas envisageable de simuler une opération d’'usinage
dans son intégralité par I'intermédiaire d'une approche purement Lagrangienne.

La formulation Eulérienne

La description Eulérienne est couramment utilisée en mécanique des fluides numé-
rique (Computational Fluid Dynamics - CFD). Contrairement a une approche Lagran-
gienne, le maillage forme une grille rigide indéformable qui reste fixe au cours du temps.
La matiere s’écoule au travers de cette grille, ce qui permet de suivre I'évolution tempo-
relle du champ de vitesse en chaque nceud du maillage. De par la vitesse nulle du maillage,
la qualité des éléments reste constante au cours du temps ce qui n’altére en rien la pré-
cision du calcul. Le principe de la description Eulérienne est illustré de maniere schéma-
tique en Figure 1.4.

11
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Vmaillage = 0
t t+At
\/’

FIGURE 1.4 — Description Eulérienne du maillage a deux instants successifs.

Dans la littérature, la formulation Eulérienne a été couplée avec la méthode des élé-
ments finis dans le cadre de la simulation numérique de I'usinage. En effet, 'avantage de
cette approche est qu’elle permet de s’affranchir de la formation du copeau au cours du
temps, et par conséquent, des procédures de remaillage en cours de simulation. Ainsi,
les difficultés numériques engendrées par les transferts de champs entre les différents
maillages sont éliminées. D’autre part, ce type de simulation ne nécessite pas de critéres
ou de méthodes spécifiques pour modéliser la séparation du matériau, puisqu’elle ne
tient pas compte de la déformation vécue par la matiere usinée.

Ces différentes caractéristiques a premiere vue avantageuses font de I'approche Eu-
lérienne une alternative intéressante pour simuler les mécanismes de coupe en usinage.
Différents travaux font état de sa mise en ceuvre en 2D pour la prédiction des contraintes,
déformations plastiques, températures et taux de déformation en coupe orthogonale [29,
30, 31, 32] (Figure 1.5). Plus récemment, Girinon et al. [33] ont développé un modele 3D
pour calculer I'état stabilisé des transferts de chaleur induits par une opération de cha-
riotage.
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FIGURE 1.5 - Simulation numérique 2D de la coupe orthogonale par une approche Eulérienne : (a)
conditions aux limites du modele; (b) répartition du taux de déformation dans le copeau [32].
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L'approche Eulérienne permet de mener a bien des simulations numériques mettant

en jeu de trés hauts taux de déformation, sans risque de distorsions de maillage. Pour
le procédé d’'usinage, cette approche reste peu utilisée puisqu’elle nécessite a priori la
connaissance de la géométrie de la zone de coupe, pour créer le maillage de calcul. Par
exemple, celle-ci peut étre obtenue par des techniques expérimentales de type Quick-
Stop Test (QST) délicates a mettre en ceuvre. Le processus de coupe ne peut étre simulé
que pour une géométrie stabilisée de la zone de coupe, d’ot1 I'incapacité du formalisme
Eulérien a traiter la formation transitoire du copeau en début de process.
De plus, de nombreux travaux faisant appel a une description Eulérienne négligent vo-
lontairement 'influence de la déformation sur le comportement du matériau, et en par-
ticulier la déformation élastique. Par conséquent, I’état de contraintes résiduelles dans le
matériau ne peut pas étre prédit par ce type de simulation.

Comparativement au formalisme Lagrangien, la description Eulérienne ne permet
pas de prédire la géométrie de la zone de coupe et de calculer les conséquences induites
par le procédé : distorsions et contraintes résiduelles. Cependant, elle présente I’avan-
tage de s’affranchir d'un certain nombre de difficultés numériques pour la simulation de
I'usinage : histoire de la déformation, criteres de séparation et remaillage. De fait, le for-
malisme Eulérien parait capable de simuler les transferts de chaleur tout au long d’'une
opération d’usinage industrielle.

La formulation ALE (Arbitrary Lagrangian-Eulerian)

Comme vu précédemment, les formalismes Lagrangien et Eulérien ont fait 'objet de
nombreux travaux dans la littérature, et présentent chacun des avantages et des inconvé-
nients. Lapproche ALE tente de combiner les avantages du formalisme Lagrangien avec
la capacité du formalisme Eulérien a traiter des calculs sur une grille qui ne suit pas néces-
sairement les taux de déformation vécus par la matiére. Dans cette approche, le maillage
présente une cinématique qui peut étre gérée indépendamment du mouvement de la ma-
tiere. Par conséquent, il faut soustraire la vitesse de la grille de calcul a la vitesse de la ma-
tiere pour définir la vitesse de convection (Figure 1.6). Contrairement a une formulation
purement Lagrangienne, le maillage s’actualise de fagon a ce que la qualité des éléments
ainsi que leurs connectivités soient préservées tout au long de la simulation.

G5

Veonvection = Vmatiere = Vmaillage
v T T, ua

FIGURE 1.6 — Description ALE du maillage a deux instants successifs.
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Dans la littérature, cette approche numérique a été utilisée par de nombreux auteurs
pour prédire les efforts de coupe et la répartition des températures, des déformations
plastiques, et des contraintes équivalentes dans le copeau [34, 35, 36]. D’autres auteurs
ont mis en ceuvre cette approche pour calculer le champ de vitesse a l'intérieur du co-
peau [37] (Figure 1.7) ou encore pour estimer la zone de cisaillement primaire (ZCP) [38].
Notons que le phénomene de recristallisation dynamique a également pu étre étudié par
I'intermédiaire du formalisme ALE [39].

Lensemble de ces travaux illustrent le principal avantage de la formulation ALE, a sa-
voir I'absence de distorsions démesurées a 'intérieur du maillage. En effet, celui-ci peut
s’actualiser de maniére arbitraire afin d’optimiser la forme des éléments, tandis que les
frontieres du domaine s’adaptent a I'écoulement pour assurer un suivi précis de la ma-
tiere. De ce fait, les grandes déformations générées par l'enlevement de matiere sont
modélisées avec une qualité de maillage préservée, et nettement supérieure a celle is-
sue d'une formulation purement Lagrangienne sans remaillage. Le nombre de références
bibliographiques présentant des simulations de contraintes résiduelles uniquement ba-
sées sur le formalisme ALE reste limité [40, 41]. Plus récemment, Ben Moussa et al. [42]
ont couplé un modele d'usinage ALE avec un modele Lagrangien afin de prédire plus fine-
ment les contraintes résiduelles induites par la coupe orthogonale d'un acier inoxydable
316L.
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FIGURE 1.7 — Simulation numérique 2D de la coupe orthogonale par une approche ALE : (a) mo-
dele numérique ALE; (b) champ de température simulé dans le copeau et dans I'outil [37].

Contrairement au cas de I'approche purement Lagrangienne, I'Inconel 718 n’a été
que peu étudié sur la base d'une formulation ALE. Dans leurs travaux, Ozel et al. [35]
comparent deux modeles éléments finis 3D développés a I'aide des codes de calcul ABA-
QUS®/Explicit [43] (approche ALE) et DEFORM®-3D (approche Lagrangienne). Les au-
teurs modélisent ainsi la formation du copeau lors d’'une opération de dressage, et com-
parent les températures, les déformations plastiques et les contraintes issues des deux
modeles (Figure 1.8). Les deux approches numériques fournissent des résultats similaires
pour différentes conditions de coupe. Cependant, le processus de coupe simulé n’est que
de 1 milliseconde dans les deux cas de figure.
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FIGURE 1.8 — Simulation numérique 3D du tournage de I'Inconel 718 par une approche ALE : (a)
modele numérique et maillage; (b) distribution de la déformation plastique équivalente [35].

Sur ce méme principe, Torrano et al. [44] développent un modeéle éléments finis 3D
sous ABAQUS®/Explicit (approche ALE) permettant de simuler les contraintes résiduelles
induites par une opération de chariotage. Les résultats numériques obtenus dans diffé-
rentes configurations de coupe sont comparés aux codes de calcul DEFORM®-3D et Ad-
vantEdge® [45], qui font appel a une formulation Lagrangienne. Hormis quelques valeurs
correctement prédites en extréme surface, les profils de contraintes résiduelles different
des résultats expérimentaux.

En conclusion, I'approche ALE présente I'avantage de limiter les distorsions trop im-
portantes du maillage par rapport au formalisme Lagrangien. Malgré tout, I'expérience
montre que les faibles temps d’'usinage simulés ne permettent pas d’envisager 1'étude en
3D des phénomenes thermomécaniques mis en jeu sur I’ensemble d'une opération d’usi-
nage, pouvant durer plusieurs secondes.

La formulation CEL (Coupled Eulerian-Lagrangian)

De la méme maniere que I'approche ALE, la formulation CEL tente d’allier les points
forts des formulations Lagrangienne et Eulérienne. A la différence de la méthode ALE,
I'approche CEL empéche toute distorsion du maillage. En effet, I'’écoulement du maté-
riau est traité de facon purement Eulérienne, avec un maillage qui reste fixe au cours du
temps. Au sein du modele, la matiere peut interagir avec un ou plusieurs domaines rigides
décrits de facon Lagrangienne. Dans le cas de I'usinage, le domaine rigide correspond a
'outil coupant. Le principe de la méthode CEL consiste a réaliser un calcul Lagrangien a
chaque pas de temps et a projeter les résultats sur la grille Eulérienne initiale qui reste fixe
(Figure 1.9). Tout au long du calcul, I'’évolution du domaine matériel a travers cette grille
est modélisée au moyen de la méthode VOF (Volume of Fluid) [46].
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FIGURE 1.9 — Conditions initiales et maillage d'un modéle numérique CEL en 3D [47].

Dans la littérature, I'approche CEL a souvent été employée pour la simulation de 'usi-
nage, et en particulier dans le cas de la coupe orthogonale avec un copeau continu [48] ou
segmenté [49]. Dans ces travaux, le modele CEL développé permet de prédire les champs
de température et de déformation plastique pour un alliage de titane (Figure 1.10). Par
ailleurs, Ducobu et al. [48] ont mis en ceuvre une étude comparative entre les approches
CEL et ALE. Les résultats en température sont similaires entre les deux approches, tandis
que la géométrie du copeau simulée avec le modele CEL semble plus réaliste.
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FIGURE 1.10 — Simulation numérique 2D de la coupe orthogonale par une approche CEL: (a) dis-
tribution de la déformation plastique équivalente; (b) distribution des températures [49].

Ducobu et al. [47] ont également développé un modele CEL 3D de coupe orthogonale.
Toutefois, les températures et les efforts de coupe sont obtenus pour une largeur de piece
relativement faible. Malgré une géométrie de copeau correctement modélisée, une telle
approche ne permet pas de simuler le processus de coupe sur un temps d’'usinage impor-
tant. En effet, celui-ci n’est que de 0,5 milliseconde pour un temps de calcul CPU évalué a
une dizaine d’heures.
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La littérature fait également apparaitre plusieurs variantes de la méthode CEL telles que
I'approche VOS (Volume of Solid) développé par Al-Athel et al. [50] (Figure 1.11a) ou en-
core la méthode MMEM (Multi-Material Eulerian Method) décrite par Benson et al. [51,
52] (Figure 1.11b). Lensemble des études réalisées dans ces travaux se rapportent unique-
ment a des configurations d'usinage en 2D.
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FIGURE 1.11 - Simulation numérique 2D du processus de coupe par 'intermédiaire de : (a) I'ap-
proche VOS [50]; (b) la méthode MMEM [52].

1.1.2 Les schémas d’intégration temporelle

Pour la simulation des phénomeénes thermomécaniques mis en jeu lors d'une opé-
ration de percage, il est nécessaire de choisir un schéma d’intégration temporelle pour
le traitement des termes instationnaires. Nous pouvons citer deux grandes familles que
sont les schémas explicite et implicite. Dans tous les cas de figure, le principe de ces sché-
mas est de construire la solution du probleme numérique pas a pas. Le choix du schéma
dépend fortement de la nature du probleme a résoudre et de I'objectif fixé par I'utilisa-
teur. Dans la littérature, des études comparatives ont été réalisées pour résoudre divers
problemes physiques [53, 54, 55].

Les schémas explicites sont conditionnellement stables. En effet, ils doivent respecter
une condition de stabilité numérique qui contraint le choix du pas de temps. Cette ap-
proche est dite explicite car I'évolution du systéme physique étudié est déterminée par
un calcul linéaire, en écrivant les équations d’équilibre a un instant ot1 I'état du systeme
est parfaitement connu. Dans ce cas de figure, le pas de temps est malheureusement dicté
par les phénoménes modélisés et peut étre tres faible, d’ot1 un temps CPU relativement
long. C’est pour cela que cette famille de schémas d’intégration temporelle est adaptée
aux processus physiques rapides et fortement non linéaires. En ce sens, les schémas ex-
plicites sont largement utilisés dans le cadre de la simulation numérique de l'usinage
[30, 37, 10, 48].
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Contrairement aux schémas explicites, les schémas implicites sont davantage réservés
a la résolution de problemes moins rapides, sur des échelles de temps plus longues. Cette
approche est dite implicite car I'évolution du systeme physique étudié est déterminée en
écrivant les équations d’équilibre a un instant ou I'état du systéme n’est pas encore connu.
Les schémas d’intégration implicites présentent I’avantage d’étre inconditionnellement
stables. De ce fait, I'utilisateur peut lui-méme choisir le pas de temps de calcul At en
tenant compte de la physique du probleme étudié.

Malheureusement, cette approche nécessite la résolution d'un systéme d’équations
non linéaires dans le cas d'un probleme multi-physique couplé. Par conséquent, les sché-
mas implicites requierent la mise en place d'un processus itératif pour obtenir la solu-
tion du probleme numérique a chaque pas de temps. La technique la plus connue est
trés certainement la méthode de Newton-Raphson qui nécessite l'inversion d'une ma-
trice tangente a chaque itération. Cette opération est tres coliteuse en temps de calcul
et des difficultés de convergence peuvent apparaitre dans le cas de fortes non-linéarités.
Néanmoins, le recours aux schémas implicites reste fréquent pour simuler le processus
de coupe en usinage [4, 12, 28].

1.1.3 Le traitement numérique de I'incompressibilité plastique

Pour la majorité des alliages métalliques, la déformation plastique de la matiere se
produit a volume quasi constant. La condition d’'incompressibilité plastique ou viscoplas-
tique se traduit pour I’ensemble du matériau de la facon suivante :

tr(DP) =0 (1.1)

ol D? représente le tenseur des taux de déformation plastique. Dans le cas de procédés
mettant en jeu de hauts taux de déformation a I'état solide, la partition du tenseur des
taux de déformation D fait apparaitre les tenseurs des taux de déformation élastique D°
et thermique D" tels que :

D=D¢+D""+DP = D? 1.2)

tr(D”)=0 = tr(D) =0 (1.3)

Du point de vue numérique, la modélisation d'un écoulement quasi incompressible
(tr (D) = 0) pose une difficulté importante. Il s’agit du phénomene de verrouillage numé-
rique volumique, également connu sous le nom de volumetric locking. Dans le cas de la
méthode des éléments finis, ce probleme est bien connu et apparait lorsque le nombre de
degrés de liberté n'est pas suffisant pour satisfaire a la fois I'incompressibilité plastique
et les équations d’équilibre mécaniques. De nombreuses solutions existent pour pallier
cette difficulté.
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Parmi ces solutions, on retrouve notamment les éléments finis a sous-intégration ou a
intégration sélective, ainsi que les éléments finis mixtes. Les méthodes de sous-intégration
et d’intégration sélective [56] ont pour objectif de réduire délibérément le nombre de
points d’intégration dans chaque élément pour traiter 'incompressibilité plastique. Dans
le cas de la sous-intégration, une attention particuliére doit étre portée au fait que le phé-
nomeéne numérique d’hourglass peut apparaitre [57].

Les géométries 3D rencontrées dans les procédés de fabrication industriels sont gé-
néralement complexes et difficiles a mailler. C’est la raison pour laquelle I'utilisation de
mailleurs tétraédriques efficaces est privilégiée. Malheureusement, les techniques de sous-
intégration et d’intégration sélective ne sont pas applicables pour des éléments finis de
type tétraedre linéaire. D’autre part, |'utilisation de tétraédres quadratiques augmente
treés significativement la taille des problemes a résoudre. Une approche intermédiaire
consiste a utiliser des éléments finis mixtes qui se fondent sur les travaux de Babuska [58]
et Brezzi [59]. Cette méthode numérique permet de contrecarrer efficacement le phéno-
mene de verrouillage volumique. Dans le cas des tétraedres linéaires, il s’agit de I'élément
fini P1 + /P1 (vitesse/pression) présent dans les codes de calcul commerciaux tels que
FORGE® [60] ou SYSWELD® [61].

1.1.4 Synthese

Ces dernieres décennies, un grand nombre d’approches numériques ont été dévelop-
pées et appliquées a la simulation du procédé d’usinage. La modélisation des hauts taux
de déformation mis en jeu par le processus de coupe reste encore aujourd ’hui un vaste
défi scientifique. A premiére vue, les formalismes Lagrangien, ALE et CEL semblent étre
efficaces pour représenter I'étape transitoire de formation du copeau sur un temps de
quelques millisecondes. Cependant, les procédures de remaillage nécessaires au suivi de
la matiere pour maintenir une qualité de maillage satisfaisante rendent ces approches
complexes a mettre en ceuvre en 3D.

D’autre part, les schémas d’intégration implicites sont difficiles a faire converger en
raison des fortes non-linéarités (géométrie, contact et comportement), qui conduisent
d’ailleurs les schémas d’intégration explicites a utiliser de trés petits pas de temps de cal-
cul. En conséquence, les approches Lagrangienne, ALE et CEL s’averent tres cotiteuses
en temps de calcul. C’est certainement pour cette raison que le procédé de percage n'a
jamais été simulé en 3D pour des profondeurs de plusieurs millimetres, correspondant a
des durées d’usinage de plusieurs secondes.
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1.2 Le percage et sa modélisation numérique

1.2.1 Lopération de percage

Généralités

Le percage est une opération d'usinage ayant pour objectif de réaliser des trous cy-
lindriques dans une piéce a 'aide d'un outil coupant. Dans le cadre d'une opération de
percage courante, le foret hélicoidal est I'outil le plus utilisé pour réaliser des trous cy-
lindriques débouchants ou borgnes. Celui-ci est composé d’'une multitude d’éléments de
base présentés en Figure 1.12. Par ailleurs, le percage est de loin I'opération d’usinage la
plus répandue dans I'industrie, et plus particulierement dans les secteurs de pointe tels

que l'aéronautique, le nucléaire ou encore le médical.
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FIGURE 1.12 - Illustration de la géométrie globale d'un foret hélicoidal [62].
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Le percage occupe une place particuliere parmi les opérations d'usinage classiques, et
il n'est pas incohérent de le comparer aux techniques de tournage et de fraisage. En effet,
le percage combine deux mouvements simultanés : un déplacement linéaire comparable
au tournage (mouvement d’avance noté V¢) et une rotation autour de ’axe de I'outil sem-
blable au fraisage (mouvement de coupe noté V.). Comme le montre la Figure 1.13, ces
deux mouvements conferent au foret une trajectoire hélicoidale tout au long de I'opéra-
tion de percage.

\

FIGURE 1.13 - Cinématique d'un foret durant la phase de percage.

Parmi les différentes techniques d’usinage, le percage est certainement I'opération la
plus difficile a étudier en raison de sa complexité géométrique. En effet, le processus de
coupe n’'est pas directement observable puisque celui-ci se produit dans un environne-
ment confiné durant toute la phase de percage. Du point de vue expérimental, il est donc
tres difficile d’obtenir des données fiables sur la génération des copeaux dans la zone
de coupe. D’autre part, la forme cylindrique réalisée est un handicap important si I'on
souhaite analyser les conséquences mécaniques induites par le percage sur la surface du
trou. Généralement, leur analyse nécessite une étape de découpe impliquant la destruc-
tion partielle de la piece étudiée.

Cette caractéristique différencie a bien des égards le percage de la plupart des opéra-
tions d’'usinage par enlévement de matiere. Sauf exception, en tournage ou en fraisage, les
copeaux sont facilement évacués puisque le processus de coupe se produit dans un envi-
ronnement ouvert. En percage, I'évacuation des copeaux est bien plus délicate en raison
de la forme géométrique réalisée. Les copeaux se forment au niveau des deux arétes de
coupe principales et sont évacués a I'extérieur du trou par les goujures (cf. Figure 1.12). Le
percage possede également une autre spécificité liée aux caractéristiques géométriques
du foret. En effet, celui-ci posséde une géométrie variable le long de I'aréte de coupe
principale, qui occasionne une variation importante des conditions de coupe durant la
phase de percage. Comme l'illustre la Figure 1.14, la vitesse de coupe est maximale a la
périphérie du foret tandis qu’elle tend vers une valeur nulle en son centre.
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FIGURE 1.14 - Distribution de la vitesse de coupe le long des deux arétes principales du foret en
vue de dessous.

Contrairement a une opération de chariotage, le processus de coupe en percage ne
s’effectue pas directement sur la surface fonctionnelle, a savoir la surface du trou. En ef-
fet, la matiere usinée a chaque tour de foret disparait sous forme de copeaux au fur et a
mesure de I'opération de percage. Lors de la phase de pénétration du foret dans la piéce,
la matiere usinée est en contact direct avec le centre du foret, au niveau de ’ame. L'ame
ayant une géométrie de coupe négative, la matiére se retrouve alors refoulée vers 1'exté-
rieur et est dans I'incapacité de former un copeau continu le long de I'aréte de coupe. Une
fois que la pointe du foret est suffisamment engagée dans la matiére, la phase de coupe
débute et génere la formation de copeaux qui s’évacuent le long des goujures. Ensuite,
le guidage du foret dans la matiere est assuré par les listels tout au long du percage (cf.
Figure 1.12).

Cas particulier du percage a sec

Traditionnellement, les techniques de percage ont recours a 'utilisation d'un fluide
de coupe sous haute pression : le lubrifiant. Le role du lubrifiant est d’améliorer de ma-
niere significative les performances de 'opération de percage, a savoir I’évacuation des
copeaux, la qualité du trou percé, ainsi que la durée de vie de I'outil. Dans le cas d'une
coupure de lubrification en cours de percage, le role du lubrifiant n’est plus assuré et les
différents criteres de qualité précédemment cités ne sont pas respectés.

En percage a sec, les phénomeénes thermiques mis en jeu sont bien plus séveres que
ceux observés dans le cas d'un percage avec lubrification [63]. D’autre part, I'évacuation
des copeaux est rendue tres difficile en ’absence de lubrification. En effet, les copeaux
ont tendance a s’accumuler au niveau de la zone de coupe, obstruant ainsi les goujures
qui n’assurent plus leur évacuation en dehors du trou percé. Ce phénoméne provoque
alors une montée en température trés rapide dans le trou, qui dépasse le cadre du tour-
nage et du fraisage. Par conséquent, la chaleur générée au niveau de la zone de coupe

22



1.2. LE PERCAGE ET SA MODELISATION NUMERIQUE

est tres difficilement évacuée et se retrouve confinée avec les copeaux dans un tout petit
volume. Cette spécificité géométrique rend donc I'opération de percage a sec tres pénali-
sante pour I'outil et la matiere.

Outre I’évacuation délicate des copeaux, le percage a sec differe des autres techniques
d’'usinage de par sa cinétique de refroidissement. En effet, le flux de chaleur généré au ni-
veau de la zone de coupe est continuellement entretenu par 'environnement tres chaud
présent dans le trou. De ce fait, la piece continue d’emmagasiner de la chaleur tout au
long de la phase de percage a sec, avant d’étre refroidie par le milieu ambiant. A l'inverse,
sil’on prend ’exemple du chariotage a sec, la surface usinée se refroidit directement a Iair
libre puisque I'’enlevement de matiére se produit dans un environnement ouvert. Dans ce
type d’opération, les phénomenes thermiques se produisent donc a une échelle beau-
coup plus locale que ceux intervenant en percgage a sec, compte tenu de leur refroidisse-
ment simultané a I'air libre.

1.2.2 Lasimulation numérique du percage

Du point de vue numérique, le percage n'a été que tres peu étudié au cours des der-
nieres années de par sa complexité géométrique et multi-physique. Pourtant, celui-ci est
encore aujourd’hui une des opérations d'usinage les plus rependues dans l'industrie, et
plus particulierement dans les secteurs aéronautique et spatial pour les pieces de turbo-
réacteurs. Etant donné que les mécanismes de coupe sont difficilement observables en
pointe de foret, la simulation numérique apparait donc comme un moyen privilégié pour
étudier les phénomeénes thermomécaniques mis en jeu dans la zone de coupe.

Modélisation des transferts de chaleur par méthode inverse

Dans la littérature, certains modeles numériques de percage reposent sur une identi-
fication des températures a partir d'une campagne de mesures expérimentales. La mise
en ceuvre d’'une telle approche a pour objectif de déterminer les chargements thermiques
vus par I'outil ou la surface usinée pendant I’opération de percage. Nous pouvons notam-
ment citer les travaux de Li ef al. [64] qui utilisent une méthode inverse pour simuler la
distribution des températures sur le foret, a partir de mesures de température par thermo-
couples (Figure 1.15). De maniere analogue, Huang et al. [65] estiment les flux de chaleur
recus par le foret au cours du percage a sec d'un alliage de titane, tandis que Perrin [66]
calcule les flux surfaciques de chaleur vécus par la surface d'un trou percé.

Dans un registre différent, Kuzu et al. [67] développent un modele numérique 2D axi-
symétrique capable de prédire les températures dans la piece au cours d'une opération
de percage sous lubrification. La particularité de ce modele est que celui-ci s’affranchit
de I'étape de formation des copeaux, permettant ainsi de simuler une profondeur de per-
cage de 120 millimetres. Pour ce faire, I'enlevement de matiere est modélisé par la désacti-
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FIGURE 1.15 - Distribution des températures sur le foret au cours d'un percgage a sec [64].

vation d’éléments du maillage au fur et a mesure de la simulation. Les chargements ther-
miques sont quant a eux obtenus par une méthode inverse et sont appliqués sur la surface
du trou percé. Les résultats obtenus sont proches des mesures expérimentales et mettent
en avant l'influence du temps de percage sur les transferts de chaleur dans la piéce.

Sur ce méme principe, Patne et al. [68] calculent le champ de température induit par
le percage a sec d'une piece en titane. Cette fois-ci, les arétes de coupe du foret sont dé-
composées en une succession d’outils de coupe élémentaires et les flux de chaleur sont
calculés analytiquement a partir des parametres et des angles de coupe du procédé. Ces
flux de chaleur sont ensuite appliqués au niveau de la zone de contact entre le foret et la
piece. Finalement, les transferts de chaleur dans la piéce sont simulés al’aide d'un modele
numérique 2D axisymétrique pour différentes conditions de coupe (Figure 1.16). Malgré
une profondeur simulée d’environ 12 millimetres, le modele numérique sous-estime les
températures dans la piece a partir d'une certaine profondeur de percage.

Simulation numérique du processus de coupe

La simulation numérique del’enléevement de matiere en percage a également fait1’ob-
jet de plusieurs travaux dans la littérature. Dans ce contexte, de nombreux modeles numé-
riques ont été développés afin de modéliser plus finement les mécanismes de coupe in-
duits par une opération de percage. Leur modélisation reste toutefois complexe a mettre
en ceuvre compte tenu des caractéristiques géométriques du foret. Par exemple, il est en-
core tres difficile du point de vue numérique de modéliser le refoulement de la matiere
lors de la phase de pénétration du foret dans la piece.

Lapproche Lagrangienne reste encore aujourd hui I'approche la plus fréquemment
employée pour simuler le processus de coupe en percage. Plusieurs auteurs se sont ins-
pirés des travaux numériques réalisés dans le cadre de la coupe orthogonale. Par ana-
logie, Wu et al. [69] menent une étude comparative 2D entre les codes de calcul ABA-
QUS®/Explicit, DEFORM®-2D [17] et AdvantEdge®. Les résultats des simulations met-
tent en avant qu'une augmentation de la vitesse de coupe engendre une élévation de la
température a I'interface outil-copeau.
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FIGURE 1.16 — Champ de température simulé a différentes profondeurs de percage [68].

De la méme maniere, Ozcelik et al. [70] développent un modele numérique 2D dans
AdvantEdge® capable de prédire les efforts de coupe, ainsi que la distribution des tempé-
ratures et des déformations plastiques dans la matiere. Les modeles 2D développés dans
le cadre du percage ne permettent pas de prédire les chargements thermomécaniques sur
I’ensemble du trou percé. Pourtant, ce sont ces chargements qui sont a 'origine de 1'ap-
parition des contraintes résiduelles dans le matériau. C’est pourquoi la majorité des tra-
vaux de simulation présents dans la littérature se focalisent sur la modélisation 3D d'une
opération de percage. Ces travaux reposent sur des modeles numériques complets qui
reproduisent 'intégralité du foret et de la piece en 3D.

Nous pouvons citer les travaux de Nan et al. [71] qui utilisent le code de calcul ABA-
QUS®/Explicit pour simuler le percage d'une piece en acier AISI 1045. Pour différentes
conditions de coupe, le modele numérique permet de prédire les efforts de coupe, les
déformations plastiques, les contraintes et la géométrie des copeaux durant la coupe (Fi-
gure 1.17). Toutefois, le temps de percage simulé n'est que de 30 millisecondes pour un
temps de calcul CPU qui n’est pas précisé. Dans le méme registre, Abouridouane et al.
[72] développent un modele éléments finis sous DEFORM®-3D pour simuler les efforts
de coupe et les chargements thermiques induits par une opération de percage a sec. La
description Lagrangienne du processus de coupe permet de simuler la phase de péné-
tration du foret dans la matiere. Cependant, le temps de percage simulé n’est que de 80
millisecondes pour un temps CPU d’environ cinqg jours.
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FIGURE 1.17 — Simulation numérique 3D d’une opération de percage sous ABAQUS®/Explicit : (a)
modele géométrique; (b) formation des copeaux apres 30 millisecondes de percage [71].

Jrad [73] met également en avant les difficultés numériques liées a la modélisation
3D d’une opération de percage. Le modele qu’il développe sous DEFORM®-3D permet
de simuler la formation des copeaux ainsi que I'évolution des efforts de coupe durant la
phase de pénétration du foret. Jrad tente de déterminer la distribution des températures
a l'interface outil-copeau, mais le temps de percage simulé est bien trop faible pour que
le modele numérique puisse prédire des températures cohérentes dans la piece. En ef-
fet, 'auteur précise que le temps de calcul CPU peut atteindre plusieurs semaines pour
une profondeur percée de seulement quelques millimetres. Les travaux de Girinon [1]
viennent corroborer les conclusions apportées par Jrad [73] quelques années auparavant
(Figure 1.18). Malgré un pré-percage conique ayant pour but d’éviter les difficultés numé-
riques liées a la phase de pénétration du foret, les résultats de I’étude sont peu concluants.
Par ailleurs, six jours de temps CPU sont nécessaires pour simuler une profondeur de per-
cage d’environ 0.3 mm.

207 Min
342 Max

FIGURE 1.18 — Simulation numérique 3D d'une opération de percage a sec sous DEFORM®-3D [1].
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Simulation numérique des modifications microstructurales

A ce jour, plusieurs modeles numériques ont été mis au point pour observer les mo-
difications microstructurales et métallurgiques engendrées par une opération de percage
[74, 75, 76]. Parmi ces différents travaux, Schulze et al. [75] présentent une méthode per-
mettant de simuler les transformations de phase induites par le percage d'un acier AISI
4140. Celle-ci se base sur des essais expérimentaux et des simulations 2D pour représen-
ter les chargements thermomécaniques mis en jeu durant le processus de coupe. Une fois
quantifiés, ces chargements sont introduits dans un modele 3D en vue d’obtenir les tem-
pératures et la proportion finale de martensite (Figure 1.19). Au méme moment, la désac-
tivation de couches successives d’éléments permet de représenter I’enlévement de ma-
tiere. Malheureusement, cette approche présente I'inconvénient d’étre tributaire d’'une
batterie d’essais expérimentaux nécessaire pour estimer intuitivement les chargements
thermomeécaniques.

S0V3
(Avg: 75%)

153.06E-09
E 127.55E-09

FIGURE 1.19 — Proportion finale de martensite sur la surface du trou [75].

La stratégie numérique développée par Shen ef al. [76] vient compléter les travaux
de Schulze et al. [75]. Premiérement, les auteurs développent un modele éléments fi-
nis 3D sous AdvantEdge® pour simuler les champs de température et de déformation
plastique. Le temps de percage simulé a I'aide de ce modele est d’environ 12 millise-
condes. En raison des temps de calcul tres longs que nécessite une telle simulation, les
champs calculés sont projetés sur un modele 2D de coupe orthogonale développé sous
ABAQUS®/Explicit. Finalement, par I'intermédiaire d'une formulation CEL, ce modéle
permet d’étudier les transformations de phase ainsi que la taille des grains au niveau de
la surface usinée.

Simulation numérique des contraintes résiduelles

A I'heure actuelle, seuls les travaux de Girinon [1, 77] constituent une source de don-
nées sur la simulation 3D des contraintes résiduelles en percage. A cet effet, les auteurs
présentent une stratégie numérique permettant de simuler les contraintes résiduelles in-
duites par le percage a sec de l'acier inoxydable 316L. Cette stratégie se base sur une
nouvelle approche Rigid-ALE (R-ALE) développée sous le code de calcul SYSWELD® [61].

27



CHAPITRE 1. ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE ET GENERALITES

Cette derniere permet de simuler en 3D les transferts de chaleur tout au long du percage
(Figure 1.20). Le temps de calcul CPU n’est que de quelques heures grace al’emploi d'une
technique de maillage mobile indéformable. Ensuite, le champ de température est extrait
et projeté sur un maillage Lagrangien, correspondant a la piece percée. Cette seconde si-
mulation permet de calculer les contraintes résiduelles d’origine thermiques en percage
a sec. Malheureusement, en raison du formalisme Eulérien employé, le modéle R-ALE est
tributaire de la géométrie de la zone de coupe qui est obtenue expérimentalement.
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FIGURE 1.20 — Evolution du champ de température (°C) au cours d’une opération de percage a sec
sous SYSWELD® [77].
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Simulation numérique du percage de I'Inconel 718

Les références bibliographiques concernant le percage de I'Inconel 718 sont tres limi-
tées, mais ces dernieres années ont vul’émergence de quelques travaux sur ce sujet. Parmi
eux, Oezkaya et al. [78] s'intéressent au comportement du lubrifiant pendant I'opération
de percage en tenant compte de la formation des copeaux. Pour ce faire, les auteurs com-
binent une simulation d'usinage et une simulation de type CFD. Le premier modele est
développé sous DEFORM®-3D afin de simuler la formation des copeaux pour un demi-
tour de foret. Le comportement du lubrifiant ne pouvant pas étre simulé par I'intermé-
diaire de ce premier modele, une seconde simulation a été implémentée dans le code
de calcul ANSYS® [79]. Cette simulation CFD permet de modéliser I'écoulement du lu-
brifiant a I'intérieur du foret, ainsi que dans la zone de formation des copeaux. Malgré
I'obtention du champ de vitesse dans ces zones d’'intérét, ce type de couplage numérique
reste tres complexe a mettre en ceuvre.

Ucak et al. [80] mettent au point un modele éléments finis sous DEFORM®-3D pour
la prédiction de I'effort de poussée, du couple et des températures lors du percage a sec
de I'Inconel 718. Les efforts de coupe issus de ce modele sont validés par I'intermédiaire
d'un modéle 2D de coupe orthogonale. Quant aux températures obtenues, celles-ci sont
validées al’aide d'un modele 3D sous ANSYS®. Pour cela, les flux de chaleur sont calculés
par une méthode inverse basée sur des mesures expérimentales de température. Une fois
déterminés, les flux de chaleur sont utilisés pour simuler la distribution des températures
sur la paroi du trou percé, mais seulement dans un état stabilisé.
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Plus récemment, Pang et al. [81] ont évalué la performance d’outils différemment re-
vétus lors du percage a sec de I'Inconel 718. Les auteurs présentent un modele éléments
finis 3D capable de prédire I'effort de poussée, les températures, ainsi que I'usure du fo-
ret apres percage (Figure 1.21). Les résultats numériques mettent en avant qu’'un foret
pourvu d'un revétement micro-texturé posseéde une bien meilleure durée de vie qu'un
foret classiquement revétu. Toutefois, la profondeur percée n’est que de 2.5 mm.
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FIGURE 1.21 - Distribution des températures dans la piéce et sur le foret lors du percage a sec de
I'Inconel 718 : (a) foret avec un revétement classique; (b) foret micro-texturé [81].

1.2.3 Syntheése

La simulation numérique du percage s’est progressivement développée au cours de
ces quinze derniéres années. La majeure partie des travaux réalisés portent sur la prédic-
tion des températures durant la phase de percage. Cependant, quelques modeles ont été
mis au point pour observer les modifications microstructurales sur la surface du trou, ou
encore pour mettre en évidence I'usure du foret lors de la coupe. Dernierement, la mise en
ceuvre de modeles numériques complets s’est considérablement accélérée avec I'accrois-
sement des capacités de calcul. Ce type de simulation présente I’avantage de reproduire
I'intégralité des phénomenes mis en jeu dans la zone de coupe. Toutefois, de nombreux
calages tributaires d’essais expérimentaux sont nécessaires pour aboutir a des résultats
satisfaisants. D’autre part, |'utilisation d’'un formalisme Lagrangien pour simuler I’enle-
vement de matiére donne lieu a des temps de calcul considérables, pour des profondeurs
simulées ne dépassant pas 2.5 mm en 3D. A 'heure actuelle, il n’existe pas de modele
3D capable de simuler d'importantes profondeurs de percage en fonction des parametres
process, et avec des temps de calcul CPU viables.
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1.3 Comportement de I'alliage Inconel 718

1.3.1 Propriétés physiques et usinabilité

Les différentes parties d'un turboréacteur d’avion sont exposées a des sollicitations
thermomeécaniques extrémes sur une durée importante. Dans de telles conditions, les va-
leurs de température et de contrainte supportées dépassent amplement les limites admis-
sibles des matériaux métalliques conventionnels. Dans ce contexte, I'utilisation de super-
alliages réfractaires tels que I'Inconel 718 apparait indispensable pour assurer la tenue
mécanique des composants en service.

LInconel 718 (ou NC19FeNDb selon la norme AFNOR) est un alliage a base nickel poly-
cristallin faisant partie de la famille des superalliages réfractaires. L'Inconel 718 est dédié
a la fabrication de pieces soumises a des températures en service comprises entre 450 et
650°C, et nécessitant une excellente résistance mécanique. L'industrie aéronautique est
une grande consommatrice de cet alliage qui est majoritairement utilisé pour la fabrica-
tion des disques de turbine Haute Pression (HP) et Basse Pression (BP) des turboréacteurs
d’avion (ex. : CFM56® de la société Safran Aircraft Engines).

Caractéristiques métallurgiques

La composition de I'Inconel 718 est a 'origine de ses performances remarquables.
En effet, la présence en grande quantité des éléments d’alliage tels que le nickel (Ni) et
le chrome (Cr) lui confére une trés bonne résistance aux phénomeénes de corrosion et
d’oxydation. Par ailleurs, la forte teneur en fer (Fe) contenu dans cet alliage lui procure
une bonne aptitude a la mise en forme pour des pieces massives [66]. Les autres éléments
d’alliage, a savoir le Molybdene (Mo), le Niobium (Nb), le Titane (Ti) et I’Aluminium (Al),
jouent un role prépondérant sur la précipitation des phases durcissantes. Le Tableau 1.1
donne la composition chimique de I'Inconel 718 en pourcentage massique.

Ni Cr Fe Nb Mo Ti Al
IN718 50-55 17-21 15-21 4.75-5.5 2.8-3.3 0.65-1.15 0.2-0.8

TABLEAU 1.1 — Composition chimique de I'Inconel 718 (% massique).

En raison de sa teneur élevée en nickel, cet alliage possede une matrice austénitique y
composée d'une structure cristalline cubique a faces centrées (CFC, Figure 1.22). L'Inco-
nel 718 est principalement durci par la précipitation de deux phases intermétalliques y’
et Y” responsables de ses caractéristiques mécaniques a haute température. Ce matériau
est constitué d'une derniére phase stable § associée ala phase y”. La phase 6 ne contribue
pas de maniére significative au durcissement de I’alliage, mais joue un roéle bénéfique sur
sa rupture ductile [82].
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FIGURE 1.22 - Structure cristalline cubique a faces centrées de la matrice austénitique .

Les travaux de Perrin [66] apportent des informations précieuses sur les températures
de dissolution de ces phases dans I'Inconel 718. L'Analyse Thermique Différentielle (ATD)
réalisée sur cet alliage indique que la dissolution de la phase Yy’ se produit entre 560 et
710°C, suivie par une dissolution de la phase y” comprise entre 710 et 865°C. La précipi-
tation de la phase 6 intervient quant a elle entre 865 et 930°C. Outre les phases principales
Y, Y, Y et 8, 'Inconel 718 se compose de différents types de carbures listés dans les tra-
vaux de these de Zemzemi [82]. Ces derniers sont majoritairement présents aux joints de
grain et contribuent a I’amélioration des propriétés mécaniques de I’alliage.

Traitement thermique

Afin d’augmenter ses propriétés mécaniques avant la mise en service, I'Inconel 718
subit le traitement thermique conventionnel Trempé et Revenu (TR) suivant :

Remise en solution :
* 954°C pendant 1h suivit d'une trempe al'eau.
Vieillissement :

¢ 718°C pendant 8h puis refroidissement au four a une vitesse de 50°C/h jusqu’a 621°C;

* 621°C pendant 8h puis refroidissement a l'air.

Pour une meilleure lisibilité, la Figure 1.23 illustre les différentes étapes du traitement
thermique conventionnel TR. La premiere étape de ce dernier permet la remise en solu-
tion complete des phases durcissantes y’ et y”, tandis que les deux vieillissements suc-
cessifs assurent la précipitation de ces deux phases.

Propriétés mécaniques et usinabilité

L'Inconel 718 est reconnu pour conserver ses excellentes propriétés mécaniques jus-
qu’a une température d’environ 650°C, ce qui en fait un matériau de choix pour les struc-
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FIGURE 1.23 — Traitement thermique TR de I'Inconel 718.

tures soumises a de tels niveaux de température. A titre indicatif, le Tableau 1.2 regroupe
quelques-unes de ses principales propriétés physiques a 20°C. En revanche, les proprié-
tés exceptionnelles de cet alliage sont responsables de sa faible usinabilité comparée aux
aciers et aux alliages d’aluminium. En effet, la mise en forme par enlévement de matiere
de I'Inconel 718 pose de nombreux problemes répertoriés dans les travaux de Dudzinski
etal. [83].

E Rpo.2 Rm p Cp A o
[GPa] [MPa] [MPa] [kgm?3] [J.kg!'.°C!] [Wm'l.°C1] [°C1]
IN718 205 1200 1400 8200 335 12 1.5x107°

TABLEAU 1.2 — Propriétés physiques de I'Inconel 718 a 20°C.

Tout d’abord, celui-ci conserve sa grande dureté pendant I'usinage (environ 47 HRC).
D’autre part, la faible conductivité thermique de 'alliage induit une concentration de
la chaleur dans la zone de coupe, qui peut s’amplifier selon I'opération d’usinage réa-
lisée. L'Inconel 718 présente également un écrouissage significatif a haute température,
conduisant a une usure prématurée de I'outil. Par ailleurs, il est important de souligner
que la tres forte teneur en nickel de I'alliage conduit fréquemment a I’adhésion des co-

peaux sur I'outil coupant.

L'ensemble de ces caractéristiques affectent la durée de vie de I'outil, et peuvent no-
tamment détériorer la surface usinée en termes de contraintes résiduelles. Par consé-
quent, l'usinage de I'Inconel 718 requiert une surveillance élevée des surfaces fonction-
nelles usinées, sous peine d’altérer la tenue mécanique de la piéce fabriquée. Dans le
cadre de ces travaux de recherche, les difficultés de modélisation du percage a sec sont
accrues par la faible usinabilité de ce matériau.
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1.3.2 Modélisation du comportement de I'Inconel 718 en usinage

La mécanique des matériaux est une branche de la mécanique essentielle pour com-
prendre et modéliser le comportement de divers matériaux solides soumis a des sollici-
tations thermomécaniques. Les comportements complexes tels que la plasticité, la visco-
élasticité ou encore la viscoplasticité peuvent étre modélisés par le biais d’'une loi ou d'un
modele de comportement. Le modéle de comportement d'un matériau cherche a repré-
senter la maniére dont celui-ci répond a un ensemble de sollicitations, en faisant interve-
nir un certain nombre de variables internes (écrouissage, endommagement, rupture...).
Au sein méme de la littérature, il existe de tres nombreux modeles de comportement dé-
diés a diverses applications. Par choix, nous consacrerons cette partie a I’étude de deux
modeles fréquemment employés dans le cadre de la simulation des procédés mettant en
jeu de hauts taux de déformation a I'état solide.

Le modéele de Johnson-Cook

Le modéele de Johnson-Cook [84] est un modéle de comportement faisant intervenir
I’élasticité et ’écrouissage du matériau. La dépendance de la contrainte au taux de défor-
mation plastique et a la température est également considérée. Ce modele a été proposé a
partir d'une campagne d’essais menée sur divers matériaux tels que 'acier, 'aluminium,
le cuivre, le nickel ou encore le tungstene. Celui-ci a spécifiquement été con¢u pour mo-
déliser le comportement de matériaux soumis a de hautes températures et a des taux de
déformation élevés. Le modele de Johnson-Cook est défini par le produit de trois facteurs
de telle sorte que :

Oeq = [A+B (ép)n] x

ér
1+Cln(_—) x [1-T*"] (1.4)
€0

ol 0.4 représente la contrainte équivalente de von Mises, €” la déformation plastique
équivalente, €” le taux de déformation plastique équivalent et €, un taux de déformation
de référence. Les parametres A, B, C, n et m sont les cinq parametres du modele intrin-
seques au matériau. Ces parametres modélisent le comportement du matériau par l'in-
termédiaire de trois facteurs qui, dans 'ordre d’apparition, représentent les phénomenes
d’écrouissage, de durcissement dynamique et d’adoucissement thermique. La tempéra-
ture homologue T* est quant a elle caractérisée de la maniére suivante :

_T-T,

TH=—2
T;—To

(1.5)
avec T la température du matériau, T la température de fusion et Ty la température de
référence des essais mécaniques. Le modele de Johnson-Cook est un modéle empirique
qui repose sur des observations expérimentales, ce qui lui confere une formulation ma-
thématique simple. L'identification des parametres du modele se fait le plus souvent a
partir d’essais mécaniques couplés a des méthodes inverses.
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Les essais mécaniques utilisés pour I'identification des parameétres du modele sont re-
groupés en deux grandes familles : les essais dits quasi-statiques et les essais dynamiques.
La premiere famille d’essais comprend les essais conventionnels de traction, de compres-
sion, de cisaillement pur et de torsion. A titre d’exemple, un certain nombre d’auteurs ont
étudié le comportement de I'Inconel 718 a haute température a partir d’essais de com-
pression et de traction, pour des taux de déformation relativement faibles [85, 23, 86, 87].
Les différents types d’essais précédemment cités permettent d’obtenir I'évolution de la
contrainte d’écoulement pour une gamme de taux de déformation allant de 104 a 102 s1.
Par conséquent, ces essais ne sont pas adaptés pour décrire le comportement d'un ma-
tériau soumis a de trés grands taux de déformation. En effet, dans le cas de 'usinage, les
taux de déformation mis en jeu sont nettement supérieurs a 103 s!.

Dans ce contexte, les essais dynamiques sont une solide alternative pour parer a ce
type de problématique. Ces essais font intervenir de plus grands taux de déformation et
sont le plus souvent pilotés en traction, compression et torsion. Le systeme des barres
d’Hopkinson en compression (Split Hopkinson Pressure Bar - SHPB) fait partie des dis-
positifs les plus répandus en raison de sa robustesse. Ce dispositif expérimental permet
de caractériser le comportement dynamique d'un matériau soumis a de hauts taux de
déformation [88], généralement de I'ordre de 10% & 10* s''. Concernant I'Inconel 718, son
comportement a pu étre étudié dans cette gamme de taux de déformation a des tempéra-
tures élevées [89, 90, 91]. La Figure 1.24 présente un exemple de résultats expérimentaux
obtenus a I'aide d'un dispositif SHPB.
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FIGURE 1.24 — Courbes contrainte-déformation issues d’essais SHPB pour différents taux de dé-
formation a une température de : (a) 20°C et (b) 500°C [91].

Lidentification des parametres du modele de Johnson-Cook peut se faire par l'inter-
médiaire de méthodes inverses. Dans ce cas de figure, l'identification des parametres se
base trés souvent sur la mise en ceuvre d'un modéle numérique. Le principe de ces mé-
thodes consiste a minimiser une « fonction objectif » mesurant la différence de réponse
entre le modele numérique et les essais expérimentaux. Dans le cadre de 1'usinage de
I'Inconel 718, Jafarian et al. [92] traitent la fonction objectif a partir d'un algorithme géné-
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tique, appartenant a la famille des algorithmes évolutionnistes. D’autres auteurs [93, 94]
identifient les parameétres du modéle de Johnson-Cook par une simple régression linéaire
a partir des résultats expérimentaux.

Le modele de Johnson-Cook est trés fréquemment employé pour la simulation de
I'usinage en raison de la disponibilité des parametres pour un grand nombre de maté-
riaux. Dans ce procédé, les mécanismes de coupe engendrent d'importantes déforma-
tions plastiques lors de la formation des copeaux. Par conséquent, les températures at-
teintes dans la zone de coupe sont tres élevées. Dans ce contexte, le modele de Johnson-
Cook est particulierement adapté pour modéliser le comportement des matériaux dans
de telles conditions. Dans la littérature, ce modele a largement été mis en application
pour simuler les transferts de chaleur et la génération des contraintes résiduelles induites
par l'usinage de I'Inconel 718. La modélisation de la coupe orthogonale [12, 20] ainsi que
celle du tournage [25, 24] ont été particulierement investiguées. Par ailleurs, quelques
modeles numériques de percage integrent un modele de Johnson-Cook dans le cas des
aciers [71, 72] et de I'Inconel 718 [80].

Au fil des années, le modeéle de Johnson-Cook a été adapté afin de prendre en considé-
ration certains phénomenes physiques. Wang et al. [91] proposent un modeéle de Johnson-
Cook modifié dans lequel le parametre de sensibilité au taux de déformation C (cf. Equa-
tion 1.4) dépend de la température et du taux de déformation. Le phénomene de recris-
tallisation dynamique, qui peut apparaitre en usinage a l'interface outil-copeau, a été
intégré par certains auteurs afin de modéliser le processus de coupe. C’est notamment
le cas de Ozel er al. [35] qui proposent un modele de Johnson-Cook modifié pour I'usi-
nage de I'Inconel 718. Del Prete et al. [18] présentent une autre adaptation du modele qui
tient compte de la dureté initiale de la piece avant usinage. Ces évolutions du modele de
Johnson-Cook ont été appliquées par Jafarian et al. [22, 92] afin de tenir compte des mo-
difications microstructurales subies par I'alliage en coupe orthogonale. Comme le décrit
Courbon [95], bien d’autres variantes du modele de Johnson-Cook ont été proposées dans
la littérature.

Le modéle de Norton-Hoff

Le modele de Norton-Hoff [96, 97] permet de modéliser le comportement viscoplas-
tique de nombreux matériaux métalliques. Ce modele de comportement repose sur une
évolution en loi puissance, d'ou sa formulation mathématique simple. Dans le cas d'une
sollicitation uniaxiale, le modéle de Norton-Hoff peut s’écrire de la facon suivante :

Oeqg :K(T)\/g(\/gép)mm (1.6)

ol 0,4 est la contrainte équivalente de von Mises, €P le taux de déformation plastique
équivalent, Kty la consistance du matériau et m ) la sensibilité de la contrainte au taux
de déformation. Notons que ces deux derniers parametres sont intrinseques au matériau
et dépendent de la température T.
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La formulation du modéle ne fait appel qu’a un nombre restreint de parameétres iden-
tifiables expérimentalement. Elle ne fait pas non plus intervenir de variables internes liées
al’élasticité et a 'écrouissage du matériau. La contrainte d’écoulement dépend unique-
ment du taux de déformation, ce qui s’avere particulierement adapté pour traiter le ca-
ractere viscoplastique de certains matériaux. Néanmoins, contrairement au modele de
Johnson-Cook, le modeéle de Norton-Hoff n’a pas la capicité a prédire I'état de contraintes
résiduelles dans le matériau. En effet, lorsque le taux de déformation est nul, les contrain-
tes dans la matiere le sont tout autant. Ce modele de comportement est donc réservé a la
simulation d’écoulements viscoplastiques.

Le modele de Norton-Hoff est couramment utilisé dans le domaine de la modélisa-
tion des procédés pour représenter le comportement de matériaux soumis a de hautes
températures et de grands taux de déformation. Dans ces travaux de these, Yang [98] se
sert du modele de Norton-Hoff pour simuler le comportement d'un alliage d’aluminium
Al7475 en formage superplastique. Ce modeéle rhéologique est également mis en ceuvre
par Ripert et al. [99] dans le cadre de la modélisation du laminage, pour des taux de défor-
mation de I'ordre de 10% s'l. Outre les procédés de mise en forme, le procédé de soudage
par friction-malaxage (Friction Stir Welding - FSW) a été modélisé a 'aide du modele de
Norton-Hoff. C’est le cas de Robe er al. [100] qui utilisent ce modele de comportement
pour simuler les transferts de chaleur au cours du soudage FSW d’un alliage d’aluminium
(Figure 1.25). Nous pouvons également citer les travaux de Feulvarch [101, 102] et Gaste-
bois [103] qui ont eu recours au modele de Norton-Hoff pour la modélisation et la simu-
lation du soudage FSW.
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FIGURE 1.25 — Champ de température (°C) simulé au cours du soudage FSW d’un alliage d’alumi-
nium [100].

Le procédé d’'usinage n’'a été que peu modélisé par le biais du modele de Norton-Hoff.
Quelques travaux font état de son utilisation pour la simulation de la coupe orthogonale.
Nous pouvons mentionner les travaux de Monaghan et al. [104] ou encore ceux de Ng et
al. [105] qui estiment 'apport de chaleur généré par la coupe au moyen du modele de
Norton-Hoff. Plus récemment, Girinon et al. [33] ont utilisé ce modele de comportement
pour simuler en 3D les transferts de chaleur durant une opération de chariotage.
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1.3.3 Synthese

Les modeles de comportement complexes sont particulierement utilisés dans la lit-
térature. Le traitement numérique de ces modéles implique la prise en compte de va-
riables internes d’histoire telles que la variable d’écrouissage isotrope pour le modele de
Johnson-Cook. Cette variable nécessite de mettre en ceuvre un formalisme partiellement
ou totalement Lagrangien afin d’assurer le suivi de la matiére dans son mouvement. Or,
comme exposé dans la section 1.1, ce type de formalisme ne semble pas adapté pour si-
muler une opération d’enlévement de matiere dans son intégralité, c’est-a-dire pour des
durées d'usinage de plusieurs secondes.

Dans ce contexte, le modele de Norton-Hoff semble redoutablement efficace si 'on
cherche uniquement a simuler les transferts de chaleur au cours d’'une opération d’usi-
nage. En effet, celui-ci ne tient pas compte de 'histoire du matériau et n'impose pas le
choix d’'un formalisme particulier. Par conséquent, ce modele de comportement est par-
ticulierement adapté a I'utilisation d'un formalisme Eulérien qui, comme évoqué dans la
section 1.1, semble capable de simuler des temps d’'usinage de plusieurs secondes pour
des géométries complexes en 3D.
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CHAPITRE 2. STRATEGIE NUMERIQUE POUR LA SIMULATION THERMOMECANIQUE DU PERCAGE

2.1 Introduction

Comme nous 'avons évoqué dans le chapitre 1, les mécanismes de coupe produits
par une opération de percage sont difficilement observables en raison de la géométrie
du procédé en pointe de foret. D’ailleurs, c’est pour cette méme raison que les transferts
de chaleur peuvent étre tres intenses a proximité de la zone de coupe. Du point de vue
de la modélisation numérique, le calcul des cinétiques thermiques nécessite de simuler
des temps de percage de plusieurs secondes, a 'échelle de la piece et du trou percé. A
I’heure actuelle, la littérature ne fait état d’aucune formulation partiellement ou totale-
ment Lagrangienne capable de réaliser de telles simulations en 3D, avec des temps CPU
industriellement acceptables.

C’est pourquoi nous proposons dans ce chapitre une stratégie numérique originale
ayant pour objectif de simuler en 3D les transferts de chaleur lors d’'une opération de
percage a sec complete. Afin d’étre compatible avec une utilisation industrielle, le but de
cette stratégie est d’obtenir les transferts de chaleur dans la piece en fonction des para-
metres process et dans des temps CPU de quelques heures. Cette nouvelle approche se
base sur un formalisme Rigid-ALE (R-ALE) pour les transferts de chaleur et un modele de
comportement viscoplastique sans effet d’histoire. Dans la premiére partie de ce chapitre,
la construction géométrique des copeaux sera détaillée en se basant sur le modele analy-
tique de Merchant [106, 107], tout en considérant la géométrie 3D de I'outil. Dans la se-
conde partie, la modélisation physique de 'opération de percage ainsi que la calibration
du modele de comportement viscoplastique seront présentées. Finalement, la stratégie
numérique Rigid-ALE transitoire développée dans le cadre du percage sera décrite.

2.2 Conception de la zone de coupe

2.2.1 Modélisation analytique des mécanismes de coupe

La stratégie numérique développée dans ces travaux de these consiste a traiter de fa-
con purement Eulérienne I'écoulement de matiere dans la zone de coupe. Dans ce cas de
figure, le maillage est assimilé a une grille rigide indéformable qui reste fixe au cours du
temps. Comme évoqué dans la section 1.1, la description Eulérienne requiert une géomé-
trie de copeau prédéfinie. En usinage, cette derniere est généralement obtenue par des
techniques expérimentales de type QST (pour Quick-Stop Test).

Dans le cadre de ses travaux de thése, Girinon [1] a développé un dispositif QST adapté
au percage. Ce dispositif permet d'interrompre de maniére instantanée les mécanismes
de coupe durant I'opération de percage, afin d’obtenir la géométrie stabilisée de la zone
de coupe. Malheureusement, le taux de réussite pour ce type de dispositif est relativement
faible en raison de la fragilité des copeaux. D’autre part, cette procédure expérimentale
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2.2. CONCEPTION DE LA ZONE DE COUPE

est difficilement applicable dans un contexte industriel compte tenu de la large gamme
de parametres de percage utilisés. L'objectif de ce travail est de proposer une méthode
destinée a créer numériquement la géométrie de la zone de coupe en fonction de I'avance
par tour et de la géométrie 3D du foret. Avant d’entamer la construction géométrique des
copeaus, il convient de présenter les principaux mécanismes mis en jeu lors de la coupe
d’'un matériau métallique.

La modélisation analytique des mécanismes de coupe a dans un premier temps été
introduite par Merchant [106, 107] dans le cas de la coupe orthogonale, avant de devenir
un sujet largement étudié par la communauté scientifique. Le modéle de Merchant sup-
pose que la formation du copeau intervient suite a un cisaillement intense du matériau
provoqué par le mouvement de I'outil coupant. Le copeau se forme sur la face de coupe
de I'outil selon un plan de cisaillement orienté d'un angle ¢, communément appelé angle
de cisaillement primaire (voir Figure 2.1).

De maniere générale, le phénomene de coupe se décompose en trois zones de ci-
saillement distinctes. La premieére étant la zone de cisaillement primaire (ZCP) décrite
précédemment, dans laquelle le flux de matiere change brutalement de direction d’écou-
lement, passant de la vitesse de coupe V. a la vitesse d’écoulement du copeau V. Les
deux autres zones de cisaillement identifiées sont le siege de phénomenes de frottement
intenses entre I'outil coupant et la matiere usinée. La zone de cisaillement secondaire
(ZCS) se situe entre la face de coupe de I'outil et le copeau, tandis que la zone de cisaille-
ment tertiaire (ZCT) est localisée au niveau du contact entre la face de dépouille de I'outil
et la surface usinée. La Figure 2.1 illustre la répartition des différentes zones de cisaille-
ment dans un plan normal a I'aréte de coupe de I'outil.

Face de coupe

Zone de cisaillement
secondaire

l —_— @
h \
7CP Face de
Zone de cisaillement dépouille

primaire Zone de cisaillement
tertiaire

FIGURE 2.1 — Coupe d'un matériau métallique dans un plan normal a I'aréte de coupe.
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Pour des conditions normales de coupe, la chaleur générée par I'’enlévement de ma-
tiere provient a 80% de la ZCP, a 18% de la face de coupe (ZCS) et a 2% de la face de dé-
pouille (ZCT) [66]. Les phénomenes de frottement a 1'origine de ces deux dernieres zones
de cisaillement ont peu d’influence sur les transferts de chaleur dans la piece usinée.
Ainsi, nous supposons dans le modele numérique que I'échauffement provient essen-
tiellement d'une partie de la puissance mécanique mise en jeu dans la ZCP. De plus, en
supposant que la géométrie de la zone de coupe reste identique tout au long du percage,
nous proposons de concevoir un maillage figé de 1a ZCP pour |’ensemble de la simulation.

Afin de développer un algorithme géométrique de construction du maillage efficace
dans un contexte industriel, la stratégie proposée se base sur le modele de Merchant
[106, 107] dont il convient de rappeler brievement les hypotheses simplificatrices. Tout
d’abord, le modele n’est valable que pour un matériau homogene et isotrope, au compor-
tement rigide purement plastique. D’autre part, le copeau est supposé se former dans des
conditions stationnaires en déformation plane, tout en conservant une épaisseur cons-
tante le long de la face de coupe. Nous pouvons également ajouter que I'outil possede un
rayon de bec nul, ce qui a pour conséquence de négliger I'influence de ce dernier sur la
géométrie du copeau.

Malgré une modélisation simplifiée des mécanismes de coupe, le modéle analytique
de Merchant [106, 107] permet de déterminer aisément I’angle de cisaillement primaire ¢
en fonction des parametres de percage, sans avoir a recourir a une batterie d’essais expé-
rimentaux. La construction analytique des copeaux développée dans cette étude consiste
tout d’abord a déterminer |’épaisseur du copeau non déformé 1, etl’angle de cisaillement
primaire ¢ dans le plan tangent a la surface cylindrique du trou (voir Figure 2.2). Dans le
cas d'une opération de percage, I'épaisseur du copeau non déformé t, peut étre estimée
au moyen de 'angle de direction d’aréte k,, comme suit :

1 = f; sink, 2.1)

avec f, I’avance par tour et par dent du foret. Notons que dans le cas d'un foret a deux
arétes de coupe, f, =1/2f ou f représente I’avance par tour du foret.

L'angle de cisaillement primaire ¢, parametre clé des mécanismes de formation du co-
peau, est ensuite estimé afin de reconstruire la ZCP dans le modéle numérique. Le modele
proposé par Zvorykin [108] est une des plus anciennes formulations de ’angle de cisaille-
ment primaire. En se basant sur une minimisation de la puissance totale dissipée lors de
la coupe, la formulation du modéele lie I'angle de cisaillement primaire ¢ aux angles de
coupe Y et de friction 3 :

b=A1+A2(y—P) (2.2)

ol A; et A représentent les constantes du modeéle de Zvorykin. Par la suite, ces deux
constantes ont été étalonnées par Merchant [106, 107] comme suit :

L 2.3)
¢—4 5 .
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Cependant, la formulation analytique (2.3) proposée par Merchant a tendance a sur-
estimer I’angle de cisaillement primaire ¢. Dans le cas des aciers, Moufki et al. [109] mon-
trent que le modele de Zvorykin donne une valeur satisfaisante de I’angle ¢ pour une
constante A; = 0.61 rad :

1
$=0.61 +§ (Yy—PB) (2.4)

L'angle de friction § peut quant a lui étre estimé au moyen du coefficient de frottement
apparent 1 de sorte que :

1
¢=0.61+ 5 (y —arctanp) (2.5)

Dans le cadre d'une étude pour Safran Aircraft Engines [110], le coefficient de frotte-
ment apparent fi a I'interface outil-copeau a été déterminé par l'intermédiaire d’essais
tribologiques entre un alliage Inconel 718 et un outil en carbure revétu TiAIN-TiN, pour
différentes vitesses de coupe. Ce couple de matériaux correspondant parfaitement a notre
cas d’étude, nous faisons le choix d'utiliser les résultats expérimentaux de 1'étude précé-
demment citée. Les valeurs numériques des parametres de percage permettant le calcul
de t; et ¢ sont récapitulés dans le Tableau 2.1.

fz [mm.tr'l.dent!] «x,[°] Y[ pI[110]
0.05 70 27 0.54

TABLEAU 2.1 — Données d’entrée pour le calcul de #; et ¢.

2.2.2 Stratégie de construction

La premiere partie de cette étude nous a permis de déterminer les parametres #; et ¢
dans le plan tangent a la surface cylindrique du trou. Le Tableau 2.2 présente leur valeur
numérique respective calculée a I'aide des parametres de percage. Les parametres f; et
¢ étant obtenus pour nos conditions d’étude, nous proposons a présent de construire la
zone de coupe et en particulier la ZCP, en suivant la stratégie présentée en Figure 2.2.

f1 (mm] ¢ [°]
0.047 34.3

TABLEAU 2.2 — Valeurs numériques de f; et ¢ dans le plan tangent a la surface cylindrique du trou.

Cette stratégie consiste en une transformation hélicoidale de chaque aréte de coupe
représentée en bleu. La transformation hélicoidale caractérisée par les fleches vertes est
réalisée en combinant :

* une rotation d'un angle t — m autour de l'axe z;

e un déplacement vertical #; suivant I’axe z.
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Cette procédure permet de construire la ZCP, mais également la géométrie du fond du
trou en considérant la surface balayée par les arétes de coupe lors de la transformation
hélicoidale. Notons que la taille de chacune des ZCP est volontairement amplifiée sur la
Figure 2.2 pour davantage de lisibilité.

Plan tangent
Plan tangent

t
" R tan(¢)

(a) (b)

FIGURE 2.2 - Stratégie de construction de la ZCP dans le cas d'un foret a deux arétes de coupe : (a)
vue de dessous et (b) vue de face du foret.

La ZCP est ainsi délimitée par 'aréte de coupe bleue et la courbe rouge issue de la
stratégie illustrée sur la Figure 2.2. Les maillages volumiques des copeaux sont ensuite
obtenus par I'extrusion de chaque ZCP le long de la face de coupe du foret. Un exemple de
maillage créé al’aide de la stratégie développée est présenté en Figure 2.3. Sur le maillage,
les courbes bleues correspondent aux deux arétes de coupe du foret. Notons que la géo-
métrie des copeaux n’atteint pas le centre du foret en raison de la géométrie de coupe
négative de 'ame. En effet, cette zone refoule la matiéere vers I'’extérieur, empéchant ainsi

la formation d’'un copeau continu le long de I'aréte de coupe du foret.

La stratégie proposée est avantageuse puisqu’elle tient compte de I’évolution de |'épais-
seur des copeaux le long de I'aréte de coupe du foret, indépendamment de sa géométrie.
En effet, dans ses travaux de these sur le percage, Claudin [111] observe expérimentale-
ment une évolution de I'épaisseur du copeau en fonction de la position considérée sur
I'aréte de coupe. Cette évolution s’explique par la variation de la vitesse orthoradiale et
des angles y et ¢ le long de I'aréte de coupe. L'épaisseur du copeau est donc maximale a
la périphérie du foret et diminue progressivement en se rapprochant de son centre. Du
point de vue industriel, la stratégie mise en ceuvre est d'un grand intérét puisqu’elle per-
met de construire la géométrie des copeaux en fonction de I’avance par tour, tout en te-
nant compte de la géométrie du foret.
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() (b)

FIGURE 2.3 — Exemple de construction du maillage pour un foret en carbure monobloc SECO de
référence SD203A 8.5-27-10R1-M : (a) arétes de coupe; (b) maillage créé.

2.3 Modélisation physique de 'opération de percage

2.3.1 Modélisation de ’écoulement de matiere

Dans le cadre de I’étude, chaque zone de coupe est assimilée a un volume de controle
Q de frontiere 0Q2 dans lequel s’effectue I'’écoulement de la matiére usinée. En considérant
la prédominance des contraintes d’origine visqueuse a I'état solide [77], I’équilibre des
contraintes peut s’écrire de la maniere suivante :

div(o) =0 (2.6)

avec o le tenseur des contraintes de Cauchy, qui se décompose en une partie déviatorique
S et une partie sphérique —p-1.
oc=S-p-1 (2.7)

ou p représente la pression hydrostatique et I le tenseur identité.

Dans I'optique de développer un modéle numérique sur la base d'un formalisme pu-
rement Eulérien, nous faisons ici le choix de mettre en ceuvre un modele de comporte-
ment viscoplastique pour représenter I’écoulement matériel dans des conditions thermo-
mécaniques extrémes a I'état solide. L'intérét de cette approche est de ne pas faire appel a
I'histoire mécanique de la matiere, et donc de ne pas nécessiter le traitement numérique
de variables internes d’histoire. En effet, 'état de contrainte en tout point ne dépend que
du taux de déformation instantané.

Le comportement viscoplastique du matériau est modélisé par I'intermédiaire de la
viscosité dynamique p sous la forme tensorielle suivante :

S =2uD 2.8)
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ou D représente le tenseur des taux de déformation. Les déformations plastiques étant
largement prédominantes dans chaque ZCP, les déformations thermiques et élastiques
dans ces zones sont négligeables. Le tenseur des taux de déformation plastique D” équi-
vaut dans ce cas au tenseur des taux de déformation D, lui-méme défini a partir du champ
de vitesse v de la matiere :
1
D’ =D = > (grad(v) + grad' (v)) (2.9)
Afin d’assurer I'incompressibilité plastique de la matiére, le taux de dilatation volu-
mique est nul en tout point de I'écoulement :

tr (DP) = div(v) =0 (2.10)

Lopération de percage a sec induit d'importantes sollicitations thermomécaniques
dans la zone de coupe en raison des grandes déformations plastiques mises en jeu. Dans
de telles conditions, il est admis que le matériau présente un caractere visqueux a haute
température, dans la gamme de taux de déformation habituellement rencontrée en usi-
nage. L'évolution de la viscosité dynamique p du matériau peut étre définie a partir du
modele de Norton-Hoff.

Ce choix est motivé par le fait qu’il n'y ait que deux parametres propres au matériau :
la consistance K(r) et la sensibilité de la contrainte au taux de déformation m ). Ces deux
parametres peuvent dépendre de la température et sont généralement identifiés a par-
tir d’essais de traction ou de torsion réalisés a différentes températures et taux de défor-
mation [98]. Dans le modele de Norton-Hoff, la viscosité dynamique p est définie de la
maniere suivante :

. \mm—1
n=Ke (v3e)" 2.11)
ol €” représente le taux de déformation plastique équivalent :

. 2
e’ ~ (gD:D) =D (2.12)

avec D le taux de déformation plastique uniaxial. Dans le cas d'une sollicitation uniaxiale,
la contrainte équivalente de von Mises s’écrit comme suit :

1
Oeq = (g S: s)2 = Kmv3(v3 D)mm (2.13)

L'écoulement de matiére dans les zones de coupe sera modélisé a ’aide de cette for-
mulation dans la suite de I’étude. En effet, c’est sous cette forme que le modele de Norton-
Hoff est implémenté dans le code de calcul commercial SYSWELD® [61] utilisé dans ces
travaux de recherche.
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2.3.2 Calibration du modele de Norton-Hoff

Lidentification d’'un modele de comportement nécessite la connaissance du domaine
de sollicitations ainsi que la capacité a réaliser des essais expérimentaux dans ce méme
domaine de sollicitations. Malgré les moyens expérimentaux actuels, ce dernier aspect
constitue aujourd’hui un verrou technologique puisque les conditions thermomécani-
ques propres au procédé d’'usinage sont trés difficiles a reproduire expérimentalement.

Les parametres K(t) et m(t) disponibles dans la littérature sont le plus souvent identi-
fiés expérimentalement pour des taux de déformation quasi-statiques et intermédiaires,
compris entre 102 et 102 s'1. Ces valeurs sont représentatives des taux de déformation mis
en jeu dans les procédés de mise en forme, mais sont inférieures a ceux généralement at-
teints en usinage. Pour le percage, il est nécessaire de calibrer les parametres du modeéle
de Norton-Hoff pour une gamme de taux de déformation proche de celle classiquement
rencontrée en usinage (Figure 2.4).

efage Usinage
Mise en Emboutissage rapide
N .| |
for!'ne a Frappe a froid
froid —
Laminage
Filage
- |
Mise en Laminage
forme a —
chaud Forgeage

I I || I I | Lo |1 |
107 10° 10° 10* 10* 102 100 1 10 102 10® 10+ 10°

FIGURE 2.4 — Taux de déformation (s'!) mis en jeu dans les procédés de fabrication [112].

Lors d'une opération d’usinage, la ZCP identifiée au niveau de la zone de coupe est le
siege de sollicitations thermomécaniques extrémes. Il convient donc de définir le modeéle
de comportement pour des taux de déformation supérieurs a 103 s'!, comme indiqué sur
la Figure 2.4. Cette gamme de sollicitations dans la ZCP correspond aux valeurs identifiées
par Courbon [95] dans le cas de I'usinage des aciers, a savoir :

* une déformation plastique équivalente d’environ 100%;
e un taux de déformation plastique équivalent de I’ordre de 10* s!;

* une température moyenne de 400°C pour un maximum de 600°C.

Afin d’identifier les parametres du modele de Norton-Hoff pour des taux de déforma-
tion supérieurs a 10% s’!, une calibration a été conduite sur la base des travaux de Jafarian
et al. [92]. Ces travaux portent sur la modélisation du comportement de I'Inconel 718 en
usinage a partir d'un modele de Johnson-Cook, pour des taux de déformation tres élevés
(de 5000 a 11 000 s!) et des températures relativement importantes (entre 500 et 800°C).
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Le Tableau 2.3 récapitule les parametres du modele de Johnson-Cook utilisés pour la ca-
libration des parametres Kty et m1) du modele de Norton-Hoff.

A [MPa] B [MPa] C n m € [s?] Tol[°C] Tyl[°C]
IN718 1016 899,1 0,0152 0,477 1,43 0,001 20 1300

TABLEAU 2.3 — Parametres du modele de Johnson-Cook pour l'alliage Inconel 718 [92].

Les évolutions de la contrainte équivalente obtenue avec le modele de Johnson-Cook
(cf. Tableau 2.3) sont tracées sur la Figure 2.6 pour une déformation plastique équivalente
de 100%. Cette valeur correspond a celle identifiée par Courbon [95] en usinage et pour-
rait bien évidemment faire I'objet d'une étude de sensibilité plus approfondie.

Les parametres K1) et m ) du modele de Norton-Hoff sont calibrés a partir d'une
régression linéaire appliquée aux évolutions de contrainte de la Figure 2.6 tracées en
échelles logarithmiques. Le coefficient de détermination R? résultant de cette régression
linéaire est tres satisfaisant puisqu’il est égal a 0,9985. Les évolutions de la contrainte
équivalente obtenue avec le modele de Norton-Hoff calibré sont tracées sur la Figure 2.7,
tandis que I’évolution de la consistance Kty calibrée pour I'Inconel 718 est présentée en
Figure 2.5.
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FIGURE 2.5 — Evolution de la consistance K(r calibrée pour I'Inconel 718 en fonction de la tempé-
rature.

Quant au coefficient de sensibilité au taux de déformation mr), celui-ci est constant
dans la gamme de température considérée tel que m ) = 0,0136. Pour 'ensemble des
simulations, la viscosité dynamique p du matériau sera calculée au moyen de ces deux
parametres.
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FIGURE 2.6 — Evolutions de la contrainte équivalente du modele de Johnson-Cook en fonction du
taux de déformation, pour des températures comprises entre 20 et 800°C.
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FIGURE 2.7 — Evolutions de la contrainte équivalente du modele de Norton-Hoff calibrée a partir
du modele de Johnson-Cook.
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La calibration des parametres du modele de Norton-Hoff par I'intermédiaire du mo-
déle de Johnson-Cook permet donc d’obtenir des coefficients Kty et m ) représentatifs
des taux de déformation mis en jeu dans le procédé d’'usinage. Contrairement au cas des
procédés de mise en forme, le coefficient de sensibilité au taux de déformation m ) reste
faible méme a trés haute température.

2.3.3 Transferts thermiques au sein du modele

Bilan des transferts de chaleur

Les déformations plastiques induites par I'enlevement de matiére dans la zone de
coupe provoquent une forte élévation de la température en pointe de foret. Les trans-
ferts thermiques dans I'ensemble du modeéle sont régis par I'’équation de la chaleur qui
s’écrit dans le cas transitoire :

00
pC, a+vcv-grad6 =div(A-grad0) + Q (2.14)

ou p est la masse volumique du matériau, C, la chaleur spécifique et A la conductivité
thermique, toutes fonctions de la température 6. Notons que le produit pC;, traduit la
capacité du matériau a stocker ou restaurer de 'énergie. En d’autres termes, il s’agit de
I’énergie correspondant a une variation de la température d'un degré, pour un volume de
matériau donné. Les évolutions des propriétés de I'Inconel 718 en fonction de la tempé-
rature sont disponibles dans les Annexes du chapitre 2 (Annexes A).

Du fait de la configuration Eulérienne de 1'écoulement de matiere, I’équation de la
chaleur intégre un terme de transport supplémentaire v, - grad 0 ou v, décrit la vitesse
de convection. Le terme source de I’équation de la chaleur noté Q représente la partie de
la puissance mécanique volumique dissipée sous forme de chaleur au cours de I’enleve-
ment de matiere :

Q=0agissipS:D (2.15)

Dans I'Equation 2.15, le facteur oy p désigne le coefficient de Taylor-Quinney qui a
une valeur comprise entre 0 et 1. Celui-ci représente la proportion de la puissance mé-
canique, ou puissance plastique, dissipée sous forme de chaleur [113]. En effet, lors de
la mise en forme d’'un matériau métallique par déformation plastique, une partie de la
puissance mécanique est dissipée sous forme de chaleur, tandis qu'une seconde partie
est stockée dans le matériau (dans les systémes de dislocations ou bien sous forme de
contraintes internes).

L'évaluation du coefficient de Taylor-Quinney est un sujet tres discuté dans la litté-
rature. De nombreux auteurs identifient un coefficient sensiblement inférieur a 0.9, qui
est la valeur communément utilisée dans les simulations numériques. De récents travaux
mettent en avant que ce coefficient varie fortement en fonction du niveau de déforma-
tion plastique dans la matiére. En effet, le coefficient de Taylor-Quinney décroit au fur et
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a mesure que la déformation plastique augmente [114, 115, 116]. Ce constat est confirmé
par les travaux de these de Negreanu [117]. D’autres auteurs soulignent que le facteur
Qgissip €st relativement peu sensible au taux de déformation pour un méme matériau
[118], mais que celui-ci dépend du type de chargement appliqué (traction, compression,
cisaillement) [115].

Le mécanisme de dissipation de la puissance mécanique sous forme de chaleur étant
lié a la structure interne du matériau, il est vraisemblable que I'évolution du coefficient
de Taylor-Quinney soit propre a chaque matériau. Au vu des sollicitations thermomeéca-
niques extrémes occasionnées par une opération de percage a sec, il est pertinent d’ad-
mettre que la valeur de ce coefficient peut étre bien différente de la valeur 0.9 initialement
identifiée pour des déformations et des températures plus faibles [113]. Malheureuse-
ment, la littérature ne présente aucune valeur mesurée expérimentalement pour 'alliage
Inconel 718. Le coefficient de Taylor-Quinney ayant un impact majeur sur les transferts
de chaleur au sein du modele, celui-ci a fait 'objet d'une étude de calibration qui sera
présentée dans le chapitre 3.

Conditions aux limites

Pour la modélisation des conditions aux limites, il est indispensable de distinguer les
différentes surfaces du modele entre lesquelles se produisent les échanges thermiques.
Pour ce faire, les conditions aux limites du modele sont définies sur les surfaces suivantes :

* la zone de contact a I'interface foret-copeau;
¢ les surfaces libres en contact avec I’air ambiant;

* la surface du trou percé interagissant avec le foret et les copeaux.

Lobjectif de ce travail étant de simuler les transferts de chaleur dans la piéce per-
cée, aucune attention particuliére n’est portée au traitement du contact foret-copeau a
proximité de la ZCS. En effet, nous supposons que les phénomenes thermiques au-dessus
de la ZCP n’affectent pas de maniére significative les transferts de chaleur dans la piéce.
Cette considération se base sur le fait que la vitesse d’éjection ou de convection des co-
peaux usinés est tres importante au regard de la vitesse de diffusion de la chaleur (voir
Figure 2.8). Cette hypothese sera discutée et validée dans le chapitre 3.

Comme le montre la Figure 2.9, 'échange thermique entre les surfaces libres de la
piece et I'air ambiant est modélisé au moyen d'un coefficient d’échange thermique h.y;
comme suit :

q = hext Qex:—0) (2.16)

ol 0,,; représente la température de I'air ambiant et g la densité surfacique de flux de
chaleur recue. En termes de valeur, la température ambiante est fixée a 16°C et le coeffi-
cient d’échange thermique hey; 2 40 Wm=2.°C-L.
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Diffusion {

FIGURE 2.8 — Schématisation des transferts de chaleur dans la matiére usinée.

Dans le cas d'une opération de percage a sec, 'environnement thermique dans le trou
percé n'est pas comparable aux transferts de chaleur avec I'air environnant, du fait de la
présence du foret et des copeaux tres chauds qui s’évacuent le long des goujures (voir Fi-
gure 2.9). L'évacuation des copeaux en dehors du trou est un phénomene statistique et
tres complexe a modéliser de maniére fidele dans le modele numérique. En effet, la di-
mension des copeaux évacués varie selon les parametres du procédé, la profondeur de
percage ou encore les conditions thermomécaniques a l'intérieur du trou. D’autre part,
il est relativement fréquent d’observer un phénomene d’adhésion des copeaux sur I'ou-
til coupant au cours de 'usinage de 'Inconel 718 [83]. Malheureusement, le caractere
probabiliste de ce phénomene rend d’autant plus complexe la modélisation physique du
probleme a résoudre.

. Echanges avec I’air ambiant
(hext =40 W.m'2.°C'1 et eext = 16°C)

. Echanges avec le milieu confiné
(him €t B, étudiés au chapitre 3)

FIGURE 2.9 — Conditions aux limites du modéle de percage.
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Afin de développer une simulation déterministe de 'opération de percage a sec, nous
proposons de modéliser I'interaction thermique (conduction, convection, rayonnement)
entre la surface du trou percé, le foret et les copeaux de la maniere suivante :

q="hin: 0 —0) (2.17)

ou 0;,; et h;,; désignent respectivement une température et un coefficient d’échange
thermique (cf. Figure 2.9). La calibration de ces deux parametres pour nos conditions
d’étude sera discutée dans le chapitre 3.

2.4 Stratégie numérique Rigid-ALE

Afin de simuler une opération de percage industrielle tout en évitant les distorsions de
maille, le maillage de la zone de coupe, de la piece et du foret est décomposé en plusieurs
zones indépendantes. La décomposition du maillage a pour objectif de traiter indépen-
damment les différents formalismes mis en ceuvre dans le modeéle. Cette décomposition
est réalisée au moyen de I'approche Rigid-ALE (R-ALE) initialement développée pour la
simulation numérique des transferts de chaleur en soudage FSW [102, 100], et adaptée
dans de précédents travaux a une opération de percage [1, 77].

Lapproche numérique R-ALE repose sur une stratégie de déplacement du maillage
par des mouvements de corps rigides indéformables. De ce fait, certaines zones du mail-
lage peuvent se déplacer au cours de la simulation, sans jamais se déformer. Cette stra-
tégie a été mise en ceuvre pour nos conditions d’étude afin de reproduire la formation
du trou au cours de 'opération de percage a sec, dans des temps CPU compatibles avec
une utilisation industrielle. Le modéle de percage développé dans cette étude est tridi-
mensionnel afin de prédire I'évolution transitoire des transferts de chaleur a I’échelle de
la piece, pour un trou débouchant.

2.4.1 Maillage deI'outil coupant

Lobjectif de ces travaux étant de reproduire une opération de percage industrielle,
'outil coupant intégré dans le modele est identique a celui réellement utilisé par SAFRAN
pour le percage de piéces en Inconel 718. Loutil utilisé dans cette étude est un foret en
carbure monobloc SECO de référence SD203A 8.5-27-10R1-M. Ce dernier posséde un dia-
metre de 8.5 mm et bénéficie d'un revétement TiAIN-TiN ayant pour but de limiter 'adhé-
sion du matériau usiné sur I'outil.

Lintégration de l'outil dans le modele nécessite la numérisation du foret SECO uti-
lisé dans ces travaux. Celle-ci a été effectuée par une mesure optique 3D sans contact via
une machine ALICONA. Ce dispositif d'imagerie permet de discrétiser la surface de I'élé-
ment scanné afin de créer un modele numérique exportable dans un logiciel de CAO ou
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de maillage. La phase de maillage de I'’ensemble des éléments composant le modele de
percage a été réalisée avec le logiciel Visual-Mesh®. La Figure 2.10 illustre les différentes
étapes permettant d’obtenir le maillage 3D du foret, qui contient 177 160 éléments et 39
788 nceuds.

(a) ()

Numérisation ) i Maillage
ALICONA Visual-Mesh

FIGURE 2.10 — Démarche de numérisation et modélisation du foret SECO : (a) foret réel; (b) foret
numérisé par ALICONA; (c) foret maillé.

2.4.2 Stratégie de modélisation

Le modele de percage est présenté sur la Figure 2.11. Celui-ci est composé de 6 élé-
ments distincts (Q; a Qg) qui représentent le foret, les copeaux et la piéce usinée en 3D.
L'élément Q5 (en bleu) caractérise la géométrie de la piéce avant percage, tandis que I'élé-
ment Q; (en vert) contient la forme cylindrique du trou apres percage. Au cours de la si-
mulation, 'ensemble des éléments restent fixes a I’exception de la piece Qg (en gris). En
effet, celle-ci possede un mouvement vertical ascendant le long du foret 2, (en jaune).
De par ce déplacement, Q5 disparait progressivement au profit de Q; afin de modéliser la
formation du trou. Les éléments finis bleus et verts non inclus dans la piéce sont désacti-
vés a chaque instant du calcul. La Figure 2.12 illustre le positionnement des éléments du
modele a différents instants du calcul.

Durant la simulation, le maillage de la piece Qg possede un mouvement vertical rigide
ascendant et se déplace a une vitesse Vygiiiage = % -7, ou At représente le pas de temps
du calcul correspondant a une rotation du foret (A¢ = 0.066 s). De ce fait, le pas de dépla-
cement vertical de la piece correspond a une avance par tour de foret . Nous rappelons
que pour un foret 4 deux arétes de coupe, nous avons f = 2f, (cf. Equation 2.1).

Afin de décrire la trajectoire hélicoidale induite par 'opération de percage, le mou-
vement vertical de la piece est couplé a un mouvement de rotation par I'intermédiaire
d’une vitesse de convection définie par une approche ALE, telle que v., = v— % -z dans
I'Equation 2.14. A la différence de la piece Qg, les éléments Q;, Q3, Q4 et Q5 restent fixes
et sont traitées au moyen d’'une formulation purement Eulérienne, de sorte que v, = v

dans I'Equation 2.14.
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FIGURE 2.11 — Ensemble des éléments constituant le modéle de percage.

@) (b) ©

FIGURE 2.12 - Positionnement des éléments de percage a différents instants du calcul : (a) début,
(b) milieu et (c) fin de I'opération de percage.
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L'élément Q3 (en orange) correspond au cone d’entrée du foret dans la matiére usinée.
Celui-ci est présent du début a la fin de 'opération de percage et est indissociable des
éléments Q4 (en violet), qui représentent la zone de formation des copeaux. A I'instar de
0, et Qs, les éléments Q3 et Q4 possedent les mémes propriétés que la piece Qg en Inconel
718. Le foret Q,, également fixe, est quant a lui traité de maniere Lagrangienne telle que
V¢, = 0 dans 'Equation 2.14. Les maillages de Q,, Q3 et Q4 sont présentés en Figure 2.13.

Q4

Q3

FIGURE 2.13 — Maillages de Q,, Q3 et Q4.

Afin d’optimiser le temps CPU, le probleme mécanique défini par 'Equation 2.6 et
I'Equation 2.10 est uniquement traité dans chaque zone de coupe Q4. Dans ces zones,
la vitesse matérielle v est imposée a l'interface entre les éléments Q3 et (4, comme le
montre la Figure 2.14. D’autre part, la condition cinématique v-n = 0 est imposée sur les
autres surfaces de 4, ou n est la normale sortante en tout point. Ainsi, I'imperméabilité
des surfaces libres de 4 garantit un écoulement de matiere tangentiel a I'intérieur des
copeaux. Seules les surfaces situées au sommet des copeaux sont exemptes de condition
cinématique afin d’expulser la matiére usinée dans les goujures.

Vitesse matérielle v

FIGURE 2.14 — Vitesse matérielle vimposée aux nceuds jaunes situés a I'interface entre Q3 et Q4.
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Lavitesse matérielle v est ensuite calculée dans les deux zones de coupe 4 etimposée
dans les éléments Q;, Q3, Q5 et Qg, telle que :

f

V=WAr+-—'2 (2.18)
At

ou r est le vecteur position par rapport a la rotation d’axe z. La variable w définit quant a
elle le vecteur taux de rotation instantané de la piece autour de I’axe z.

Dans 'Equation 2.18, la vitesse matérielle v imposée aux éléments Q;, Q3, Q5 et Qg
représente 'opposé des vitesses de rotation et d’avance du foret (voir Figure 2.15). De
cette maniere, la trajectoire hélicoidale de I'opération de percage est respectée a chaque
instant du calcul. Le Tableau 2.4 récapitule les vitesses de chaque élément du maillage, la
formulation employée ainsi que le type de calcul réalisé. En complément, la Figure 2.15
illustre la vitesse du maillage (en noir) et les vitesses de convection (en blanc) imposées
aux différents éléments.

Maillage \' Ve Vmaillage Formulation  Type de calcul
Foret Q, 0 0 0 Lagrangienne Thermique

Piece Qg £q.2.18  wAT % -z ALE Thermique
Eléments Q;, Q3 et Qs FEq.2.18 FEq.2.18 0 Eulérienne Thermique

Zones de coupe Q4 Calculée Calculée 0 Eulérienne Thermomeécanique

TABLEAU 2.4 — Vitesses, formulation et type de calcul de chaque élément du maillage.

z

b,
X

FIGURE 2.15 — Schématisation de la vitesse du maillage v;,4ijiqge (€n noir) et des vitesses de

convection v, (en blanc) imposées aux différents éléments.

57



CHAPITRE 2. STRATEGIE NUMERIQUE POUR LA SIMULATION THERMOMECANIQUE DU PERCAGE

Dans le modele, la vitesse de convection des éléments Q;, Q3 et Q5 posséde un terme

supplémentaire % -z par rapport a la vitesse de convection de la piece Qg. Ce terme assure
le transport du champ des températures calculées afin de tenir compte de I'activation et

de la désactivation des mailles vertes et bleues au cours du calcul.

Au total, le maillage du modele contient 1 576 995 éléments et 318 495 nceuds. Celui-ci
a été construit afin de limiter le temps de calcul CPU. Le Tableau 2.5 récapitule le nombre
d’éléments et de nceuds compris dans chaque zone du modele.

Zone Nombre d’éléments Nombre de nceuds

o) 250920 62912
Q 177160 39788
Qs 95675 20423
Q4 41046 9471
Qs 525602 95990
Qe 486592 89911
Total 1576995 318495

TABLEAU 2.5 — Nombre d’éléments et de nceuds compris dans chaque zone du modéele.

2.4.3 Discrétisation du probléme a résoudre

Le pas de temps At utilisé pendant la simulation dépend des parametres de percage.
En effet, celui-ci correspond au temps requis pour que le foret effectue une rotation. Pour
éviter toute autre contrainte sur le choix du pas de temps, un schéma de type Euler impli-
cite est adopté pour la discrétisation temporelle de 'Equation 2.14 :
0(t+An-06(1)

@(t+At)~ (2.19)
ot - At '

Ce schéma d’intégration temporelle présente I’avantage d’étre inconditionnellement
stable. Celui-ci n’a donc pas besoin de respecter une condition de stabilité numérique et
peut tolérer un pas de temps relativement important tout au long du calcul.

Afin d’utiliser un mailleur 3D automatique, les différentes zones du modeéle sont mail-
lées avec des éléments tétraédriques linéaires. Le phénomeéne de verrouillage volumique
pouvant étre induit par 'incompressibilité plastique est traité ici en utilisant une formu-
lation P1+ /P1/P1 (vitesse/pression/température) dans chaque zone de coupe Q4. Une
telle formulation permet de résoudre aisément 'Equation 2.6 et 'Equation 2.10 du pro-
bleme d’écoulement viscoplastique dans Q4. Les degrés de liberté a chaque nceud d'un
élément sont les trois composantes de la vitesse, la pression et la température. Trois com-
posantes de vitesse sont également associées a un cinquieme nceud additionnel localisé
au barycentre de I'’élément (Figure 2.16). Ce nceud supplémentaire permet de respecter la
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condition LBB [119] et par conséquent, la convergence de la solution avec le raffinement
du maillage. Pour davantage de précisions, la formulation mathématique de cet élément
est détaillée dans les travaux de Feulvarch et al. [102].

e vitesse

O température - pression

FIGURE 2.16 — Tétraédre P1 + /P1/P1 utilisé pour traiter le verrouillage volumique.

Pour la résolution de 'Equation 2.14 sur le reste du maillage, une approximation li-
néaire standard P1 de la température est mise en ceuvre. En raison du fort couplage ther-
momeécanique induit par I'’enlevement de matiére dans chaque zone de coupe 4, les
analyses thermiques et mécaniques sont réalisées simultanément a chaque pas de temps.
Dans ces zones, la dissipation mécanique, les phénomeénes de transport par convection et
le comportement mécanique du matériau a haute température induisent des couplages
physiques forts devant étre pris en compte dans la résolution numérique.

Linterface thermique entre les zones de coupe Q4 et le foret Q,, ainsi que celle située
entre la piece Qg et le reste du maillage (2, Q3 et Q5), sont traitées par le contact ther-
mique nodal développé par Feulvarch et al. [120]. La formulation proposée permet de
traiter numériquement des problemes de contact thermique sans aucune contrainte sur
la taille, la forme et 'ordre d’approximation des maillages en contact. Ainsi, les échanges
thermiques se font exclusivement entre les nceuds des surfaces maillées en vis-a-vis, comme
le montre la Figure 2.17.

Nceuds connectés
Surface A

Surface B

FIGURE 2.17 — Graphe biparti de la connectivité entre les nceuds des surfaces en contact [120].
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2.5 Conclusion

Les modeles 3D issus de la littérature se limitent a des profondeurs percées de quelques
dixiemes de millimetres, pour des temps CPU de plusieurs jours. Les faibles temps simu-
l1és ne permettent pas d’étudier les phénomenes thermomécaniques mis en jeu lors d'une
opération de percage compléte, pouvant durer plusieurs secondes.

Au cours de ce chapitre, nous avons exposé une nouvelle stratégie numérique mise
en ceuvre pour la modélisation et la simulation d’'une opération de percage a sec. En pre-
mier lieu, celle-ci est basée sur un algorithme géométrique de construction du maillage,
concu pour étre efficace dans un contexte industriel. Cette stratégie permet de construire
la géométrie des copeaux en fonction de ’avance par tour, tout en tenant compte de la
géométrie du foret.

D’autre part, une procédure de calibration originale d'un modéle de comportement
viscoplastique de Norton-Hoff a été proposée pour I'Inconel 718. Un tel modéle a pour
avantage de ne dépendre que du taux de déformation et de la température instantanée,
sans faire intervenir les effets d’histoire vécus par le matériau au cours du procédé (plasti-
cité, endommagement...). Ainsi, la partie de la puissance mécanique dissipée sous forme
de chaleur au cours du percage peut étre calculée avec un temps CPU de quelques heures.

Loriginalité de la méthode mise en ceuvre repose sur une décomposition du maillage
réalisée au moyen d’'une approche Rigid-ALE transitoire. Cette approche numérique con-
siste a traiter de facon purement Eulérienne la zone de coupe présentant de hauts taux
de déformation. Par conséquent, il n'y a aucune distorsion du maillage. La stratégie de
déplacement du maillage permet quant a elle d’étre conforme a la géométrie du procédé
et aux conditions aux limites tout au long de la simulation. De cette maniere, le modele
3D peut prédire I’évolution transitoire des transferts de chaleur a I’échelle du trou percé.
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3.1 Introduction

Dans le chapitre précédent, nous avons exposé la stratégie numérique mise en ceuvre
pour simuler une opération de percage a sec dans des temps CPU compatibles avec une
utilisation industrielle. Ce troisieme chapitre s’'intéresse plus particulierement aux phé-
nomenes thermiques mis en jeu lors du percage a sec de 'alliage Inconel 718. En pre-
mier lieu, la campagne expérimentale mise en place pour l'identification de ces phéno-
menes sera présentée. En plus de fournir une base de données conséquente pour la mise
au point du modele numérique, cette étape permettra de mieux appréhender les phéno-
menes thermiques associés au percage a sec de I'Inconel 718. Dans un second temps, la
calibration du modele permettra de quantifier 'interaction thermique entre la surface du
trou, le foret et les copeaux au moyen des parametres h;,; et 0;,; (cf. sous-section 2.3.3).
Enfin, la derniére section de ce chapitre sera consacrée a la simulation complete de I'opé-
ration de percage, pour un trou débouchant. En effet, nous verrons au chapitre 4 que
I'histoire thermique est déterminante en vue de calculer I'état de contraintes résiduelles
a proximité de la surface du trou.

3.2 Identification des phénomenes thermiques en percage
asec

3.2.1 Conditions expérimentales de I'étude

Une phase d’étude expérimentale a été menée sur l’alliage Inconel 718 afin d’identifier
les phénomenes thermiques mis en jeu lors d'une opération de percage a sec. Cette phase
expérimentale a été conduite en collaboration avec le site lorientais de 'IRDL (Institut de
Recherche Dupuy de Lome UMR CNRS 6027). Les essais de percage ont été effectués sur
des piéces cylindriques de 17 mm d’épaisseur ayant un rayon extérieur de 25 mm. Comme
indiqué sur la Figure 3.1, I'axe de percage se situe au centre de chaque piece.

Axe de percage
—

25 mm

17 mm

FIGURE 3.1 — Géométrie et dimensions des pieces percées.
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Ces pieces sont obtenues a la suite de différents procédés qui induisent des contraintes
internes. Afin de relaxer cet état de contrainte, chaque piece subit un traitement ther-
mique dit de « détensionnement » en amont des essais de percage (Figure 3.2). Cette opé-
ration est effectuée sous une atmosphere protectrice d’argon afin d’éviter |’oxydation du
matériau a haute température. Dans la suite de ces travaux, le traitement thermique de
détensionnement permettra d’analyser un profil de contraintes résiduelles exclusivement
induit par 'opération de percage a sec.

610°C/ 2.5h

Température (°C)

.

Chauffage Refroidissement
naturel

»

Temps (h)

FIGURE 3.2 — Traitement thermique de détensionnement réalisé en amont des essais de percage.

Les parametres de coupe utilisés pour les essais de percage a sec sont résumés dans
le Tableau 3.1. Lensemble de ces parametres correspond rigoureusement aux conditions
de percage utilisées par SAFRAN en contexte industriel. La profondeur de percage pour
chaque essai est de 17 mm, ce qui correspond a un percage débouchant. Pour rappel,
'outil utilisé est un foret en carbure monobloc SECO de référence SD203A 8.5-27-10R1-M
ayant un revétement TiAIN-TiN.

Diametre Vitesse de coupe Vitesse de rotation Avance par tour
[mm] [m.min!] [tr.min!] [mm.tr1]
8.5 24.32 910.7 0.1

TABLEAU 3.1 — Conditions de percage de I'étude.

Au total, 6 essais de percage a sec ont été menés au moyen d'un centre d’'usinage
HAAS. Chaque expérimentation a été réalisée avec un foret neuf, afin d’assurer au mieux
la répétabilité des essais. Au préalable, chaque foret neuf subit une phase de rodage dans
un brut en Inconel 718. Cette phase consiste en la réalisation de 3 trous sous lubrification
externe, dans les conditions de percage définies ci-dessus.
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La campagne expérimentale mise en ceuvre se scinde en deux volets. Tout d’abord,
3 échantillons ont été instrumentés avec des thermocouples et observés a 1'aide d'une
caméra infrarouge pendant 'essai. Linstrumentation en thermocouples permet d’obtenir
les cinétiques thermiques dans le volume de la piece, tandis que la caméra infrarouge
donne acces a des informations relatives a I'’évacuation des copeaux durant 'opération
de percage. Le deuxiéme volet de cette campagne expérimentale consiste en la réalisation
de 3 essais de percage a sec non instrumentés (Figure 3.3). Ces derniers essais viendront
compléter les trois premiers en vue des analyses de contraintes résiduelles.

FIGURE 3.3 — Photo prise lors d'un essai de percage a sec non instrumenté.

3.2.2 Positionnement des thermocouples al’aide de la tomographie RX

Afin d’avoir acces aux cinétiques thermiques durant’opération de percage, nous avons
fait le choix d’'instrumenter la piece avec 4 thermocouples de type K. Ces thermocouples
sont fabriqués a partir de deux monobrins de »0.05 mm, respectivement composés de
Chromel et d’Alumel. Le positionnement des thermocouples a I'intérieur de la piece est
réalisé au moyen de micro-percages de ¢0.65 mm.

Les micro-percgages sont réalisés sous un microscope binoculaire afin de respecter au
mieux leur positionnement théorique. La soudure chaude du thermocouple est ensuite
soudée au fond du micro-percage al’aide d'une électrode en cuivre. Enfin, une tige creuse
en alumine est insérée dans le micro-percage en vue d’isoler le thermocouple du reste de
la piéce durant I'opération de percage. La Figure 3.4 illustre le positionnement du ther-
mocouple dans le micro-pergage avant et apres soudage.

La technique présentée est d'un grand intérét puisqu’elle assure le positionnement
en profondeur du thermocouple, permettant ainsi de mesurer les températures au fond
du micro-percage. Afin de minimiser 'impact des micro-percages sur la propagation de
la chaleur dans la direction radiale, ces derniers ont été réalisés parallelement a 'axe de
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Thermocouple Thermocouple
conducteur - conducteur +

Soudure
chaude

Picce — Alumine

(a) (b)

Electrode

FIGURE 3.4 - Vue en coupe simplifiée du positionnement d’'un thermocouple : (a) avant et (b) apres
soudage.

percage. Les thermocouples, numérotés de 1 a 4, ont été positionnés a proximité de la
surface du trou percé ainsi qu’a différentes profondeurs. En effet, leur positionnement
dans la piéce doit permettre de capter a chaque instant les températures mises en jeu
pendant I'opération de percage a sec. Limplantation des thermocouples est présentée
schématiquement sur la Figure 3.5.

TCn°1

FIGURE 3.5 — Vue en perspective de la piece instrumentée en thermocouples.

Les thermocouples sont positionnés dans la piéce en amont des essais de percage a
sec. Afin d’obtenir des mesures de température comparables avec la simulation numé-
rique, leur positionnement théorique par rapport a la surface du trou percé (Figure 3.6 et
Figure 3.7) doit étre validé apres chaque essai. Pour ce faire, les pieces instrumentées ont
été analysées au moyen d'une technique d’imagerie non destructive : la tomographie par
rayons X (RX).

65



CHAPITRE 3. ANALYSE DES TRANSFERTS DE CHALEUR EN PERCAGE A SEC DE LUINCONEL 718

Cette méthode expérimentale permet de caractériser en 3D un volume de matiere
a partir d'une radiographie sur 360°. De cette maniére, I'image volumique reconstituée
doit permettre de visualiser le positionnement des thermocouples par rapport au trou
percé, sans procéder a la destruction partielle ou complete de la piéce. Les Figure 3.8 a Fi-
gure 3.11 montrent les positions théoriques des thermocouples dans la piece, comparées
a celles mesurées par tomographie RX a la suite d'un essai de percage instrumenté.

2.50 mm

- L

A TCn°4 A

TCn°3

(a)

FIGURE 3.6 — Positionnement radial des thermocouples par rapport a la surface du trou percé : (a)
vue de dessus; (b) vue de dessous.

A-A

B-B
' I 2.00 mm
‘ TCn*4 ‘

TCn°1 ‘ TCn°3

8.50 mm

8.50 mm 8.50 mm

(a) (b)

FIGURE 3.7 — Positionnement des thermocouples a I'intérieur de la piéce : (a) coupe A-A; (b) coupe
B-B.
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TC n°4: 2.51 mm

2.50 mm

TC n°4

(a) (b)

FIGURE 3.8 — Comparaison entre : (a) les positions théoriques de chaque thermocouple et (b) les
positions mesurées par tomographie RX en vue de dessus.

Hautd1!

ITC n°1: 9.52 mm ITC n°3: .1'98 mm
0.50 mm 2.00 mm : ]
TCn°1 TCn°3
1.
00 mm TC n°2

ITC n°2: 0.98 mm

(a) (b)

FIGURE 3.9 — Comparaison entre : (a) les positions théoriques de chaque thermocouple et (b) les
positions mesurées par tomographie RX en vue de dessous.
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' ] 2.00mm
TCIn°4

TCn°3

8.50 mm

8.50 mm
(a) (b)

FIGURE 3.10 - Comparaison entre : (a) les positions théoriques de chaque thermocouple et (b) les
positions mesurées par tomographie RX, selon le plan de coupe A-A de la Figure 3.6.

(a) (b)

FIGURE 3.11 — Comparaison entre : (a) les positions théoriques de chaque thermocouple et (b) les
positions mesurées par tomographie RX, selon le plan de coupe B-B de la Figure 3.6.
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Les analyses par tomographie RX ne permettent malheureusement pas d’observer
la petite soudure chaude de chaque thermocouple, en raison des dimensions trop im-
portantes de la piece. Cependant, celle-ci étant positionnée au fond de chaque micro-
percage, nous pouvons estimer sa position a 'aide de la profondeur réelle des micro-
percages. Sur ces différentes figures, nous observons que le positionnement des thermo-
couples est en trés bon accord avec celui indiqué sur les Figure 3.6 et Figure 3.7. Malgré
un léger « bruit » visible sur la Figure 3.11, les positions des thermocouples sont validées
en vue de confronter les mesures de température avec les résultats de simulation.

3.2.3 Résultats expérimentaux et analyses des phénomenes thermiques

Divers équipements ont été installés spécifiquement pour les essais de percage a sec.
Tout d’abord, 'acquisition des températures dans la piece s’est faite au moyen d’'une cen-
trale d’acquisition haute vitesse programmeée a 200 Hz. D’autre part, une caméra infra-
rouge haute température et haute vitesse (120 images/seconde) a été positionnée face
aux essais de percage. Il est important de souligner que les mesures faites par caméra in-
frarouge sont trés dépendantes de I'émissivité, elle-méme fonction de la température, de
la géométrie et de I'état de surface de I’échantillon observé. Par conséquent, les images
fournies par la caméra infrarouge (voir Figure 3.12) ne permettent en aucun cas d’analy-
ser une valeur de température, mais seulement la luminescence du matériau au cours de
I'opération de percage a sec. Néanmoins, I'observation par caméra infrarouge donne une
information sur I’évolution du champ de température en dehors du trou percé.

'y

LS
o’

& Palier thermique
e

(@) (b)

FIGURE 3.12 — Photos issues de la caméra infrarouge : (a) échauffement de la surface du trou pen-
dant la phase de percgage; (b) copeaux observés apres la remontée du foret.
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Pour la suite de I’étude, les thermocouples n°1, n°2, n°3 et n°4 seront respectivement
dénommés TC1, TC2, TC3 et TC4. Les cinétiques thermiques mesurées a ces thermo-
couples pour les 3 essais de percage a sec instrumentés sont disponibles dans les Annexes
du chapitre 3 (Annexes B). Labsence d'une courbe expérimentale de température est a
noter pour l'essai n°2. En effet, la mesure de température provenant du thermocouple
TC4 est tres bruitée et donc inexploitable. Les cinétiques thermiques moyennes obtenues
a partir des 3 essais sont tracées sur la Figure 3.13. Pour chaque essai, I'instant temporel
initial correspondant a I'’entrée de la pointe du foret dans la piece a été détecté a 'aide
d'un thermocouple sacrificiel de surface, positionné au niveau de I’axe de percage.

SF RF
300 T L T T T
— TC1 L
— TC2 | |
250 r|— TC3 N\ | 1
— TC4 [ I

Température (°C)
= N
ul o
o o

iy
o
o

1 1

0 5 10 15 20 25
Temps (s)

FIGURE 3.13 — Moyenne arithmétique des cinétiques thermiques mesurées pour les 3 essais de
percage a sec instrumentés (SF : Sortie de la pointe du Foret - RF : Remontée du Foret).

Sur la Figure 3.13, le thermocouple TC1 localisé a 0.5 mm de la surface du trou nous
permet d’identifier un premier pic de température a I'instant correspondant au passage
de la pointe du foret. Ce pic est provoqué par les mécanismes d’enlévement de matiére
dansla zone de coupe. Il est a noter que pour les thermocouples TC2, TC3 et TC4 localisés
a des distances plus importantes, aucun pic n’est clairement identifié malgré une montée
en température cohérente avec I’avance du foret.

Les courbes de température des thermocouples TC1, TC3 et TC4 font apparaitre un phé-
nomeéne de palier thermique apres le passage de la pointe de I'outil, jusqu’a environ 10 se-
condes. Ce phénomene thermique est particulierement visible avec le thermocouple TC4
situé a proximité de la face d’entrée du foret dans la piéce. A cet endroit, la température
ne décroit pas jusqu’a la température ambiante initiale, mais semble atteindre une valeur
asymptotique plus élevée. De par ces mesures expérimentales, nous pouvons constater
que la surface du trou est maintenue a une certaine température apres le passage de la
pointe du foret, comme l'illustre la Figure 3.12a. Cette évolution est due a l'interaction
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thermique entre la surface du trou, le foret et les copeaux trés chauds qui remontent le
long des goujures. Du point de vue des transferts thermiques, ce phénomene traduit le
pompage de la chaleur par le massif de la piéce qui est plus froid que I'’environnement
thermique dans le trou percé (voir Figure 3.14). De fait, la piece emmagasine de la cha-
leur tout au long de la phase de percage jusqu’a environ 10 secondes.

Toutefois, notons que le phénomene de palier thermique n’est pas capté par le thermo-
couple TC2, situé a 2 mm de la face de sortie du foret. En effet, la fin du percage succede
trés rapidement au passage de la pointe du foret dans cette zone. C’est pour cette raison
que le thermocouple TC2 enregistre une seule et unique montée en température durant
I'opération de percage a sec.

Apport de chaleur induit par le foret
et la remontée des copeaux

mécanismes de coupe en pointe de foret

-t

Pl 4
N
o

-
s
Apport de chaleur induit par les
< -

FIGURE 3.14 — Schématisation de la chaleur recue par I'Inconel 718 au cours de 'opération de
percage a sec.

Les courbes expérimentales de température mettent aussi en évidence un échauffe-
ment significatif au niveau des thermocouples TC1, TC2 et TC3 avant que le foret dé-
bouche de la piéce (instant noté SF sur la Figure 3.13). Cet échauffement se traduit par
une montée en température de la surface du trou, certainement induite par une augmen-
tation de la température des copeaux. Ce phénomene débute au moment ot un bruit
strident a été entendu approximativement a I'instant ¢ = 10 s pour 'ensemble des essais.
Comme le montre le thermocouple TC4, cet échauffement est beaucoup moins intense a
proximité de I’entrée du trou.

Une fois que la pointe du foret traverse la face inférieure de la piece (instant SF), la
température reste relativement élevée au niveau des thermocouples TC1, TC2 et TC3 pen-
dant environ 2 secondes, avant la remontée du foret (instant noté RF sur la Figure 3.13).
Ce laps de temps correspond a la durée pendant laquelle le foret poursuit sa course pour
étre certain de finaliser le trou. Lorsque la pointe du foret débouche de la piece, les arétes
de coupe ne produisent plus de copeaux. De fait, les copeaux chauds présents dans les
goujures ne sont plus expulsés en raison de 'absence de matiére a usiner. Ces derniers
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restent donc emprisonnés dans le trou avant le retrait quasi instantané du foret (cf. Fi-
gure 3.12b). En effet, celui-ci remonte a une vitesse de 253 mm.s!. Finalement, la piéce
percée se refroidit au contact de 'air ambiant jusqu’a retrouver sa température initiale.

En guise de synthése, 'histoire thermique vécue par I'Inconel 718 au niveau de la sur-
face du trou percé peut étre scindée en 5 phases comme le présente la Figure 3.15 :

. pic de température provoqué par le passage de la pointe du foret;
. palier thermique induit par la présence du foret et la remontée des copeaux;

1
2
3.
4
5

échauffement généré par 'augmentation de la température des copeaux;

. maintien de la température apres la sortie de la pointe du foret (instant SF);

. refroidissement a I'air libre aprés la remontée du foret (instant RF).

Température

FIGURE 3.15 — Décomposition de I'histoire thermique vécue par I'Inconel 718 au niveau de la sur-

face du trou percé.
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3.3 Calibration du modele pour la phase de percage

3.3.1 Plan d’expérience numérique et application de TANOVA

Une stratégie de calibration simple et rapide a été mise en place pour estimer la pro-
portion de la puissance mécanique dissipée sous forme de chaleur. Limpact thermique
du foret et des copeaux sur la surface du trou a également été quantifié au cours de cette
étude. Pour ce faire, trois parameétres clés du modele numérique ont été calibrés. Le pre-
mier de ces parametres est le coefficient de Taylor-Quinney ay;sip qui peut prendre une
valeur comprise entre 0 et 1. Les deux autres parametres sont h;,; et 0, qui modélisent
I'interaction thermique entre la surface du trou percé, le foret et les copeaux (cf. Equa-
tion 2.17).

La stratégie de calibration présentée dans cette section concerne uniquement les 10
premieres secondes de l'opération de percage (voir Figure 3.16), correspondant aux phases
1 et 2 schématisées sur la Figure 3.15. En effet, a partir de ce temps précis, le palier ther-
mique identifié laisse place a un accroissement significatif de la température (phase 3
sur la Figure 3.15) qui sera modélisé dans la section suivante. Ce choix permet ainsi de
découpler les phénomenes thermiques respectivement mis en jeu durant I’'opération de
percage a sec.

150 T T T T
— TC1
— TC2
125 |— T1C3 .

Température (°C)
'_\

al ~ o
o (631 o
T T T

T

25

Temps (s)

FIGURE 3.16 — Moyenne arithmétique des cinétiques thermiques mesurées pendant les phases 1
et 2 de 'opération de percage.

Les phénomenes thermiques étant particulierement instables au début et a la fin de
I'opération de percage, nous avons fait le choix d’effectuer cette étude de calibration sur
les thermocouples TC1 et TC3. Lintérét de ces deux thermocouples est qu’ils sont situés
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a mi-hauteur du trou, loin des faces d’entrée et de sortie de 'opération de percage. Afin
de valider la simulation numérique des phases 1 et 2, nous vérifierons que les valeurs ca-
librées pour les parametres Og;ssip, Rint €t 0;,; représentent correctement les cinétiques
thermiques mesurées aux thermocouples TC2 et TC4.

Le plan d’expérience numérique mis en ceuvre pour la calibration des phases 1 et 2
se compose de trois facteurs comportant chacun trois niveaux (Tableau 3.2). Les facteurs
représentent les trois parametres étudiés, tandis que les niveaux correspondent aux trois
valeurs prises par chacun des parametres. Les valeurs numériques répertoriées dans le Ta-
bleau 3.2 sont représentatives d'une plage de valeurs physiques pour chaque parameétre.
Au total, ce sont donc 27 simulations qui ont été réalisées pour étudier I'influence des
grandeurs 0g;ssip, Nine €t 0y

Lensemble de ces simulations a été réalisé en implémentant la stratégie numérique
développée au chapitre 2 dans le code de calcul commercial SYSWELD® [61]. Le temps
CPU pour chaque simulation est inférieur a 5 heures sur un PC standard avec un proces-
seur de 3.5 GHz et une mémoire vive de 64 Go. Pour rappel, le maillage contient un total
de 1 576 995 éléments et 318 495 nceuds.

Parametres étudiés Valeur n°l Valeur n°2 Valeur n°3

(xdlssip 0.2 0.5 0.8
Bins [W.m2.°C1] 500 1000 1500
Oin: [°Cl 100 250 400

TABLEAU 3.2 — Plan d’expérience numérique mis en ceuvre pour la calibration des phases 1 et 2.

En préambule de la phase de calibration, 'influence de ces parametres a tout d’abord
été évaluée au moyen de la technique d’analyse de la variance (ANalysis Of VAriance -
ANOVA). Le test statistique ANOVA [121, 122] est particulierement utile pour étudier I'in-
fluence d'un ou plusieurs facteurs (variables qualitatives) sur une variable d’intérét (va-
riable quantitative). L'intérét de cette technique est de comparer les moyennes de plus de
deux populations par un test unique, au moyen de calculs de rapports de variances (loi
de Fisher-Snedecor ou loi F). Le principe est de tester '’hypothése nulle (Hp) qui stipule
que les moyennes des populations sont égales. En un certain sens, TANOVA peut étre vue
comme une généralisation du test de Student, couramment utilisé lorsque I'on compare
les moyennes de deux populations uniquement.

Pour que les résultats du test ANOVA soient valides, trois hypothéses doivent étre im-
pérativement vérifiées :

* Premierement, les variables d’intérét doivent respecter la condition d'indépendance.
Cette hypothése est naturellement vérifiée par notre plan d’expérience puisque cha-
que simulation est réalisée indépendamment des autres.
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e Deuxiemement, les variables d’'intérét doivent étre distribuées selon une loi nor-
male A (m, o). En effet, la statistique F calculée suivant la loi de Fisher-Snedecor re-
présente le rapport de deux lois du Khi-deux (sommes de carrées de lois normales).
Lexistence mathématique de la statistique F dépend donc de cette hypothese de
normalité. Notons que I'expérience montre que '’ANOVA est relativement robuste
a la non-normalité. Malgré tout, en toute rigueur par rapport au cadre mathéma-
tique, cette deuxieme hypothese doit étre vérifiée par un test de normalité.

* Troisiemement, ’ANOVA doit respecter une derniere hypothése fondamentale : ’ho-
moscédasticité. En d’autres termes, il est nécessaire que la variance de chaque échan-
tillon soit identique. Cette derniere hypothese est également vérifiée de par la na-
ture du plan d’expérience, puisque chaque simulation n’est réalisée qu'une seule
fois. Notons que I'on peut utiliser par exemple le test de Levene pour vérifier I'hy-
pothese d’homoscédasticité [121].

Les variables d’'intérét ont été identifiées de maniére a considérer les phénomenes
thermiques observés durant les phases 1 et 2, a savoir le pic de température provoqué
par le passage de la pointe du foret et le phénomeéne de palier thermique qui s’en suit.
Les variables d’intérét choisies pour cette étude sont donc la température maximale du
pic observé durant la phase 1 et la température du palier thermique a I'instant £ = 10 s,
toutes deux mesurées par les thermocouples TC1 et TC3 (courbes bleue et verte sur la
Figure 3.16). Dans la suite de I’étude, ces deux températures seront respectivement dé-
nommeées T,qx et Tpaiier suivies du thermocouple correspondant. Les températures ob-
tenues en appliquant le plan d’expérience numérique sont disponibles dans les Annexes
du chapitre 3 (Annexes B) pour '’ensemble des 27 simulations.

Une étude préliminaire a ’ANOVA a été menée afin de vérifier I'hypothese de norma-
lité évoquée précédemment. Pour ce faire, un test de Shapiro-Wilk [123] a été réalisé sous
le logiciel de calcul MATLAB®. D’autres alternatives existent telles que les tests basés sur
la fonction de répartition empirique (test de Kolmogorov-Smirnov et ses variantes) ou en-
core ceux basés sur les coefficients d’asymétrie et d’aplatissement (tests de Jarque-Bera et
de D’Agostino). Néanmoins, en comparaison de ces différents tests, le test de Shapiro-
Wilk est particulierement puissant pour les petits effectifs. En ce sens, il est considéré par
la norme AFNOR [124] comme étant le test de normalité le plus robuste pour une taille
d’échantillon n < 50.

Le test de Shapiro-Wilk vérifie 'hypothese selon laquelle un échantillon est issu d'une
population normalement distribuée. Le test est basé sur une statistique W qui permet
de tester cette hypothése par comparaison a une valeur seuil W,;; lue dans la table de
Shapiro-Wilk. Notons que les valeurs seuils W,;; dépendent de la taille d’échantillon 7 et
durisque de premiere espéce a défini par |'utilisateur du test. Pour conclure, siW > W, ;,
alors I'hypothése de normalité est acceptée. Dans le cas contraire, les données ne sont pas
considérées comme étant issues d'une loi normale.
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Pour notre cas d’étude (n = 27) et pour un risque o = 0.05, la valeur seuil lue dans
la table de Shapiro-Wilk est W, ;; = 0.923. Le Tableau 3.3 regroupe les résultats des tests
de Shapiro-Wilk effectués a partir des températures numériques T, qx €t Tpaier €xtraites
aux thermocouples TC1 et TC3 (Annexes B). De par les résultats obtenus, '’hypothése de
normalité est acceptée pour les 4 variables d’intérét.

Tmax TC1 (o = 0.05) Tpatier TC1 (o= 0.05)
\ 0.927 \ 0.954
Wcrit 0.923 Wcrit 0.923
(a) Test pour T,;,4x TC1 (b) Test pour Tpatier TC1
Tmax TC3 (o = 0.05) Tpatier TC3 (= 0.05)
\ 0.938 \ 0.964
Werir 0.923 Werit 0.923
(c) Test pour T, 4x TC3 (d) Test pour Tpatier TC3

TABLEAU 3.3 — Résultats des tests de Shapiro-Wilk pour les 4 variables d’'intérét.

Les hypothéses d'indépendance, de normalité et d’homoscédasticité étant vérifiées
pour nos données, le test ANOVA peut étre réalisé. Tout comme le test de Shapiro-Wilk,
celui-ci a été réalisé sous le logiciel de calcul MATLAB®. Les résultats de ’ANOVA sont
présentés dans le Tableau 3.4. Le test ANOVA calcule tout d’abord la somme des carrés
des écarts (SCE) de chaque facteur et des résidus (Erreur). Puis, en fonction du nombre
de degrés de liberté (DDL) distribués, la statistique F est calculée au moyen de la loi de
Fisher-Snedecor. Finalement, la valeur de probabilité p, également connue sous le nom
de p-value, est donnée sous ’hypothése nulle (Hy).

Probabilité p

Parametres SCE DDL Conclusion
(valeur <0.05?)

Qdissip 31978.6 2 105941 0 Influence
Ring 211.1 2 699 0 Influence
Oins 2608.8 2 8 643 0 Influence
Qgissip Nint 57.8 4 96 0 Influence
Qgissip Oint 10.2 4 17 0.0006 Influence
Rint - Oint 339.3 4 562 0 Influence
Erreur 1.2 8 - - -
Total 35207 26 - - -

(a) Table d’ANOVA pour T4 TC1
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Parametres SCE DDL Probabilité p Conclusion
(valeur <0.05?)
Odissip 1601.5 2 187998 0 Influence
Ring 4031.9 2 473 310 0 Influence
Oinr 15092.3 2 1771700 0 Influence
Agissip* Nint 30.5 4 1791 0 Influence
Qgissip *Oint 1 4 61 0 Influence
Rine - Oint 1656.5 4 97 231 0 Influence
Erreur 0 8 - - -
Total 22413.7 26 - - -
(b) Table ?’ANOVA pour T gier TC1
. Probabilité p .
Parametres SCE DDL Conclusion
(valeur <0.05?)
Qdissip 8 260.6 2 260 860 0 Influence
Rint 91.7 2 2897 0 Influence
0;inr 883.4 2 27 897 0 Influence
Qqissip * Nint 16.1 4 254 0 Influence
Qgissip *Oint 1.7 4 27 0.0001 Influence
Rint-Oint 116.7 4 1842 0 Influence
Erreur 0.1 8 - - -
Total 9370.3 26 - - -
(c) Table d’ANOVA pour T, 4x TC3
Parametres SCE  DDL Probabilité p Conclusion
(valeur <0.05?)
Qdissip 1616.5 2 136 392 0 Influence
Rine 1815.7 2 153 198 0 Influence
0,1 7136.2 2 602 120 0 Influence
Qqissip * Mint 18.8 4 795 0 Influence
Qgissip*Oint 0.7 4 28 0 Influence
Rint-Oins 811.1 4 34 220 0 Influence
Erreur 0 8 - - -
Total 11399 26 - - -

(d) Table ' ANOVA pour Tpg1i0r TC3

TABLEAU 3.4 — Résultats du test ANOVA pour les 4 variables d’intérét.
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En considérant 'hypothése nulle (Hyp), la probabilité p permet de mesurer la signifi-
cativité statistique de 'acceptation ou du rejet de cette hypothése. Lors du test ANOVA,
I'acceptation de Hy est interprétée comme la non-influence d’un facteur sur une variable
d’intérét. Dans la pratique, la probabilité p est comparée a un seuil de signification sta-
tistique correspondant au risque de premieére espece a. Classiquement, ce risque d’erreur
est fixé a 5% bien que le choix d'une autre valeur plus restrictive soit tout a fait possible
(ex.: 1%). Pour notre cas d’étude, nous avons fait le choix de considérer un seuil de risque
a de 5%. Etant donné que le risque de premiere espéce a représente la probabilité de
rejeter a tort ’hypothese Hy, une valeur de p < «a est le résultat d'une différence dite «
statistiquement significative ». Dans ce cas de figure, on considere qu'’il est trop peu pro-
bable que I'hypothese nulle (Hy) soit vraie. Dés lors, nous pouvons conclure a I'influence
du facteur considéré, mais il n’est pas possible de la quantifier.

D’apres les quatre tables d’ANOVA, les différences entre les moyennes de chaque po-
pulation sont statistiquement significatives pour les parametres ag;ssip, Rint, Oine €tleurs
interactions. Qualitativement et de maniere objective, ces résultats mettent en avant I'in-
fluence de I'ensemble des parametres sur les températures T4y €t Tpgyer aux thermo-
couples TC1 et TC3. En ce sens, les résultats de ’ANOVA démontrent la pertinence de la
modélisation physique mise en ceuvre dans le modéle numérique.

3.3.2 Estimation des grandeurs oy, Nin: €t 0,5,

Pour la calibration des parametres ag;ssip, hint €t 0;,¢, nous nous sommes tout d’abord
intéressés a la température T,,,, au niveau du thermocouple TC1. Cette valeur résulte
du passage de la pointe du foret et, par conséquent, de I’échauffement provoqué par les
mécanismes de coupe (phase 1). De fait, le coefficient de Taylor-Quinney a;s;p qui re-
présente la proportion de la puissance mécanique dissipée sous forme de chaleur dans
chaque ZCP a logiquement I'influence la plus significative.

Les graphiques de la Figure 3.17 montrent que le coefficient de Taylor-Quinney en-
traine une amplitude de température d’environ 80°C, alors que les grandeurs h;,; et 0;,;
occasionnent une variation moins importante. A partir de la Figure 3.17a, la valeur opti-
male du coefficient ay; ;s €St estimée par une interpolation linéaire a 0.33 pour une tem-
pérature expérimentale T, TC1 d’environ 115°C (cf. Figure 3.16). Nous pouvons consta-
ter que cette valeur est en adéquation avec les valeurs identifiées par Rittel et al. [115] dans
le cas de taux de déformation élevés. Notons tout de méme que le parametre 6;,; possede
une influence non négligeable sur la température maximale T,,,, TC1, mais moins signi-
ficative que le coefficient ag;ssip. Afin que cette stratégie de calibration reste simple et
rapide, nous négligeons volontairement 'influence du parametre 0;, sur la température
maximale T, ;.
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Pour la calibration des grandeurs h;,; et 6;,;, nous nous sommes intéressés a la tem-
pérature T4 ;e mesurée aux thermocouples TC1 et TC3 durant la phase 2, a I'instant
t =10 s. Pour rappel, cette deuxieme phase correspond au palier thermique induit par la
présence du foret et la remontée des copeaux. Cette fois, les graphiques de la Figure 3.18
montrent que les grandeurs h;,; et 0;;,; sont les parametres les plus influents sur la tem-
pérature Tyqier. En considérant les valeurs de référence Tpqjier TC1 = 90°C et Tpaijer
TC3 = 70°C (cf. Figure 3.16), nous pouvons observer que la combinaison de parametres
hine = 1000 W.m=2.°C1 et 0;,; = 250°C conduit a une estimation tres satisfaisante des tem-
pératures Tgiier TC1 €t Tpgier TC3. 11 est important de souligner que ces valeurs sont
obtenues avec un coefficient de Taylor-Quinney égal 4 0.5 et non a 0.33. Etant donné que
ce coefficient impacte essentiellement la phase 1 alors que les parametres h;j,; et 0;,;
influent majoritairement sur la phase 2, nous considérons qu’il n’est pas nécessaire de
poursuivre la calibration du modele.
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FIGURE 3.18 — Etude numérique de l'influence des parametres h;,; et 0;,, sur les températures
Tpatier TC1 et Tpqiier TC3, al'instant £ =10 s.
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3.3.3 Simulation des phases 1 et 2

La stratégie de calibration développée a permis de quantifier rapidement l'influence
des parametres agjssip, hint €t 0, sur la réponse thermique du modeéle, afin d’estimer
leur valeur respective. La Figure 3.19 présente les cinétiques thermiques simulées pour
les 4 thermocouples en considérant les valeurs de agissip, Rine €t 0, calibrées précé-
demment. Les courbes expérimentales correspondent aux 3 essais de percage a sec ins-
trumentés.

150 T T T T
—— TC1 (Expérimental)
— TC2 (Exp.)
125 r|— TC3 (Exp.) 1
—— TC4 (Exp.) g
~100F|"~ TC1 (Numérique)
8 == TC2 (Num.)
o == TC3 (Num.)
> == TC4 (Num.
5 75 | (Num.)
‘©
=%
5
— 50r
251
O 1 1 1 1
0 2 4 6 8 10

Temps (S)

FIGURE 3.19 — Comparaison des cinétiques thermiques expérimentales et numériques pour les
phases 1 et 2 (ag;ssip = 0.33 = hipe = 1000 Wm=2.°C 1~ 0, = 250°C).

Nous constatons que la valeur calibrée pour le coefficient de Taylor-Quinney conduit a
une estimation satisfaisante de la température maximale T,,,, au thermocouple TC1. Sur
la Figure 3.19, cette température est repérée a 'instant ¢ = 6.7 s. Bien que le coefficient
Qgissip I ait été calibré qu’avec le thermocouple TC1, les cinétiques thermiques simulées
pour les thermocouples TC1 et TC3 sont trés proches des courbes expérimentales durant
les 10 premieres secondes de percage. Toujours pour ces deux thermocouples, le palier
thermique identifié apres ¢ = 6.7 s est correctement représenté par le calcul.

Il est intéressant de noter que les parametres Qg;ssip, Nine €t 0, ont été estimés en
analysant uniquement leur influence sur les températures mesurées aux thermocouples
TC1 et TC3. Or, les cinétiques thermiques simulées pour les thermocouples TC2 et TC4
sont en bonne adéquation avec les observations expérimentales. En plus de démontrer
la robustesse du modele R-ALE, ces résultats mettent en avant sa capacité a modéliser
I’évolution transitoire des transferts de chaleur dans la piece durant les phases 1 et 2. La
calibration réalisée est ainsi validée pour I’ensemble des thermocouples.
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Le champ de température simulé pour les phases 1 et 2 est présenté sur la Figure 3.20
alinstant ¢ = 6.7 s. La température maximale au sein du modéle est observée dans la zone
de coupe. D’autre part, les isothermes montrent clairement le maintien en température
de la surface du trou apres le passage de la pointe du foret. Nous pouvons constater qu'un
front de chaleur semble se former sous le foret. En effet, la chaleur générée au niveau de la
zone de coupe diffuse en partie dans la matiere qui n’a pas encore été usinée sous forme
de copeaux. Ce mécanisme de transfert de la chaleur mériterait d’étre étudié dans le cas
d’'un percage avec lubrification puisque méme dans cette configuration, la zone sous le
foret est probablement le siege de températures intenses.

Par ailleurs, nous nous sommes intéressés a la sensibilité du contact thermique mo-
délisé a I'interface foret-copeau. L'objectif de I'étude est de quantifier I'influence de cette
condition de contact sur les transferts de chaleur a I'intérieur de la piece. Pour rappel,
la face de coupe du foret est considérée comme étant en contact parfait avec le copeau
en vis-a-vis. Ce choix de modélisation se traduit par une égalité des températures a 1'in-
terface foret-copeau. Afin de comparer les cinétiques thermiques simulées dans le cas
d'un contact thermique parfait (cf. Figure 3.19), nous proposons de mener une simula-
tion sans aucun échange thermique entre le foret et les copeaux. Pour ce faire, nous reti-
rons volontairement le foret du modele numérique. La Figure 3.21 présente les cinétiques
thermiques simulées pour chaque thermocouple, en fonction de la condition de contact
considérée a I'interface foret-copeau.

Nous observons tres clairement que la modélisation du contact thermique entre le
foret et les copeaux n’affecte pas de maniere significative les températures dans la piece.
Comme évoqué dans la sous-section 2.3.3, la vitesse de convection des copeaux usinés
est trés importante au regard de la vitesse de diffusion de la chaleur (cf. Figure 2.8). Par
conséquent, la chaleur présente al'intérieur des copeaux n’a pas le temps de diffuser dans
le reste de la piéce. Grace a cette comparaison, nous pouvons conclure que la condition de
contact entre le foret et les copeaux n'influence pas directement les transferts de chaleur
dans la piéce.
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FIGURE 3.20 — Champ de température (°C) simulé pour les phases 1 et 2 al'instant # = 6.7 s.
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FIGURE 3.21 — Comparaison des cinétiques thermiques simulées pour différentes conditions de
contact entre le foret et les copeaux : contact thermique parfait versus aucun échange de chaleur.
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3.4 Simulation complete de I'opération de percage

3.4.1 Etude des transferts de chaleur en fin de percage

Comme le montre la Figure 3.15, la phase 3 intervient avant que le foret ne débouche
de la piece a l'instant SE Cette étape correspond a un échauffement significatif de la sur-
face du trou principalement visible au niveau des thermocouples TC1, TC2 et TC3. Ce
phénomeéne correspond a une augmentation rapide de la température des copeaux qui
remontent le long des goujures. En effet, en considérant que la puissance mécanique dis-
sipée dans chaque ZCP varie peu, la diminution progressive du volume d’Inconel 718 sous
la pointe du foret induit un échauffement plus important de la matiére au voisinage de la
zone de coupe (voir Figure 3.22b). Par conséquent, cet échauffement résulte d'une éléva-
tion du champ de température dans la zone de coupe.

(@) (b)

FIGURE 3.22 — Schématisation du phénomene de suréchauffement al’approche de la face de sortie
du foret dans la piéce : (a) échauffement en phases 1 et 2; (b) suréchauffement en phase 3.

Lintérét du modele numérique développé réside dans sa capacité a tenir compte de
I’évolution de la géométrie du trou percé. Celui-ci est donc capable de représenter 1’éléva-
tion de température induite par la diminution progressive du volume d’Inconel 718 sous
la pointe du foret. La Figure 3.23 présente 1’évolution de la température moyenne notée
() dans le volume des copeaux. Nous pouvons observer que la température 0(¢) simulée
se stabilise a environ 400°C, avant de croitre a nouveau. Le point d’inflexion correspon-
dant a cette transition peut étre repéré en identifiant le minimum de la dérivée %, dont
I’évolution est tracée sur la Figure 3.24. Il est important de noter que I'instant ¢, corres-
pondant a ce minimum émane directement de la simulation numérique (o = 7.08 s).
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FIGURE 3.23 — Evolution de la température moyenne 0(r) dans le volume des copeaux.
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FIGURE 3.24 — Evolution de la dérivée % dans le volume des copeaux.
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3.4.2 Modélisation de I'échauffement en phase 3

Pour modéliser I’échauffement induit par les copeaux sur la surface du trou lors de la
phase 3, une densité surfacique de flux de chaleur additionnelle est imposée en complé-
tant 'Equation 2.17 de la maniére suivante :

qdo

2.1
L )

V> 1o, q(t) = hint Oine=0(1) + 57 (8(1) = 0(to) 3.1
ol gy est homogene a une densité surfacique de flux de chaleur. Le facteur 0y correspond

49 est prise

quant a lui a une température de référence. Notons que la valeur du terme B2

égale a 1000 W.m=2.°C-21,

A partir de I'instant #,, la température moyenne 0(¢) dépend de la densité surfacique
de flux de chaleur additionnelle g(¢). Afin de construire un modele simple et robuste en
limitant les non-linéarités, le traitement numérique de I'Equation 3.1 se fait de facon ex-
plicite tel que :

Vi+AL>to, qlt+AD) = hin Oine—0(t+AD) + % B -00)*" (3.2
Sachant que l'objectif final de ces travaux est de calculer 1'état de contraintes rési-
duelles au niveau de la surface du trou, nous n'avons pas cherché a simuler la phase 4
(cf. Figure 3.15). En effet, les mécanismes de coupe ne sont plus actifs au cours de cette
quatrieme phase. Du point de vue thermodynamique, cela implique une diminution de
la température maximale et du gradient associé. Par conséquent, les contraintes d’ori-
gine thermique vont nécessairement diminuer dans I'Inconel 718 pendant la phase 4. En
I’absence de transformations de phases, le phénomene de plasticité ne peut donc qu’étre
atténué. C’est pour cette raison que nous avons choisi de simuler le retrait quasi instan-
tané du foret a la fin de la phase 3, de manieére a enchainer directement le refroidissement
de la piece percée a lair libre (phase 5) en appliquant I'Equation 2.16 sur la surface du
trou.

La Figure 3.25 présente une comparaison entre les mesures expérimentales et les ci-
nétiques thermiques calculées. Contrairement a la Figure 3.19, seules les courbes expéri-
mentales de I'essai n°1 sont tracées (Annexes B), puisque c’est au cours de cet essai que
I’échauffement en phase 3 semble le mieux capté. Comme indiqué précédemment, la
phase 4 correspondant au maintien en rotation du foret dans le trou n'a pas été simu-
lée. La modélisation conduit a des résultats tres satisfaisants pour les phases 1, 2 et 3 ainsi
que pour la vitesse de refroidissement. Le suréchauffement induit par la montée en tem-
pérature des copeaux est représenté de maniére cohérente au niveau des thermocouples
TC1, TC2 et TC3, bien que celui-ci soit légéerement surestimé au thermocouple TC1. Pour
le thermocouple TC4, le suréchauffement simulé anticipe 1'évolution expérimentale. Ce
phénomene est lié au fait que le flux surfacique additionnel g () (cf. Equation 3.1) est ap-
pliqué sur toute la hauteur du trou, alors qu’en réalité, les copeaux emprisonnés en fin de
percage n’'atteignent pas la hauteur du thermocouple TC4 en conservant leur chaleur.
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Pour représenter ce phénomene en début de trou, il conviendrait d’ajuster la surface
d’application du flux surfacique additionnel g(¢). Sachant que I’objectif de ces travaux est
de modéliser les phénoménes thermomécaniques sur I'ensemble de la surface du trou
percé, nous n'avons pas cherché a complexifier la modélisation physique de |'opération
de percage au voisinage de la face d’entrée du foret dans la piéce.

400 T T T . .
—— TC1 (Expérimental)

350 |~ TC2(Exp.) A
— TC3 (Exp.)
— TC4 (Exp.

300 - (Exp.) |

= = TC1 (Numérique)
TC2 (Num.)
= = TC3(Num.)
TC4 (Num.)

N
a1
o
T
1
1

Température (°C)
N
o
o

Temps (s)

FIGURE 3.25 — Comparaison des cinétiques thermiques expérimentales (essai n°1) et numériques
en tenant compte de I’échauffement en phase 3.

La Figure 3.26 présente I'évolution du champ de température dans la piece au cours
de 'opération de percage a sec. La Figure 3.26a correspond a l'instant auquel le thermo-
couple TC1 voit sa température maximale en phase 1. La Figure 3.26b fait clairement ap-
paraitre le phénomene de palier thermique induit par les grandeurs h;,; et 0;,; sur 'en-
semble de la surface du trou en phase 2. Léchauffement en phase 3 est parfaitement vi-
sible sur la Figure 3.26c. La température maximale est atteinte en extréme surface juste
avant que la pointe du foret ne débouche de la piéce. Il est important de noter qu'il s’agit
de l'instant ou le gradient de température est le plus élevé et, par conséquent, propice a
une élévation importante des contraintes d’origine thermique a proximité de la surface
du trou.

La Figure 3.27 montre I'évolution du champ de température dans la zone de coupe
correspondant aux éléments Q3 et Q4 définis dans la sous-section 2.4.2. Nous pouvons
observer que les champs sont tres similaires sur les Figure 3.27a et Figure 3.27b, alors que
le phénomene de suréchauffement est notable sur la Figure 3.27c. Al'instant t = 11.4 s, la
surface inférieure de la zone de coupe correspond a la face de sortie du foret dans la piece.
De fait, I’évolution des isothermes entre les instants t = 10 s et £ = 11.4 s montre I'impact
de la géométrie sous le foret sur le champ de température dans la zone de coupe.
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(a) Phase 1 al'instant t =6.7 s

(b) Phase 2 al'instant t =10s

I ———
~

(c) Phase 3 al’instantSF (t=11.4s)

FIGURE 3.26 — Evolution du champ de température (°C) au cours du percage a sec de 'Inconel 718.
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FIGURE 3.27 — Evolution du champ de température (°C) au cours du percage a sec dans les élé-
ments Q3 et Q4 (cf. sous-section 2.4.2).
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3.5 Conclusion

A travers ce chapitre, nous avons identifié les phénoménes thermiques mis en jeu lors
du percage a sec de I'Inconel 718 grace a la phase expérimentale menée sur ce matériau.
Dans un premier temps, le positionnement des thermocouples dans la piéce a pu étre
validé a I'aide de la tomographie RX. Ensuite, les mesures expérimentales de température
ont permis de mieux appréhender les transferts de chaleur dans une piece percée. En ce
sens, I'histoire thermique vécue par I'Inconel 718 au niveau de la surface du trou a pu étre
décomposée en 5 phases distinctes.

De par leur nature relativement stable, les phénomeénes thermiques identifiés lors des
phases 1 et 2 ont tout d’abord été modélisés. Pour ce faire, une stratégie de calibration
simple et rapide a été développée pour estimer le coefficient de Taylor-Quinney, ainsi que
les grandeurs h;,; et 0;,; représentatives de I'interaction thermique entre la surface du
trou percé, le foret et les copeaux. Par ailleurs, la pertinence de la modélisation physique
mise en ceuvre pour les phases 1 et 2 a pu étre montrée au moyen de ’ANOVA.

Les mesures expérimentales ont mis en évidence un échauffement significatif induit
par 'augmentation de la température des copeaux juste avant que le foret ne débouche
de la piece. Ce phénomene a pu étre modélisé au moyen d’un flux surfacique addition-
nel dépendant de la température des copeaux en fin de percage. La simulation complete
de I'opération de percage a permis de représenter de maniere satisfaisante 'histoire ther-
mique vécue par la piece et par le trou percé. Les résultats de simulation font clairement
apparaitre que le phénomene de suréchauffement identifié en phase 3 génere le gradient
de température le plus important au niveau de la surface du trou. De fait, nous pouvons
d’ores et déja émettre I'hypotheése que ce suréchauffement joue un role prépondérant sur
les mécanismes d’apparition des contraintes résiduelles d’origine thermique. De plus, ces
résultats mettent en avant I'influence de la profondeur de percage sur les transferts de
chaleur a l'intérieur de la piece. De par les phénomeénes thermiques identifiés, nous pou-
vons conclure que les transferts de chaleur mis en jeu lors d'une opération de percage a
sec doivent étre modélisés a I’échelle du trou percé.

En vue de comparer les transferts de chaleur analysés au cours de ce chapitre avec
ceux mis en jeu en chariotage a sec, la stratégie de modélisation Rigid-ALE présentée
dans la sous-section 2.4.2 a été appliquée a une opération de chariotage, pour 'acier in-
oxydable 304L. Les données du modeéle sont issues des travaux de Girinon et al. [33] sur
la simulation 3D des transferts de chaleur en chariotage. Les résultats de simulation ob-
tenus au moyen 'approche R-ALE transitoire sont présentés en Figure 3.28. Ces résultats
mettent en avant une localisation des transferts de chaleur au cours de’opération de cha-
riotage a sec. En effet, la chaleur générée dans la zone de coupe ne diffuse pas a I'’échelle
de la piece, comme en atteste la trainée de chaleur visible sous la plaquette de 'outil.
Cette trainée atteint rapidement un état stabilisé, tandis que la plaquette emmagasine de
la chaleur durant la quasi-totalité de I'opération de chariotage (voir Figure 3.28b).
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En raison de sa géométrie, I'opération de chariotage ne possede qu’'un seul et unique
régime de refroidissement a 'air libre. Comparativement au percage a sec, la montée en
température occasionnée par le passage de la pointe de I’outil n’est pas suivie par un phé-
nomene de palier thermique. En effet, la surface usinée n’est pas maintenue a une cer-
taine température et se refroidit aussitot. Les mécanismes de coupe n’étant pas situés
dans un environnement confiné, le massif de la piece emmagasine peu de chaleur com-
parée a une piece percée. En chariotage a sec, les transferts de chaleur se produisent donc
a une échelle beaucoup plus locale que ceux observés dans le cas d'un percage a sec.

(b)

FIGURE 3.28 — Champ de température (°C) au cours d'une opération de chariotage a sec selon deux
angles de vue.
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CHAPITRE 4. MODELISATION DES CONSEQUENCES MECANIQUES INDUITES

4.1 Introduction

Dans le chapitre 3, les phénomenes thermiques mis en jeu lors du percage a sec de
I'Inconel 718 ont été identifiés et modélisés afin de représenter I'histoire thermique vé-
cue par une piece percée. Lobjectif de ce quatrieme chapitre est de modéliser les consé-
quences mécaniques induites par I’opération de percage, au niveau de la surface du trou.
Dans un premier temps, les analyses expérimentales réalisées pour tenter de répondre
a cet objectif seront présentées et commentées. Puis, dans un second temps, les simula-
tions numériques développées pour le calcul des contraintes résiduelles seront détaillées
et confrontées aux mesures expérimentales.

4.2 Analyses expérimentales des conséquences mécaniques
induites

4.2.1 Découpe des éprouvettes cylindriques percées

Une seconde phase d’étude expérimentale a été menée sur les pieces percées afin
d’analyser les conséquences mécaniques induites par 'opération de percage a sec. Cette
phase expérimentale a été réalisée au laboratoire LEM3 (Laboratoire d’Etude des Micro-
structures et de Mécanique des Matériaux UMR CNRS 7239) du campus Arts et Métiers
de Metz. L'objectif de cette étude est d’obtenir des profils de contraintes résiduelles par
diffraction des rayons X (DRX) au niveau de la surface du trou, qui correspond a la zone
affectée par 'opération de percage.

Pour I'étude, les éprouvettes percées en Inconel 718 ont été préalablement décou-
pées. Dans le cas du percage, I’analyse des contraintes résiduelles sur 'ensemble de la
surface du trou nécessite la destruction partielle de la piéce. En effet, les rayons X n'ont
pas acces a la surface d’analyse puisque celle-ci est masquée par le massif de la piece.
Afin d’obtenir un profil de contraintes résiduelles par DRX, Perrin [66] fait le choix de
découper les échantillons percés en deux parties distinctes, en prenant soin de polir les
bords des demi-cylindres. Girinon et al. [125] adoptent une procédure similaire puisqu'’ils
découpent les éprouvettes percées en quatre pour analyser les contraintes résiduelles a
proximité de la surface du trou. Les auteurs étudient également 'influence de la découpe
sur les contraintes résiduelles analysées a posteriori par DRX. Ces derniers mettent en
avant une légére relaxation des contraintes due a la découpe, mais qui reste peu signifi-
cative au vu des niveaux de contraintes résiduelles mesurés avant la découpe.

La procédure expérimentale de découpe proposée par Girinon et al. [125] a été mise en
place dans ces travaux de recherche. Pour notre cas d’étude, les éprouvettes cylindriques
percées ont été préalablement découpées en quatre a I’aide d’'une micro-tronconneuse de
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4.2. ANALYSES EXPERIMENTALES DES CONSEQUENCES MECANIQUES INDUITES

précision (Figure 4.1). La découpe est réalisée sous lubrification avec une vitesse d’avance
tres faible (= 0.5 mm.min!) pour ne pas générer d’échauffement intense et, par consé-
quent, ne pas induire des contraintes résiduelles supplémentaires. Notons que seul un
quart de la piece est utilisé pour I'analyse des contraintes résiduelles.

(a) (b)

FIGURE 4.1 - Découpe des éprouvettes cylindriques percées : (a) Zones de découpe; (b) Echan-
tillon utilisé pour I'analyse des contraintes résiduelles.

4.2.2 Analyses des contraintes résiduelles par diffraction des rayons X

La diffraction des rayons X (DRX) est une technique non destructive tres fréquemment
employée pour déterminer les contraintes résiduelles d'un matériau, a une échelle ma-
croscopique. La méthode d’analyse des contraintes résiduelles par DRX est précisément
décrite dans la norme NF EN 15305 [126]. Pour notre cas d’étude, c’est la méthode des
sin?(y) qui a été mise en ceuvre pour déterminer les contraintes résiduelles. Elle consiste a
analyser les déformations élastiques du réseau cristallin en mesurant les variations de dis-
tance entre les différents plans atomiques. En effet, lorsqu'un matériau est soumis a une
contrainte, la distance dj; se modifie entrainant a son tour la modification des angles
de diffraction des rayons X (Figure 4.2). De par 'utilisation de la loi de Bragg (4.1) et la
connaissance de I'organisation atomique du matériau étudié, il devient alors possible de
calculer les déformations élastiques et, par conséquent, les contraintes résiduelles dans
la matiere.

Laloi de Bragg est donnée par :
dpr; Sin® = A (4.1)

ol dyy; représente la distance interréticulaire, 8 I'angle entre le rayon incident et le plan
atomique et A la longueur d’onde de la source RX.
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N /

d/;/\-/ .sin0

Ps

Py
8 J

¢
[ ]

FIGURE 4.2 — Schéma de diffraction des rayons X.

Dans le cadre de ces travaux, les analyses de contraintes résiduelles ont été réalisées
a trois positions, numérotées de 1 a 3 (Figure 4.3). Les points d’analyse n°1, n°2 et n°3
correspondent respectivement au début, au milieu et a la fin de I'opération de percage a
sec. En complément, le Tableau 4.1 présente le positionnement exact des points d’analyse
par rapport a la face d’entrée du foret dans la piece. Le choix de ces trois zones d’analyse
est motivé par le souhait de mettre en évidence I'influence de la profondeur de percage
sur la distribution des contraintes résiduelles.

Face d’entrée du foret

<> Point Distance par rapport

d’analyse ala face d’entrée

® 1 | Avance du foret

n°l 4 mm
e 2 @ n°2 8.5 mm
n°3 13 mm

® 3

- r

FIGURE 4.3 — Position des trois points d’ana- TABLEAU 4.1 — Caractéristiques des trois points

lyse dans un quart de piece. d’analyse.

La Figure 4.4 illustre la procédure d’analyse par DRX mise en ceuvre dans cette étude.
Les contraintes résiduelles induites par 'opération de percage a sec sont analysées sui-
vant deux directions : la direction circonférentielle notée 00 et la direction axiale notée
ZZ. Pour chaque position, les analyses sont effectuées en surface, mais également a diffé-
rentes profondeurs de maniere a obtenir un profil de contraintes résiduelles jusqu’a 150
pm. Afin d’accéder a ces différentes profondeurs, la surface du trou subit un polissage
électrolytique apres chaque analyse de contrainte.
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Angle parcouru par Angle parcouru par
les rayons X les rayons X
A A-A
REaS

(b) Direction axiale ZZ

s I

— |

(c) Vue 3D des directions d’analyse

FIGURE 4.4 - Tllustration de la procédure d’analyse des contraintes résiduelles par DRX pour le
point d’analyse n°2.
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Pour mener a bien les analyses, nous avons utilisé un appareillage de type PROTO
iXRD. Les conditions expérimentales utilisées pour 'obtention des profils de contraintes
résiduelles sont les suivantes.

Conditions de diffraction :

e collimateur de diametre 1 mm;
e rayonnement Ka du manganese (A =2.10 A);

» utilisation des plans réticulaires {311} avec un angle de Bragg 20 = 151°.

Conditions d’acquisition :

N

e oscillation de la source RX de —25° a +25° pour la direction 00;

N

e oscillation de la source RX de —30° a +30° pour la direction ZZ;

e durée d’acquisition de 60 s par pic de diffraction.

Par ailleurs, les constantes d’élasticité radiocristallographiques utilisées pour la détermi-
nation des contraintes résiduelles sont les suivantes :

Si11y = —1.73x 1078 MPa™!; 1/2 Sy(311; = 6.85 x 1076 MPa~!

4.2.3 Résultats des analyses de contraintes

Les Figure 4.5 et Figure 4.6 présentent les valeurs moyennes des contraintes résiduelles
obtenues expérimentalement a partir de ’analyse de 4 échantillons percés. Les barres
d’erreur correspondent a la dispersion des valeurs analysées pour ces 4 échantillons. Les
incertitudes en contrainte sont quant a elles estimées a environ + 50 MPa pour les points
d’analyse en extréme surface et a + 30 MPa pour les autres analyses en profondeur. De
plus, la localisation en profondeur est évaluée avec une incertitude de + 5 pm. Notons
que les incertitudes en profondeur ne sont pas représentées sur les Figure 4.5 et Figure 4.6
pour des questions de visibilité.

Que ce soit dans la direction axiale ou circonférentielle, I’état de contraintes résiduelles

est de traction en extréme surface. Lintensité des contraintes semble 1égerement plus
élevée au milieu du trou. Proche de la surface, la contrainte dans la direction circonféren-
tielle présente des valeurs plus de trois fois plus importantes que celle analysée dans la
direction axiale. D’autre part, la contrainte axiale chute jusqu’a faire apparaitre un état de
compression en sous-surface sur une profondeur d’environ 100 pm.
Au vu des observations expérimentales pour notre cas d’étude, il est pertinent d’admettre
que la contrainte circonférentielle est a coup str la plus pénalisante pour la tenue en
fatigue, et en particulier pour la propagation d'une éventuelle fissure axiale. Par consé-
quent, nous chercherons par la suite a simuler I'impact des transferts de chaleur en cours
de percage sur |’évolution de cette contrainte.
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FIGURE 4.5 — Contraintes résiduelles axiales obtenues expérimentalement.
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FIGURE 4.6 — Contraintes résiduelles circonférentielles obtenues expérimentalement.
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4.3 Simulation numérique des contraintes résiduelles

4.3.1 Calcul 3D

Le calcul des contraintes résiduelles est réalisé sur la géométrie 3D de la piéce apres
percage. Contrairement au modéle R-ALE (cf. sous-section 2.4.2), le maillage de la piece
reste fixe en modélisant la rotation du foret par I'intermédiaire d’'une matrice de rotation
notée R;. De plus, la simulation ne tient pas compte de 'impact de I'évolution de la géo-
métrie du trou sur I'état de contrainte en cours de percage. L'objectif de cette étude est de
pouvoir réaliser un calcul 3D dans une configuration purement Lagrangienne.

La Figure 4.7 montre a partir d'un simple calcul thermo-élastique que le diametre du
trou percé augmente pendant I'opération de percage. D’autre part, la Figure 4.8 illustre
le fait que le diametre moyen du trou percé est supérieur au diametre théorique du foret
apres retrait thermique, pour ’ensemble des échantillons. Sachant que le coefficient de
dilatation de I'Inconel vaut 1.55 x 10 °C-!, alors que celui du foret en carbure cémenté
(WC-Co) est d’environ 0.63 x 10-° °C! [127], il faudrait que le foret atteigne une tempéra-
ture tres importante pour présenter une augmentation de son diametre similaire a celle
del'Inconel 718. De fait, le modele numérique n’'integre pas de chargement mécanique lié
au contact éventuel entre le foret et la surface du trou au niveau des listels (cf. Figure 1.12).

FIGURE 4.7 — Champ de déplacement (mm) selon I'axe horizontal y a 'instant t = 8 s.

La simulation des contraintes résiduelles est réalisée a partir d'un chargement uni-
quement induit par le champ de température obtenu avec le modeéle R-ALE au chapitre 3
(cf. Figure 3.26). Pour rappel, ce champ est simulé avec un pas de temps A ¢ correspondant
a une rotation du foret (At = 0.066 s). De fait, le calcul Lagrangien des contraintes néces-
site une discrétisation plus fine afin de suivre précisément I’histoire thermique vécue en
chaque point d’intégration du maillage.
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Diamétre théorique

T T T T

10

Profondeur (mm)

12 ¢

T

14

16

1 1 1 1

8.48 8.5 8.52 8.54 8.56 8.58 8.6
Diamétre (mm)

FIGURE 4.8 — Evolution du diameétre moyen apres percage en fonction de la profondeur percée.

En ce sens, le pas de temps du calcul Lagrangien 8¢ est pris égal a At/9a =~ 7 x 10 s. Le
champ de température est obtenu a chaque pas de calcul en combinant :

e une interpolation temporelle entre deux instants du calcul R-ALE;

e une rotation synchronisée avec la position angulaire du foret.

I est important de souligner que le mouvement de descente du foret fait partie inté-
grante du champ de température calculé avec le modele R-ALE. Pour chaque point d’in-
tégration Lagrangien X, la température peut s’écrire sous la forme :

Or-aLe (R71-X, £i41) — Or-are (R;1-X, ;)

Vie[t;, tiv1], OracX, f) = A7 (t—1t;) (4.2)

ou f; et t;;; désignent deux instants successifs du calcul R-ALE. Les grandeurs Or_arg et
OraG correspondent respectivement aux champs de température sur le maillage R-ALE et
le maillage Lagrangien, tandis que R; représente la matrice de rotation positionnant le
foret a 'instant de calcul .

Le maillage de calcul de la piece en 3D est présenté sur la Figure 4.9. Celui-ci est consti-
tué de 351 560 éléments trilinéaires a intégration sélective et de 362 746 nceuds. Les élé-
ments proches de la surface ont une dimension radiale égale a 16 um afin de capter cor-
rectement I’évolution de la contrainte circonférentielle en extréme surface.
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FIGURE 4.9 — Maillage 3D de la piece utilisé pour le calcul des contraintes résiduelles.
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Le résultat de la projection du champ de température est présenté sur la Figure 4.10 a
I'instant = 6.7 s. Les parametres thermo-élastiques sont ceux indiqués précédemment,
en considérant un coefficient de Poisson égal a 0.3. Le comportement plastique de I'Inco-
nel 718 est quant a lui modélisé au moyen de courbes d’écrouissage monotone fournies
par SAFRAN, dans une gamme de température comprise entre 20 et 550°C (Annexes A).
Le calcul est réalisé avec un modele d’écrouissage isotrope, bien que le choix d'un mo-
dele de comportement plus évolué serait pertinent dans I'optique de futurs travaux (ex. :
modele d’écrouissage cinématique linéaire de Prager, modele d’écrouissage cinématique
non linéaire d’Armstrong-Frederick...).
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FIGURE 4.10 - Champ de température (°C) projeté sur le maillage Lagrangien a I'instant ¢ = 6.7 s.

La Figure 4.11 présente la distribution de la contrainte résiduelle de von Mises 0.4
apres percage. Le temps CPU du calcul 3D Lagrangien est supérieur a 8 jours sur un PC
standard avec un processeur de 3.5 GHz et une mémoire vive de 64 Go. Malheureuse-
ment, un tel temps CPU ne permet pas d’étudier rapidement I'impact des parametres de
percage sur |'état de contraintes résiduelles final. La valeur maximale de contrainte at-
teinte dans les éléments contigus a la surface du trou avoisine 730 MPa a mi-hauteur de
la piece (voir Figure 4.11a). Nous pouvons constater que l'intensité de la contrainte ré-
siduelle en extréme surface est bien plus faible en début percage, 1a ou les phénomenes
thermiques sont certainement moins intenses. Notons que la contrainte résiduelle de von
Mises est quasi nulle en fin de percage puisque cette partie n’est pas soumise au phéno-
mene de suréchauffement, compte tenu de la matiere encore présente sous la pointe du
foret (cf. Figure 3.26¢). Afin de valider la procédure de découpe utilisée pour les analyses
expérimentales par DRX, nous avons fait le choix de désactiver certains éléments finis
de maniere a ne conserver que le quart de la piece. Comme I'atteste la Figure 4.11b, la
contrainte résiduelle de von Mises se relache sur les bords du trou, sans que sa distribu-
tion ne soit significativement affectée dans la zone d’analyse.
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FIGURE 4.11 — Evolution de la contrainte résiduelle de von Mises (MPa) dans la piéce.

Etant donné la durée du calcul 3D Lagrangien, nous nous sommes intéressés a I'évo-
lution du ratio o.4/0 durant 'opération de pergage a sec (phases 1, 2 et 3). En effet, dés
que ce ratio devient supérieur a 1, la plasticité se développe et génere des contraintes
résiduelles en 'absence de phénomene de restauration d’écrouissage. En ce sens, la Fi-
gure 4.12 présente cette évolution pendant la simulation 3D de 'opération de percage a
sec. Il apparait trés clairement que seul I'’échauffement significatif en phase 3 induit une
valeur supérieure a 1 et, par conséquent, de la plastification a partir de I'instant £ = 11 s. 1l
ressort de cette observation que la génération des contraintes résiduelles s’opére essen-
tiellement a 'instant ou le champ de température est quasi axisymétrique sur la majeure
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partie du trou, sous I'effet du flux surfacique additionnel (cf. Figure 3.26¢) et sans considé-
rer de chargement mécanique (ex. : frottement des listels sur la surface du trou en phases
1 et 2). De fait, un modeéle 2D axisymétrique peut étre mis en ceuvre pour calculer I'état
de contraintes résiduelles final.

14

Temps (s)

FIGURE 4.12 — Evolution de la valeur maximale du ratio Oeq/0y pendant la simulation 3D.

4.3.2 Calcul 2D axisymétrique

Méme sile modele 3D Lagrangien ne présente aucune plastification durant les phases
de percgage 1 et 2, nous choisissons de positionner le maillage de la section 2D au voisi-
nage de 'aréte de coupe afin de capter la température maximale pendant la descente du
foret. De par le caractere axisymétrique du calcul 2D, ce choix de modélisation ne peut
qgu’amplifier I’état de contrainte et, par conséquent, étre conservatif du point de vue in-
dustriel. Pour une configuration informatique identique au calcul 3D, le temps CPU du
calcul 2D axisymétrique est d’environ 1 heure en utilisant un pas de temps identique a
celui du calcul R-ALE (At = 0.066 s). Le maillage 2D est constitué de 7 140 éléments bi-
linéaires a intégration sélective et de 7 279 nceuds. De plus, il est similaire a celui de la
section du maillage 3D présenté sur la Figure 4.9.

La Figure 4.13 montre les variations de la valeur maximale du ratio o.4/0, pendant
la simulation 2D de 'opération de percage a sec. L'évolution de ce ratio est similaire a
celle obtenue avec le modele 3D, mais avec un temps CPU significativement réduit. De
méme que pour le modele 3D, la plasticité apparait en phase 3 sous l'effet du flux surfa-
cique additionnel défini par I'Equation 3.1. Nous pouvons donc conclure que le phéno-
mene de plasticité est parfaitement capté par le modele 2D axisymétrique. L'évolution de
la contrainte résiduelle de von Mises a mi-hauteur du trou est présentée sur la Figure 4.14.
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FIGURE 4.13 - Evolution de la valeur maximale du ratio O¢q/0y pendant la simulation 2D.
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FIGURE 4.14 — Evolution de la contrainte résiduelle de von Mises (MPa) 4 mi-hauteur du trou.
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Nous constatons que la valeur maximale de la contrainte obtenue a partir du calcul 2D
axisymétrique est de 725 MPa. De méme que pour la simulation 3D, la valeur maximale
de contrainte est détectée dans les éléments contigus a la surface du trou a mi-hauteur de
la piece.

4.3.3 Confrontation des résultats expérimentaux et numériques

La Figure 4.15 présente la comparaison des contraintes résiduelles circonférentielles
expérimentales et numériques (modele 2D axisymétrique et modele 3D). Les profils de
contraintes sont présentés au voisinage de I'extréme surface qui correspond a la zone
essentielle pour la tenue en fatigue du trou percé.

Malgré une surestimation de la contrainte circonférentielle en profondeur, la mo-
délisation numérique conduit a des valeurs élevées en traction, comme observées ex-
périmentalement au voisinage de I'extréme surface. Il est important de souligner que
les contraintes résiduelles numériques sont extraites au centre des éléments et sont, par
conséquent, décalées des points d’analyses par DRX. La valeur de contrainte en extréme
surface est donc extraite a une profondeur de 8 pm, correspondant a la moitié de la di-
mension radiale de I’élément contigu a la surface du trou.

Nous pouvons remarquer que le modele 2D axisymétrique donne des résultats simi-
laires a ceux du modele 3D. La faible variation des profils de contraintes en fonction du
point d’analyse est cohérente avec le suréchauffement quasi instantané en phase 3, qui ne
laisse pas le temps a la chaleur de diffuser dans le massif de la piéce. De fait, le gradient de
température dans la direction radiale augmente considérablement sur une faible profon-
deur, et la contrainte de von Mises croit jusqu’a produire le phénomene de plastification
de I'Inconel 718 en extréme surface. Dans le cas d’'une coupure de lubrification acciden-
telle, nous pouvons imaginer qu’en stoppant l'opération de pergage avant que la pointe
du foret ne débouche de la piece, le niveau des contraintes résiduelles circonférentielles
pourrait étre considérablement réduit.
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FIGURE 4.15 — Comparaison des contraintes résiduelles circonférentielles expérimentales et nu-
mériques (modele 2D axisymétrique et modele 3D).
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4.4 Conclusion

Dans ce quatrieme chapitre, nous avons analysé les conséquences mécaniques in-
duites par 'opération de percage a sec étudiée au cours du chapitre 3. La phase d’ana-
lyses expérimentales mise en ceuvre nous a tout d’abord permis d’établir des profils de
contraintes résiduelles au niveau de la surface du trou. Ces différents profils ont mis en
avant le caractere dimensionnant de la contrainte résiduelle circonférentielle pour la te-
nue en fatigue, puisque celle-ci présente le niveau de traction le plus élevé en extréme
surface. Pour notre cas d’étude, cette contrainte est donc la plus pénalisante pour la te-
nue en fatigue, et en particulier pour la propagation d’'une éventuelle fissure axiale qui
pourrait provoquer un éclatement similaire a celui observé lors de 'accident aérien de
Pensacola (Figure 4.16).

FIGURE 4.16 — Photo du disque de soufflante en TA6V a l'origine de 'accident aérien survenu a
Pensacola (Floride, USA), le 6 juillet 1996 [66].

Forts de ce constat, nous avons mis au point une stratégie de calcul en 3D basée sur
un formalisme Lagrangien. Malheureusement, le temps de calcul CPU est incompatible
avec une utilisation industrielle. Cependant, la simulation 3D de I'opération de percage a
permis de déterminer 'instant a partir duquel sont générées les contraintes résiduelles.
Nous pouvons affirmer que le suréchauffement en phase 3 constitue la cause essentielle
de la génération des contraintes résiduelles en percage a sec de I'Inconel 718.

Etant donné le caractere quasi axisymétrique du champ de température induit par
le suréchauffement sur la majeure partie du trou, nous avons fait le choix de mettre en
place un modele 2D axisymétrique beaucoup plus efficace pour le calcul des contraintes
résiduelles. Celui-ci permet de représenter de facon tres satisfaisante les contraintes rési-
duelles obtenues avec le modele 3D, dans un temps de calcul CPU compatible avec une
utilisation industrielle.
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Finalement, nous proposons d’établir une profondeur limite a ne pas dépasser pour
éviter d’engendrer un niveau résiduel de contraintes circonférentielles pouvant étre né-
faste pour la durée de vie en fatigue du trou percé. En ce sens, la Figure 4.17 présente
I’évolution de la valeur maximale du ratio 0.4/0y en fonction de la profondeur atteinte
par la pointe du foret lors de la simulation 2D.

Limite SF

Max (O’eq / ay)

0.4r /

0.2

0 2 4 6 8 10 12 14 16 18
Profondeur (mm)

FIGURE 4.17 - Evolution de la valeur maximale du ratio O¢q/0y pendant la simulation 2D.

Dans le cas d'une coupure de lubrification accidentelle, nous préconisons de stopper
I'opération de percage a environ 2 mm avant que la pointe du foret ne débouche de la
piéce, dans le but d’éviter en toute sécurité la phase 3 et, par conséquent, le phénomene
de suréchauffement. En effet, 'augmentation brutale du champ de température dans la
zone de coupe en toute fin de percage occasionne une montée en température rapide des
copeaux qui remontent le long des goujures. Il est bien évident que la valeur préconisée
reste associée a la géométrie de la piece percée et a celle du foret, ainsi qu'aux parametres
de percage. Dans un tel cas de figure, il semblerait donc intéressant de stopper I'opération
en retirant le foret avant d’atteindre la profondeur limite, pour ensuite finaliser le percage
sous lubrification. Du point de vue de la tenue en fatigue, 'intégrité du trou pourrait ainsi
étre préservée en effectuant une opération de mise en compression dans ce dernier.
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Conclusion générale et perspectives

L'objectif initial de ces travaux de these était d’identifier et de modéliser les phéno-
menes thermomécaniques mis en jeu lors du percage a sec de I'Inconel 718. Pour ces
travausx, les axes de recherche ont principalement porté sur le développement d’'une stra-
tégie numérique pour la simulation thermomécanique du percage a sec, ainsi que sur
I'étude de la phénoménologie d'une telle opération sur I'alliage Inconel 718. De par ces
différents axes, les conséquences mécaniques induites dans le trou percé ont pu étre
analysées et modélisées. Du point de vue industriel, 'impact d'une coupure de lubrifi-
cation accidentelle sur la durée de vie en fatigue d'un trou percé peut étre lourd de consé-
quences. L'accident aérien survenu a Pensacola (Floride, USA) est, aujourd’hui encore,
I’exemple le plus marquant de I'une de ces conséquences. C’est pourquoi la modélisation
des conséquences mécaniques induites par un défaut de percage est un point fondamen-
tal a prendre en compte pour des structures jugées critiques.

Comme nous I'avons exposé dans le chapitre 1, les modeles de percage en 3D issus
de la littérature permettent bien souvent de reproduire I'intégralité des phénomenes mis
en jeu dans la zone de coupe. Toutefois, de nombreux calages tributaires d’essais ex-
périmentaux sont nécessaires pour aboutir a des résultats satisfaisants sur des profon-
deurs percées de seulement quelques dixiemes de millimétres. De plus, I'utilisation d’'un
formalisme partiellement ou totalement Lagrangien donne lieu a des temps de calcul
CPU considérables, en raison des procédures de remaillage nécessaires pour maintenir
une qualité de maillage satisfaisante. A '’heure actuelle, les faibles temps simulés ne per-
mettent pas d’étudier les phénoménes thermomécaniques mis en jeu lors d’'une opéra-
tion de percage industrielle de plusieurs secondes.

Pour pallier ces difficultés, nous avons proposé au cours du chapitre 2 une stratégie
numérique pour la simulation thermomécanique d'une opération de percage a sec. Cette
stratégie s’appuie sur un algorithme géométrique de construction du maillage, permet-
tant notamment de concevoir la zone de coupe en fonction de I’avance par tour et de la
géométrie réelle du foret.
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Une procédure de calibration originale nous a permis de proposer un modele de com-
portement viscoplastique de Norton-Hoff pour I'alliage Inconel 718. Ce modeéle présente
I’avantage de ne pas faire intervenir les effets d’histoire vécus par le matériau (plasticité,
endommagement...) puisque la contrainte d’écoulement dépend uniquement du taux
de déformation et de la température instantanée.

Le couplage de ce modele avec le formalisme Rigid-ALE a permis de traiter de facon pu-
rement Eulérienne la zone de coupe sans aucune distorsion du maillage, tout en restant
conforme a la géométrie du procédé et aux conditions aux limites durant la simulation.
Du point de vue industriel, une telle approche permet de prédire en 3D 1I'évolution tran-
sitoire des transferts de chaleur a I’échelle du trou percé, avec un temps CPU de quelques
heures.

La phénoménologie du percage a sec de I'Inconel 718 a pu étre étudiée au début du
chapitre 3, grace a la phase d’étude expérimentale menée sur ce matériau. Tout d’abord,
I'emplacement des thermocouples dans la piece a différentes positions stratégiques a pu
étre validé a l'aide de la tomographie RX. A la suite des essais de percage, les mesures
expérimentales de température nous ont permis de mieux appréhender les transferts de
chaleur dans une piece percée de 17 mm. En effet, les développements expérimentaux
mis en ceuvre ont permis de décomposer I'histoire thermique vécue par I'Inconel 718 au
niveau de la surface du trou en 5 phases distinctes.

Afin de modéliser les phénomenes thermiques identifiés expérimentalement, la stratégie
numérique développée au chapitre 2 a été implémentée dans le code de calcul commer-
cial SYSWELD® [61]. La pertinence de la modélisation physique mise en ceuvre pour les
phases de percage 1 et 2 a pu étre montrée au moyen du test statistique ANOVA. De plus,
le coefficient de Taylor-Quinney ainsi que l'interaction thermique entre la surface du trou
percé, le foret et les copeaux (grandeurs h;,; et 0;,;) ont été estimés a I'aide d'une straté-
gie de calibration simple et rapide.

L'analyse des transferts de chaleur en fin de pergage s’est révélée décisive pour appré-
hender le suréchauffement identifié en phase 3. Limpact de ce dernier a été modélisé
au moyen d’'un flux surfacique additionnel dépendant de la température moyenne des
copeaux en fin de percage. Les résultats de simulation ont montré que le phénomene
de suréchauffement génere le gradient de température le plus important sur la majeure
partie du trou. En conséquence, celui-ci joue un réle déterminant sur les mécanismes
d’apparition des contraintes résiduelles d’origine thermique.

Le quatriéme et dernier chapitre de ce manuscrit propose quant a lui de modéliser les
conséquences mécaniques induites par 'opération de percage a sec étudiée au chapitre 3.
Les profils de contraintes résiduelles obtenus par DRX au niveau de la surface du trou ont
mis en avant le caractére dimensionnant de la contrainte résiduelle circonférentielle pour
la tenue en fatigue de la piece percée.

La stratégie de simulation développée en 3D donne des résultats de simulation satisfai-
sants, mais le temps de calcul CPU de plusieurs jours constitue un verrou pour une éven-
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tuelle utilisation dans un contexte industriel. Néanmoins, grace a cette simulation, nous
pouvons affirmer que le suréchauffement en phase 3 constitue la cause essentielle de la
génération des contraintes résiduelles en percage a sec de 'Inconel 718. La mise en place
d'un modele 2D axisymétrique beaucoup plus efficace nous a permis de représenter de
facon tres satisfaisante les contraintes résiduelles obtenues avec le modele 3D. Le temps
CPU évalué a environ 1 heure rend cette deuxieme simulation pleinement compatible
avec une utilisation industrielle.

Finalement, les travaux de simulation développés dans ce chapitre nous permettent d’éta-
blir une profondeur limite a ne pas dépasser pour éviter d’engendrer un niveau résiduel
de contraintes circonférentielles pouvant étre néfaste pour la durée de vie en fatigue du
trou. Dans le cas d'une coupure de lubrification accidentelle, nous préconisons de stop-
per 'opération de percage a environ 2 mm avant que la pointe du foret ne débouche de la
piece. Ainsi, le phénomene de suréchauffement identifié en fin de percage pourrait étre
évité en toute sécurité.

La majeure partie des études traitées dans ce manuscrit peuvent donner lieu a des
poursuites scientifiques. Tout d’abord, I'analyse de la robustesse du modele R-ALE pour-
rait étre approfondie. En ce sens, il serait judicieux de faire varier les parametres de per-
cage (diametre du trou, vitesse de coupe, avance par tour...) afin d’identifier si les gran-
deurs agissip, hint €t 0;,, estimées dans cette étude doivent faire I'objet d’'une nouvelle
calibration. Dans une démarche similaire, I'’étude phénoménologique du percage a sec
pourrait étre poursuivie sur d’autres matériaux. En effet, 'analyse des phénomenes ther-
momécaniques mis en jeu est certainement différente d'un matériau a un autre.

Dans l'optique d’'une poursuite de ces travaux de these, il serait tout a fait pertinent de
faire le lien entre les conséquences mécaniques induites par le percage a sec et le compor-
tement de la piéce en service. Par exemple, il semblerait intéressant d’exploiter le champ
de contraintes résiduelles déterminé dans ces travaux en tant que donnée d’entrée pour
le dimensionnement en fatigue de la structure.

Une autre perspective envisageable serait d'utiliser une loi de comportement cyclique
pour la simulation des contraintes résiduelles. En effet, il est fort probable que la pointe
du foret est un effet quasi cyclique sur la surface du trou a proximité de la zone de coupe.
En dernier lieu, il serait concevable de prendre en compte I'impact de la lubrification sur
les transferts de chaleur dans la piéce. Pour ce faire, les grandeurs h;,; et 0;,; représen-
tatives de I'interaction thermique entre la surface du trou percé, le foret et les copeaux
pourraient étre estimées dans le cas d'un percage avec lubrification. Ainsi, il ne serait pas
nécessaire de modéliser le fluide de coupe par une simulation de type CFD, mais bien par
I'intermédiaire de ces deux parametres.
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FIGURE A.1 — Evolution de la capacité thermique volumique de 1'Inconel 718 en fonction de la
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FIGURE A.2 — Evolution de la conductivité thermique de I'Inconel 718 en fonction de la tempéra-
ture.

II



220 T T T

N
o
o

180

Module de Young (GPa)

=
[e2}
o

140 : : :
200 400 600 800
Température (°C)

o

FIGURE A.3 — Evolution du module de Young de I'Inconel 718 en fonction de la température.

— 20°C — 200°C — 350°C 450°C — 550°C

Contrainte (MPa)

CONFIDENTIEL
Déformation plastique

FIGURE A.4 — Courbes d’écrouissage monotone de I'Inconel 718 en fonction de la température.

III






Annexes du Chapitre 3
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FIGURE B.1 - Cinétiques thermiques mesurées pour les trois essais de percage a sec instrumentés.



Qissip hint eint Trax TC1 Tpalier TC1  Tipax TC3 Tpalier TC3
[(Wm=2°C'] [°C] [°C] [°C] [°C] [°C]

0.2 500 100 80.3 40.1 47.5 36.5

0.2 500 250 87.5 57.3 51.6 48.1

0.2 500 400 94.7 74.2 55.7 59.7
02 1000 100 | 804 454 478 39.8

0.2 1000 250 93.8 75.9 55.4 60.7

0.2 1000 400 107.0 105.7 62.9 81.3
02 1500 100 | 805 497 480 426

0.2 1500 250 99.2 90.8 58.6 70.9

0.2 1500 400 117.7 130.9 69.2 98.9

0.5 500 100 134.2 53.6 74.6 49.4

0.5 500 250 140.8 70.4 78.5 60.9

0.5 500 400 147.3 87.1 82.2 72.2
05 1000 100 | 1319 56.7 736 512

0.5 1000 250 143.9 86.8 80.6 71.7

0.5 1000 400 155.9 116.3 87.7 92.0
05 1500 100 | 1296 59.4 726 527

0.5 1500 250 146.6 100.1 82.5 80.7

0.5 1500 400 163.7 139.8 92.5 108.3

0.8 500 100 169.4 62.6 92.9 58.2

0.8 500 250 175.7 79.4 96.6 69.6

0.8 500 400 181.9 95.8 100.1 80.8
08 1000 100 | 1661 645 91.1 59.0

0.8 1000 250 177.1 94.3 97.8 79.3

0.8 1000 400 188.4 123.5 104.6 99.4
08 1500 100 | 1624 66.1 893 59.6

0.8 1500 250 178.8 106.6 99.0 87.4

0.8 1500 400 194.9 146.0 108.6 114.8

TABLEAU B.1 — Températures obtenues en appliquant le plan d’expérience numérique.
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