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Introduction générale

A Dlinitiative du projet FUI Titanium Machining and Simulation (TiMaS) se trouve la
volonté de fédérer les spécialistes industriels et académiques régionaux de la mise en oeuvre
des piéces & base de titane (nuance Ti-6Al-4V principalement). Ainsi sont réunis dans ce
projet deux usineurs (Airbus Saint-Eloi et Figeac Aéro), un forgeron (Aubert & Duval),
deux Petites et Moyennes Entreprises (Aurock et Impetus AFEA) et trois laboratoires
universitaires (LGP Tarbes, 12M Bordeaux et ICA Toulouse). Ce regroupement a pour
but de créer une synergie capable de proposer des solutions aux verrous technologiques
inhérents a chaque étape de la production des piéces de structure aéronautique élaborées

dans cet alliage, comme de mieux comprendre les interactions entre chaque procédé.

L’objectif du projet est ainsi de développer un outil d’analyse et d’optimisation des
contraintes de fabrication des piéces de structure en alliage de titane (cadres de porte,
nervures, longerons...) afin de diminuer le cott des opérations d’usinage et de parachéve-

ment.

Le projet se divise ainsi en quatre axes d’étude :

— le premier concerne la caractérisation des lois de comportement des matériaux considé-
rés pour le projet (a savoir un TA6V et un TAGV traité transus ) par I’établissement
des lois rhéologiques des deux matériaux, la caractérisation des phénomeénes thermo-
mécaniques et de I’évolution de la microstructure des piéces issues de matrigage,

— le second, dans lequel s’insérent les travaux de cette thése, vise & définir les espaces
de fonctionnement des paramétres de coupe et les stratégies optimales d’usinage des
piéces,

— le troisiéme axe a pour objectif de modéliser les phénoménes physiques intervenant
dans le processus de fabrication des piéces en s’appuyant sur les résultats des deux
précédentes études,

— le dernier axe cherche & établir un outil permettant d’optimiser le processus de fabrica-
tion sous ’éclairage des résultats obtenus dans les trois autres axes de recherche et de

I’appliquer sur un démonstrateur.
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Le projet TiMaS est & l'initiative du démarrage de trois théses, chacune répartie dans les
3 premiers axes d’étude et dans 3 laboratoires différents, permettant une collaboration

étroite entre les acteurs universitaires et industriels.

Ainsi, concernant notre étude, les difficultés liées a la coupe de l'alliage de titane TA6V
conduisent les industriels & s’intéresser & 'usinabilité de ce titane. Ces difficultés sont de

plusieurs ordres, a savoir :

des conditions de coupe employées généralement faibles, menant a des temps d’usinage

élevés,

— des usures rapides des outils coupants conduisant a I’augmentation des coiits d’usinage,

— le choix des géométries d’outil optimales,

— la définition de stratégies d’usinage réduisant, a la fois les déformations de piéces et les
temps d’usinage,

— l'impact du processus d’usinage sur la génération de contraintes résiduelles,

Afin de répondre au mieux aux attentes des industriels, nous avons décidé d’étudier 1'usi-

nabilité du TA6V appliquée a deux piéces industrielles qui sont une nervure de 1’A320

(TA6V aff non traité transus ) et un longeron de ’'A400M (TAGV af traité transus ().

Vers une volonté de comprendre le processus de coupe pour ces titanes et vers la perspec-

tive d’apporter des gains en productivité, nous nous intéressons a trois axes majeurs :

— une caractérisation du comportement du matériau en usinage suivant la microstructure
adoptée par ce dernier,

— une évaluation de l'influence des géométries d’outil, des conditions de coupe et de la
microstructure du matériau sur les efforts de coupe et les mécanismes d’usure,

— une compréhension de l'impact de ces paramétres sur la génération des contraintes
résiduelles.

L’objectif des travaux présentés est donc d’une part d’étudier 'usinabilité de ces deux

matériaux associés aux outils coupants, employés par les industriels, qui permettent ac-

tuellement de les usiner. Ceci a pour but de répondre aux objectifs industriels de réduction

des cotits de fabrication liés aux opérations d’usinage. D’autre part, afin de mieux com-

prendre le processus de coupe pour 'usinage de l'alliage de titane TA6V, nous étudierons

également l'influence de 1’état de la microstructure de la matiére usinée sur la génération

et la segmentation du copeau et les différences d’efforts de coupe obtenues pour ces deux

états dans des conditions de coupe similaires.

Dans un deuxiéme temps, ’étude présentée dans cette thése visera a comprendre I'in-
fluence des conditions de coupe et des géométries d’outil sur le frottement du copeau
sur la face de coupe, et donc les mécanismes d’usure de la face de coupe. Cette étude

sera faite pour les deux états de microstructures énoncés avec des outils a préparation
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d’aréte chanfreinée en coupe orthogonale. En effet, la coupe de l'alliage de titane TA6V
avec des outils chanfreinés n’est encore que faiblement étudiée et nous tenterons alors
d’identifier les phénomeénes perturbateurs qu’ils peuvent générer sur la coupe, notamment
par la présence de zone morte en pointe de 'outil. Enfin, en nous basant sur ces essais
de coupe orthogonale, nous chercherons dans une troisiéme partie, 'influence des condi-
tions de coupe et des préparations d’aréte chanfreinée sur la génération des contraintes

résiduelles, qui est un objectif majeur du projet TiMaS
Le mémoire s’organise autour de quatre chapitres.

Le premier chapitre vise a comprendre 1'usinabilité des alliages de titane et plus particu-
lierement celle du TA6V. Ainsi nous nous intéresserons aux mécanismes de formation du
copeau pour ces alliages et aux usures des outils coupants généralement constatées. En-
suite, nous chercherons & comprendre 'influence des conditions de coupe et des géométries
d’outil sur 'intégrité de surface et plus particuliérement sur la génération des contraintes
résiduelles. Une deuxiéme partie de ce chapitre dressera un bilan des modélisations de la
coupe existantes et nous permettra de choisir les modélisations adaptées a la description

des phénoménes de coupe pour notre étude.

Le deuxiéme chapitre répondra directement a un des objectifs du projet TiMaS, a sa-
voir la détermination des espaces de fonctionnement des conditions de coupe pour deux
outils dans leur matériau respectif. Nous nous appuierons sur la démarche expérimen-
tale du couple outil-matiére (COM) et sur 'analyse des énergies spécifiques de coupe et
des modes de dégradation des outils, pour proposer des gains de productivité attendus.
Ensuite, afin de comprendre 'impact du matériau usiné sur le processus de coupe, nous
analyserons I'influence de la microstructure de l'alliage de titane TAG6V sur les mécanismes

de formation et de segmentation du copeau.

Dans le troisiéeme chapitre, afin de préciser I'usure par diffusion, nous établirons les liens
existants entre les conditions de coupe, les géométries d’outil et la microstructure du
matériau sur I’écoulement du copeau sur la face de coupe des outils. Des essais de coupe
orthogonale seront réalisés et a 'aide de l'acquisition de I’écoulement du copeau par
caméras rapides, nous évaluerons l'impact de chacun des paramétres de la coupe sur les

longueurs de contact outil-copeau au cours de I'usinage.

Enfin, dans le dernier chapitre, en nous basant sur les résultats expérimentaux du cha-
pitre précédent, nous chercherons a comprendre I'influence des conditions de coupe et
des géométries d’outil sur la génération des contraintes résiduelles. Nous établirons une
modélisation numérique permettant de comprendre I'impact de chaque zone de la coupe

et donc des paramétres de coupe sur I’évolution des contraintes résiduelles.
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Les résultats obtenus permettront :

d’observer les différencesde comportement du matériau et des processus de cisaillement
dans les zones de la coupe, en fonction de la microstructure du TAGV,

d’identifier des efforts et des mécanismes d’usure des outils de fraisage, différents suivant
leur géométrie et la microstructure du TAG6V. L’étude de I'influence des conditions de
coupe sur les énergies spécifiques et les durées de vie des outils permet de définir des
conditions de coupes pour chaque couple outil-matiére, allant vers une amélioration de
la productivité et de la durée de vie des outils,

de montrer que 'usure en diffusion est fortement dépendante de la nature du contact
entre le copeau et la face de coupe. Ce contact est variable et cette variabilité est
directement imposée par la microstructure du titane (suivant la stabilité des mécanismes
de cisaillement du copeau qu’elle impose), les conditions de coupe et les géométries
d’outil. Il est possible de réduire I’étendue de la zone usée par diffusion, par élévation
de I'angle de coupe des outils, ainsi que par I’augmentation de la vitesse de coupe,

de déterminer I'impact des conditions de coupe et de la géométrie des outils sur la
nature du chargement thermomécanique appliqué sur la surface usinée, et donc sur

I’évolution des contraintes résiduelles.

Enfin, une conclusion générale rappellera les principaux résultats de notre étude et per-

mettra d’en exprimer les perspectives.



CHAPITRE 1

Etude bibliographique




1. Etude bibliographique

1.1 Introduction

Les objectifs de la thése sont d’une part de déterminer les domaines de fonctionnement des
conditions de coupe pour deux outils de fraisage utilisés par les industriels, en rapport avec
les critéres d’usinabilité que sont les efforts de coupe et les usures. Ces outils présentant
des géométries différentes et usinant chacun un matériau distinct (un TA6V af5 non
traité transus J et un TA6V af traité transus ), des différences de comportement sont
attendues. D’autre part, nous cherchons 4 comprendre 'influence de la microstructure du
matériau sur les mécanismes de formation du copeau. Ces mécanismes de formation ont un
impact sur I’écoulement du copeau. Cet aspect sera analysé dans une étude comparative
de I'influence des conditions de coupe et des géométries d’outil (outils chanfreinés) sur les
longueurs de contact outil-copeau et les usures qu’elles occasionnent. Enfin, ces essais nous
permettrons aussi de déterminer l'influence des paramétres de coupe (géométrie d’outil

et conditions de coupe) sur la génération des contraintes résiduelles.

En amont de ces travaux, nous étudions donc 1'usinabilité des alliages de titane en com-
mencant par une description des microstructures rencontrées pour le TA6V, puis nous nous
intéressons aux mécanismes de formation du copeau et aux morphologies de ces derniers
généralement observés dans I’étude de la coupe des alliages de titane. Nous présentons
également les divers mécanismes d’usure des outils coupant constatés pour I'usinage de ces
alliages. Toujours dans l'usinabilité du titane nous définissons l'influence des paramétres
de coupe (conditions de coupe, géométrie de coupe) sur U'intégrité de la surface usinée, en
portant une attention particuliére aux contraintes résiduelles. Dans une deuxiéme partie
de ce chapitre, nous dressons un rapide bilan des modélisations du processus de coupe
existantes en tournage et en fraisage et des choix que nous faisons pour alimenter I’étude

présentée dans cette thése.

1.2 Usinage de ’alliage de titane TA6V

Le titane est le neuviéme élément le plus abondant sur la terre et malgré le cotlt élevé
de sa méthode d’extraction, sa consommation ne cesse d’augmenter dans le secteur de
l'aéronautique (20% entre 2010 et 2016). L’alliage de titane Ti-6Al-4V, ou plus com-
munément appelé TAGV, représente 50% des alliages de titane utilisé a ce jour et est
donc un des alliages de titane le plus employé dans ce secteur |Leyens and Peters, 2003].
Ceci s’explique par le fait qu’il posséde un rapport densité/module d’Young avanta-

geux. De plus, son usinabilité est de plus en plus étudiée par la communauté scientifique
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[Bouchnak, 2010][Arrazola et al., 2009][Calamaz, 2008]|[Moussaoui et al., 2015] et en fait
donc un alliage de choix pour les applications industrielles relatives a la fabrication. Cet
alliage est constitué de 6% d’aluminium, de 4% de vanadium et 90% de titane en compo-

sition nominale massique (tab. 1.1) et constitue 1'alliage de notre étude.

| Eléments Al [ vV [ O | N | Ti|
| Fraction massique (%) | 5.5 4 6.75 [ 3.5 4 4.5 | max 0.2 | max 0.05 | base |

TABLE 1.1 — Composition massique nominale des alliages TA6V [Castany, 2007]

1.2.1 Microstructures de l’alliage de titane TA6V

De maniére générale, le titane et ses alliages sont constitués de deux phases allotropiques
(faculté d’un corps & exister sous plusieurs formes cristallines ou moléculaires différentes) :
la premiére est la phase « de structure cristallographique hexagonale compacte et la
seconde est la phase 8 de structure cubique centrée. Pour le titane pur, la phase « est
stable pour des températures inférieures a 882 °C. Quant a la phase (3, celle-ci est stable
pour des températures supérieures a 882 °C et inférieures a la température de fusion de
1670 °C. La température de transus entre ces deux phases posséde une forte dépendance
aux éléments d’addition. De ce fait, pour le TA6V, ce sont les éléments d’alliage bétagénes
constitués par le vanadium principalement, stabilisant la phase § a basse température, qui
permettent a l’alliage de titane d’étre biphasé a//3 & température ambiante. Les éléments
alphagénes stabilisant la phase «, principalement I'aluminium, auront pour effet d’élever

la température de transus o/ [Combres and Champin, 1995||Castany, 2007].

La microstructure de 'alliage de titane TAGV va fortement dépendre de la facon dont se
déroule 1'étape de recristallisation lors du procédé d’élaboration du matériau
[Liitjering and Williams, 2003][Liitjering, 1998]. Si celle-ci est faite dans le domaine /3 et
suivie par une trempe énergétique, la phase § va subir une transformation martensitique
amenant a la formation d’une microstructure aiguillée (fig. 1.2.1a). Lorsque la vitesse
de refroidissement diminue, le diamétre des aiguilles augmente pour finir par se transfor-
mer en lamelles d’épaisseur de plus en plus conséquente. La microstructure est alors dite
lamellaire (fig. 1.2.1b).

Lorsque I'étape de recristallisation est effectuée dans le domaine /3, des nodules alpha
primaires «, vont se former et se méler aux grains 3. Les éléments d’alliage vont alors
se placer dans leurs lieux préférentiels : 'aluminium pour les nodules o, et le vanadium
dans les grains (5. C’est lors du refroidissement que les lamelles alpha secondaires oy

vont se retrouver piégées dans les grains [ et se cristalliser en leur sein [Castany, 2007].
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La microstructure ainsi créée est dite bimodale ou duplex (fig. 1.2.1c¢). Par traitement
thermique, il est possible de briser ces lamelles et de les faire recristalliser en nodules

sphériques. La microstructure obtenue est alors équiaxe (fig. 1.2.1d).

Grossissement 1100
Trempe a I'eau a partir du domaine [ Trempe lente & partir du domaine 8
(a) structure ¢’ (b} structure lamellaire

o

Grossissement 1100
Trempe rapide dansle domainea+ B Trempe lente dans le domaine ¢+
(€) structure duplex {d) structure équiaxe

FIGURE 1.2.1 -~ Microstructures possibles pour lalliage de titane TAGV
[Combres and Champin, 1995]

Nous verrons dans les travaux présentés dans cette thése que la microstructure de I’alliage
de titane TAG6V aura une influence sur les mécanismes de formation du copeau. Elle
posséde une influence non négligeable sur les phénoménes de cisaillement intervenant lors
de la coupe. Hors ces mécanismes sont a l'origine des efforts de coupe et températures
constatées lors de I'usinage et donc ont un impact sur les usures d’outil et la formation des
contraintes résiduelles. Nous présentons dans la section suivante, les constatations faites

dans la bibliographie sur la formation du copeau pour les alliages de titane.
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1.2.2 Meécanismes de formation du copeau

1.2.2.1 Définition des zones de cisaillement

Le processus de coupe des métaux est caractérisé par trois zones appelées zones de ci-
saillement primaire, secondaire et tertiaire ( fig. 1.2.2) [Bourdet, 1977]. Lors de la coupe,
Poutil exerce des efforts de coupe importants au sein de la matiére. Un copeau va alors
se former par cisaillement de la matiére sous l'action de la face de coupe dans la zone de

cisaillement primaire.

La zone de cisaillement secondaire, située a l'interface outil-copeau, est le lieu de frotte-
ments importants entre la face de coupe et le copeau. Le frottement n’étant pas homogeéne,
il est possible de subdiviser la zone de cisaillement secondaire en sous-zones. Une premiére
correspond au frottement d’adhésion qui s’étend selon Doyle et al. [Doyle et al., 1979|, du
début de l'aréte de coupe jusqu’a une longueur de deux a trois fois I’épaisseur coupée.
La seconde zone est celle du frottement de glissement et constitue la fin du contact entre
Ioutil et le copeau. Barrow et al. [Barrow et al., 1982| expliquent I'existence de ces deux
lieux de frottement par la distribution de la pression sur la face de coupe qui est décrois-
sante & mesure que nous nous éloignons de la pointe de 'outil. Le frottement d’adhérence
entre la face de coupe et le copeau va générer le cisaillement du copeau dans la zone de

cisaillement secondaire.

La zone de cisaillement tertiaire n’est nommeée comme telle que par convention puisque
le cisaillement n’est pas le principal mécanisme qui la régit. Cette zone se situe au niveau
de la face en dépouille de 'outil, au contact entre 'outil et la surface usinée et résulte
du frottement entre la face de dépouille et la matiére suite au passage de I'outil. En effet
lorsque I'outil pénétre dans la matiére, un mécanisme de labourage intervient (dont I’in-
tensité est fonction des conditions de coupe et principalement de la préparation d’aréte),
conduisant la matiére & s’écouler en partie dans la surface usinée (en plus de s’écouler
dans le copeau). Rubenstein et al. [Rubenstein, 1990| considérent qu’une fine couche est
extrudée sous la face en dépouille de 'outil et que celle-ci retrouve sa valeur initiale par
la suite. Elanayar et al. [Elanayar and Shin, 1944]| eux considérent que la fine couche
n’est pas extrudée mais subit simplement une indentation élastique. D’autres études
montrent que la matiére est déformée plastiquement mais qu’un retour élastique existe
[Abdelmoneim and Scrutton, 1974]. Le retour élastique est souvent considéré comme la

cause de l'usure en dépouille [Ezugwu and Wang, 1997].
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FIGURE 1.2.2 — Représentation des zones de cisaillement [Wagner, 2011]

1.2.2.2 Morphologie des copeaux

Dés la fin du XTX®"¢ sigcle, la formation du copeau a été étudice [Mallock, 1881]
[Taylor, 1907|. Depuis, plusieurs grandes familles de copeaux ont été définies [Ernst, 1938|
[Recht, 1964||Burns and Davies, 2002|[Wagner et al., 2012|. Ainsi nous pouvons distinguer :

10

les copeaux continus, caractérisant la coupe stable : les déformations plastiques issues
du cisaillement de la matiére sont stables au cours de 'usinage ( fig. 1.2.3a),

les copeaux segmentés adoptant une forme quasi continuie mais o des bandes de ci-
saillement d’épaisseurs variables commencent & apparaitre et & prendre le pas sur le
cisaillement continu de la matiére (fig. 1.2.3b et fig. 1.2.4a). Les bandes de cisaille-
ment interviennent lorsque l'adoucissement thermique en zone de cisaillement primaire
devient prépondérant par rapport a I’écrouissage mécanique. Sous 'effet de I'adoucis-
sement thermique, la resistance au cisaillement du plan est plus faible. T.e plan cisaillé
en cours reste donc le plan le plus facile a cisailler et le cisaillement continue de s’in-
tensifier jusqu’a un certain taux d’écronissage pour passer ensuite 4 un autre plan
[Komanduri and Hou, 2002|,

les copeaux festonnés oil seuls les mécanismes de déformations discontinus (bandes de
cisaillement) interviennent (fig. 1.2.3c et fig. 1.2.4h),

les copeaux discontinus et fragmentés (fig. 1.2.3d) pour lesquels une rupture de chaque
segment est observée (obtenus lorsque les sollicitations thermomécaniques sont suffi-

samment élevées pour rompre le matérian).
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FIGURE 1.2.3 — Divers types de copeaux [Wagner et al., 2012]

. Bande de
-] c1saﬂiement pnma]re

,.. —

Bande de cisaillement secondaire

(a) Copeau segmenté adoptant une forme continue (b) Copeau festonné

FIGURE 1.2.4 Quelques morphologies de copeau pour le TA6V

L’usinage des alliages de titane est généralement caractérisé par la formation de copeaux
segmentés o en dents de scie [Wagner et al., 2015||Bouchnak, 2010|[Arrazola et al., 2009
[Nouari et al., 2008| (fig. 1.2.3¢). Barry et al. [Barry et al., 2001] montrent que la segmen-
tation du copeau pour le TA6V intervient pour des conditions de coupe conventionnelles et
que celle-ci se fait périodiquement (points noirs représentés sur la fig. 1.2.5a) pour toute
avance supérieure a 0,1 mm - tr~! et que la segmentation tend a étre périodique lorsque la
vitesse de coupe augmente. Pour des avances inférieures & 0,04 mm - tr~!, la segmentation
devient apériodique (points blancs représentés sur la fig. 1.2.5a) et le copeau est segmenté

avec une forme quasi continue.
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FIGURE 1.2.5 — Morphologie des copeaux en fonction de la vitesse de coupe et de 'avance
- coupe orthogonale d’'un TA6V [Barry et al., 2001]

Plusieurs théories sont exposées quant a l'origine de la segmentation du copeau. Shaw et
Vyas [Shaw and Vyas, 1993|[Shaw and Vyas, 1998 considérent que la bande de cisaille-
ment, prenant la forme d’une fissure, s’initie en surface de I’épaisseur non coupée de la
matiére pour ensuite se propager vers la pointe de I'outil jusqu’a ce que les pressions ren-
contrées par le front de fissure soient trop élevées. Une théorie opposée explique que la fis-
sure se propage de 'extrémité intérieure de la zone de cisaillement primaire (vers la pointe
de l'outil) pour ensuite s’étendre vers la surface non usinée [Turley and Doyle, 1982|. Hou
et Komanduri [Hou and Komanduri, 1995], Astakahov [Astakahov, 2006], Manyindo et
Oxley [Manyindo and Oxley, 1986| indiquent que 'initiation de la bande de cisaillement
se fait au niveau de 'extrémité intérieure de la zone de cisaillement primaire et se pro-
page vers la surface usinée sous la forme de cisaillements localisés plutot que de fissures.
Pour finir, Su et Liu [Su and Liu, 2013|, considérent que sous ’effet de I'indentation, une
compression se crée en pointe de 1'outil, accompagnée par une déformation plastique.
Cette déformation génére un cisaillement localisé (fig. 1.2.6b II). Puis, la partie exté-
rieure de ’épaisseur non coupée se courbe a cause de la compression de la matiére. Les
concentrations de contraintes au niveau de la courbure créée entrainent une déformation
plastique formant un second cisaillement localisé (fig. 1.2.6b III). Les deux cisaillements
progressent face & face pour former ensuite la bande de cisaillement. Avec le glissement

de la bande de cisaillement, les contraintes de cisaillement au niveau de la surface usinée
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passent de la compression & la tension, amorcant ainsi la fissuration de la bande (fig.
1.2.6d).

\
Plastic
deformation
Zone

')
Elastic
deformation

FIGURE 1.2.6 — Une formalisation d’un copeau festonné [Su and Liu, 2013|

La formation du copeau aura bien évidemment une influence sur les grandeurs physiques
suivantes : les actions mécaniques, les températures et donc la qualité de la surface usinée.
Par exemple Sun et al. [Sun et al., 2009] montrent que la segmentation du copeau conduit
les efforts de coupe a étre 1,18 fois plus élevés que pour un copeau continu dans 1'usinage
du TAGV et ce, quelque soit la profondeur de passe choisie. Concernant les tempéra-
tures et toujours pour l'usinage du TA6V, Komanduri et al. [Komanduri and Hou, 2002]
expliquent que le frottement du copeau sur la face de coupe, ainsi que le cisaillement
secondaire, agissent comme source de chaleur venant préchauffer la zone de cisaillement
primaire pouvant conduire a une segmentation du copeau pour des valeurs de vitesse de

coupe plus faibles que celles obtenues sans préchauffage.

A ces mécanismes de formation du copeau peuvent aussi s’ajouter des phénomeénes per-
turbateurs de la coupe, c¢’est le cas de la formation d’aréte rapportée ou plus généralement
de la génération d’une zone morte en pointe de Poutil [Jacobson and Wallen, 1988]. Il est

possible lors de I'usinage, qu’il existe un contact collant entre la matiére et 'outil formant
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une couche rapportée. Sous certaines conditions, cette couche rapportée peut grandir en
aréte rapportée qui va alors croitre au cours de la coupe. Une partie de cette aréte rap-
portée va ainsi s’écouler dans le copeau tandis que 'autre continuera d’adhérer a I’outil
[Jaspers and Dautzenberg, 2002]. La génération et 1'évacuation de cette zone morte va
donc a la fois perturber les efforts liés a la coupe mais également altérer ’état de surface
de la piéce usinée. De nombreuses études montrent que 'apparition de zone morte est
trés fréquente pour les usinages avec outils & préparation d’aréte chanfreinée et que cette
zone morte va alors agir comme la partie manquante de l'outil et en former la pointe
[Movahhedy et al., 2002|[Zhang et al., 1991|[Hirao et al., 1982].

1.2.3 Usinabilité des alliages de titane

L’usinabilité d’un matériau définit son aptitude a subir une mise en forme par enlévement
de matiére plus ou moins facile. Ainsi, 'usinabilité peut étre caractérisée par plusieurs
critéres tels que les efforts de coupe, la puissance consommeée par les opérations d’usinage
et 'usure des outils (durée de vie). Ces critéres mis en lien avec le taux d’enlévement
de matiére permettent de déterminer les conditions de coupe, les choix d’outils, etc. ten-
dant vers une augmentation de la productivité en rapport avec I'usinabilité du matériau.
D’autres critéres existent ayant un impact tout aussi significatif sur les cotits de produc-
tion. L’intégrité de surface (rugosité, microdureté, contraintes résiduelles...) va avoir une
influence importante sur la tenue mécanique des piéces et conditionne ainsi leur validité.
Le respect des tolérances géométriques ou dimensionnelles permet de limiter les opéra-
tions de parachévement. Enfin, la morphologie des copeaux influe sur leur recyclabilité.
L’usinabilité d’un matériau est principalement liée aux actions thermomécaniques de la
coupe lorsque l'outil usine la matiére. Ces actions vont a la fois avoir une influence sur
la déformation de la matiére et donc la génération du copeau, mais également sur les
mécanismes d’usure des outils coupants et ’état de la matiére en surface aprés passage
de l'outil.

Les alliages de titane sont réputés pour leur faible usinabilité [Siekman, 1955]
[Machado and Wallbank, 1990|. L’origine de cette faible usinabilité est principalement
attribuée :

— au caractére réfractaire du matériau. En effet, les alliages de titanes ont une faible
conductivité et gardent une forte tenue mécanique a haute température. Cette carac-
téristique va a l'encontre de la génération de déformations plastiques suffisantes pour
la formation du copeau [Ezugwu and Wang, 1997|. De plus, une majorité de la chaleur

générée par la coupe est évacuée par I'outil [Konig, 1978],
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a des contraintes élevées proche de l'aréte de coupe du fait de fortes températures (a
cause des faibles épaisseurs de copeaux) et des faibles longueurs de contact entre 1’outil
et le copeau [Kirk, 1976][Subramanian et al., 1993][Weil, 1966],

a des variations de composantes radiales et axiales des efforts conduisant & des phéno-
ménes vibratoires [Ezugwu and Wang, 1997],

a un module d’é¢lasticité élevé amenant a une déflexion de la matiére et un retour
élastique important générant un phénoméne de broutage et des usures importantes en
face de dépouille des outils |[Ezugwu and Wang, 1997|,

a une forte affinité chimique entre les matériaux constituant les outils et le titane pour
des températures au dessus de 500°C [Ezugwu and Wang, 1997] et ce, pour une majorité
des matériaux a outils [Machado and Wallbank, 1990]...

1.2.3.1 Usure des outils de coupe

Les efforts et températures de coupe élevés au niveau des différentes faces de I'outil

conduisent donc & des usures relativement diversifiées :

I'usure en dépouille due aux frottements de la surface coupée sur la surface en dépouille
[Ezugwu and Wang, 1997],

I'usure en cratére apparaissant sous la forme d’un petit cratére paralléle a 'aréte de
coupe principale et induite par la diffusion et ’adhésion [Ezugwu and Wang, 1997],
I'usure en entaille pouvant étre causée par I'augmentation de la dureté du matériau
usinée ou par le passage d’une contrainte élevée a une contrainte quasi nulle sur I'aréte
de coupe (généralement constatée au niveau de la profondeur de passe maximale)
[Ezugwu and Wang, 1997],

I’écaillage généré par des chocs thermiques et mécaniques lors de I'entrée de la dent
dans la matiére [Ezugwu and Wang, 1997| [Nouari et al., 2008],

I'usure par adhésion, généralement associée au mécanisme d’aréte rapportée et résultant
d’une jonction ou micro-soudure du matériau sur 1’outil, du fait des fortes pressions et
températures. Cette jonction se rompt généralement au niveau de la matiére usinée,
laissant alors une partie de matiére adhérente sur la face de coupe [Nouari et al., 2008|,
I'usure par diffusion ot les constituants de la matiére usinée et de 1'outil migrent de 'un
vers 'autre (sous l'effet des fortes températures et pressions), affaiblissant ainsi I'outil
[Nabhani, 2001] [Che-Haron, 2001],

'usure par abrasion dont 'origine provient du frottement de particules dures (carbure,
nitrure ou oxyde) venant de la piéce sur les faces de I'outil,

I'usure catastrophique résultante de ces différentes usures et déclarée lorsque la géomé-

trie d’aréte est trop fortement modifiée.
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Le caractére réfractaire du TA6V conduit & s’intéresser principalement aux usures générées
par les fortes températures et pressions de contact, a savoir, la diffusion [Nabhani, 2001],

I"abrasion ou encore 'usure en dépouille ( fig. 1.2.7).

6 A /'|

Erosion-Abrasion

Fatigue-Plastique

T

FIGURE 1.2.7 — Mécanismes d’usure en fonction de la température [Wagner, 2011]

Les outils généralement utilisés pour I'usinage des alliages de titane sont des outils en
carbure de tungsténe (WC) revétus. En effet, au dela de températures de surface de
500°C, les atomes de titane diffusent dans loutil et réagissent chimiquement avec le
carbone de ce dernier pour former une couche de carbure de titane (TiC) se liant for-
tement avec 'outil et qui posséde une forte résistance a la déformation et aux usures
[Hartung and Kramer, 1982|. Pour des conditions de coupe générant de plus faibles tem-
pératures (vitesses de coupe inférieures & 45m - min~!), les interactions chimiques entre
I'outil et I'alliage de titane sont insignifiantes et les nsures généralement constatées sont
issues de I’abrasion [Dearnly and Grearson, 1986|[Narutaki et al., 1983]. Cependant, dans
le cas du percage, Park et al. [Park et al., 2011] montrent que cette couche de carbure
de titane s’enléve, au cours de la coupe, en rétirant des particules d’outil sur la face de

coupe, provoquant ainsi, une usure par abrasion.

L’ajout d’un revétement sur les outils en carbure de tungsténe a généralement pour but
de créer une barriére thermique mais également de réduire les coefficients de frottement

et donc les efforts de coupe. Tl existe plusieurs méthodes de recouvrement (CVD, PVD
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ou MTVD) et de ces méthodes vont dépendre la résistance du lien entre le revétement
et le substrat. Ainsi, pour 'usinage des alliages de titane, les outils revétus CVD multi-
couches (TiCN+Al,O3) présentent un taux d’usure en dépouille plus faible que les outils
revétus PVD simple couche (TiN) [Jawaid et al., 2000][Fitzsimmons and Sarin, 2001|. La
méme constatation est faite entre les outils revétus PVD multicouche (TiN/TCN/TiN) et
les outils revétus PVD simple couche (TiN) [Ezugwu and Wang, 1997|. Cependant Ozel
[Ozel and Altan, 2000] montre que le revétement des outils en carbure de tungsténe peut
entrainer une augmentation des efforts et de la zone de contact outil-copeau favorisant
I'usure. Nabhani [Nabhani, 2001] conclue qu’il n’est pas évident de définir le revétement
adéquat pour l'opération d’usinage envisagée (les performances d’un revétement étant
fortement dépendantes des températures et efforts appliqués sur I'outil) mais plus aisé de
trouver les conditions de coupe adaptées & un couple matériau de coupe-matiére usinée

donné.

1.2.3.2 Intégrité de surface

L’intégrité de surface est 'ensemble des parameétres caractérisant une surface par rapport a

une application donnée, il existe donc plusieurs domaines d’application et d’investigation :

— métallurgique (résistance a la corrosion, microstructure et son influence sur les proprié-
tés thermiques et mécaniques),

— mécanique (résistance face aux chargements mécaniques, état de surface),

— thermique (conductivité et résistance thermique),

— tribologique en rapport aux problématiques de frottement et d’adhésion,

— spécificités optiques et cosmétiques,

— spécificités liées a ’écoulement fluide sur la surface telle que la couche limite.

Dans le cadre de ce projet, nous nous intéresserons spécifiquement a ’application méca-

nique et métallurgique de l'intégrité de surface. Ainsi plusieurs paramétres peuvent étre

observés : la rugosité (la rugosité totale R, étant généralement celle observée pour son

influence sur la tenue en fatigue des piéces [Brand et al., 1999]), la microstructure et les

contraintes résiduelles. Les conditions de coupe et les géométries d’aréte auront un impact

majeur sur les sollicitations imposées a la surface par le biais des chargements thermiques

et mécaniques.
La rugosité :

Ainsi concernant la rugosité, les études s’accordent a dire que la vitesse de coupe aura pour
influence  de  DPaméliorer, allant vers wune diminution de la  rugosité

[Che-Haron and Jawaid, 2005]. Cette influence sur 'usinage du TA6V reste cependant
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moins significative [Sun and Guo, 2009|[Hughes et al., 2006] et essentiellement issue de
I’absence de formation d’aréte rapportée pour les vitesses de coupe élevées
[Ramesh et al., 2008|. L’avance, tout comme 'usure de outil auront comme conséquence
d’augmenter cette rugosité du fait de l'interférence géométrique entre l'outil et la surface
[Che-Haron and Jawaid, 2005|[Ramesh et al., 2008]

[Ulutan and Ozel, 2011].

La microstructure :

Sous l'effet des actions thermomécaniques de la coupe, une couche déformée plastique-
ment se crée sous la surface. Celle-ci peut se diviser en plusieurs parties. Ginting et
al. |Ginting and Nouari, 2009] constatent ainsi, pour 'usinage d’un alliage de titane Ti-
6242S, ’apparition d’une premiére couche allant jusqu’a 50 pm pour laquelle la microdu-
reté relevée est 8% inférieure a celle du brut (fig. 1.2.8 zone 1), une seconde couche allant
jusqu’a 200 pm ayant une microdureté 8% supérieure a celle du brut (fig. 1.2.8 zone 2)
et enfin une couche s’étendant jusqu’a 350 pm ot la microdureté décroit jusqu’a atteindre
celle du brut (fig. 1.2.8 zone 3). Ces changements de microdureté sont directement & im-
puter & la compétition entre ’adoucissement thermique et ’écrouissage mécanique. Ainsi,
pour la premiére couche, I'adoucissement thermique est prédominant et les pressions ap-
pliquées sur la surface conduisent la microstructure et les grains & s’orienter suivant la
direction de la vitesse d’avance. Sun et al. [Sun and Guo, 2009| constatent que, pour un
fraisage en bout de l'alliage de titane TA6V, la microdureté diminue avec la croissance de
la vitesse de coupe prés de la surface usinée mais reste cependant largement supérieure
a celle du matériau brut. A P'inverse, Che-Haron et al. [Che-Haron and Jawaid, 2005] ob-
servent une augmentation de la microdureté a 5 pm avec la vitesse de coupe, 1'usure de
I'outil (du fait d’une plus grande zone de contact entre la piéce et I'outil) et avance (par
augmentation des pressions exercées sur la surface). Dans tous les cas, une réduction im-
portante de la phase ( est obtenue avec une augmentation de la vitesse de coupe qui donne
pour Thomas et al. [Thomas et al., 2010| I'explication de la réduction de la microdureté

(la phase /3 étant considérée plus dure que la phase a [Combres and Champin, 1995]).
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FIGURE 1.2.8 — Microdureté obtenue pour l'usinage dun alliage de titane Ti-
6242S|Ginting and Nouari, 2009]

Les contraintes résiduelles :

Sun et Guo [Sun and Guo, 2009] ont étudié les contraintes résiduelles obtenues (dans les
directions d’avance o171, de coupe o9 et également de cisaillement oy5) aprés fraisage en
finition pour 'alliage de titane TA6V. Ils observent que les contraintes sont de compres-
sion (aucune spécificité sur la profondeur a laquelle les contraintes sont observées n’est
donnée, mais celles-ci étant mesurées par la méthode de diffraction a rayon X, pour cet
alliage les profondeurs sont aux alentours de 20 um) pour les trois contraintes considérées.

L entraine

D’aprés leurs résultats, la vitesse de coupe, jusqu’a une vitesse de 80 m - min
une augmentation des contraintes résiduelles o1; en compression. Au dela, les contraintes
résiduelles obtenues sont de grandeur moins élevée. Les auteurs expliquent ce phénoméne
par un couplage non linéaire entre la déformation mécanique et thermique. Pour des vi-
tesses de coupe faibles, le phénoméne prédominant est ’écrouissage mécanique tandis

que pour des vitesses de coupe élevées, la thermique gagne en intensité et fait tendre les
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contraintes résiduelles vers la traction (fig. 1.2.9). Egalement, les contraintes résiduelles
voient leurs valeurs en compression diminuer avec 'avance. Des résultats similaires sont
obtenus par Braham Bouchnak mais pour des opérations de tournage |[Bouchnak, 2010)]

réalisées sur un alliage de titane Ti5>553.
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FI1GURE 1.2.9 — Contraintes résiduelles obtenues pour le fraisage en finition d’un alliage
de titane TA6V [Sun and Guo, 2009]

Chen et al. [Chen et al., 2004] montrent, pour des essais de coupe orthogonale du TA6V,

que pour un outil non usé, les contraintes résiduelles sont de compression a la surface,
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qu’elles augmentent toujours vers la compression en profondeur pour atteindre un pic de
compression vers 10 ym et ensuite remonter vers I’état de contrainte originel de la piéce.
Lorsque l'outil présente une usure en dépouille de 0,2 mm, les contraintes résiduelles
en surface sont de traction puis passent par le méme pic de compression pour ensuite
remonter vers la traction et rester a des valeurs de contraintes en traction (fig. 1.2.10).
Ils expliquent les contraintes en traction en surface par le fait que des températures plus
élevées sont générées du fait de I'usure de I'outil (augmentation de la surface en contact

entre 'outil et la matiére).

—a-]
T —
\0.2 mm flank wear length
A Jo »

b .
’ - =

Residual Stress (MPa)

b 20 40 60 80 100 120
Depth beneath machined surface (pm)

FIGURE 1.2.10 — Effet de T'usure en dépouille sur les contraintes résiduelles
[Chen et al., 2004|

Bilan :

La vitesse de coupe tend a diminuer la rugosité de la surface usinée, & augmenter la
microdureté du matériau et a faire évoluer les contraintes résiduelles vers la traction
(du fait d’un adoucissement thermique plus intense). I’avance génére une rugosité et des
microduretés plus importantes, ainsi que des contraintes résiduelles en compression plus
faibles. Enfin 'usure des outils conduit a une élévation de la rugosité et de la microdureté,
ainsi qu’a une évolution des contraintes résiduelles vers la traction (lorsqu’il s’agit d’une

usure en dépouille).

1.2.3.3 Intégrité de surface et tenue en fatigue

L’intérét de connaitre l'influence des paramétres de coupe sur I'intégrité de surface en
termes mécaniques et métallurgiques réside dans le fait que cette intégrité aura un impact
sur la tenue en fatigue des piéces lors de leur fonctionnement |Bissey-Breton et al., 2007|
[Smith et al., 2007]. De nombreux auteurs s’accordent & dire que le paramétre le plus

influent en terme de tenue a la fatigue est la rugosité. Suraratchai [Suraratchai, 2006|
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pour une piéce en alliage d’aluminium 7010 indique que les contraintes résiduelles n’ont
un effet sur la durée en fatigue que lorsque la rugosité est faible (c’est a dire lorsque les
vitesses de coupe sont faibles aussi). Pour de fortes vitesses de coupe, les concentrations de
contraintes locales K; induites par la rugosité sont alors le paramétre prépondérant quant
a la tenue en fatigue de la piéce. Geng et Xu [Geng and Xu, 2008| constatent également
que la durée de vie des piéces en fatigue augmente lorsque la vitesse de coupe augmente
(toujours pour les mémes raisons). Cependant Sasahara [Sasahara, 2005], pour un acier
(C45, observe que la durée de vie en fatigue des piéces peut étre améliorée par I'introduction
de contraintes résiduelles radiales compressives et une dureté plus élevée en surface, fait
possible par 'application d’une faible avance ou par usinage avec un petit rayon de bec
ou une aréte chanfreinée. Javidi et al. [Javidi et al., 2008] arrivent aux mémes conclusions
pour des essais de fatigue en flexion rotative du 34CrNiMo6. Pour finir, Alam [Alam, 1998|
montre que la durée de vie en fatigue pour de I'acier A42 est améliorée lorsque 1’épaisseur
de la zone déformée plastiquement en couche augmente (en lien avec la taille des grains

de cette couche).

Moussaoui [Moussaoui, 2013] indique que les paramétres géométriques (rugosité) et métal-
lurgique (microdureté) n’ont que peu d’impact sur la durée de vie en fatigue des piéces d’al-
liage de titane TA6V. Les contraintes résiduelles sont les plus influentes. Ces contraintes,

lorsqu’elles sont de compression conduisent vers une meilleure durée de vie en fatigue.

Un des objectifs définit dans cette thése, en lien avec le projet TiMaS réside dans la déter-
mination de I'influence des conditions de coupe et des géométries d’outil sur la génération
des contraintes résiduelles. Nous présentons dans la section suivante les divers moyens de
mesures permettant la détermination des contraintes résiduelles générées par I'usinage et

également les modélisations existantes pour la prédiction de ces derniéres.

1.3 Contraintes résiduelles

1.3.1 Moyens de mesure

Il existe plusieurs méthodes pour mesurer les contraintes résiduelles. Le choix de la mé-
thode a employer dépend de plusieurs paramétres : le type de matériau étudié (métallique,
ferromagnétique, isotrope, homogene...), la géométrie de la zone a étudier, la profondeur
de mesure a étudier, la possibilité d’employer des méthodes destructives ou non, le cotit
et le temps mis en ceuvre pour la mesure. Ainsi parmi les méthodes destructives il y a :

la méthode du trou incrémental, la méthode de la fléche et parmi les non destructives :
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la diffraction des rayons X, la diffraction de neutrons, le bruit Barkausen, les ultrasons
et d’autres encore. Pour les contraintes résiduelles générées par 1'usinage, les profondeurs
affectées sont faibles (de 1 a 100 um) [Laboratory, 2012] et les méthodes possibles sont
représentés principalement par la diffraction des rayons X et la méthode du trou incré-
mentale. La méthode permettant d’observer les contraintes résiduelles aux profondeurs
les plus faibles et minimisant la préparation des échantillons reste la diffraction par rayon

X. Nous avons donc choisi d’utiliser cette méthode pour nos travaux.

1.3.1.1 Principe de la méthode par diffraction a rayons X

La mesure des contraintes de surface o,, se fait par le biais de la détermination des défor-
mations de surface obtenues par analyse des déformations de la distance inter réticulaire
dpr; des plans cristallins de la couche considérée. Pour chaque essai, la téte d’émission
des rayons X va réaliser plusieurs points de mesures & différents angles . Les détecteurs
D1 et D2 positionnés a angle 6 de diffraction de Bragg, obtenu par la loi de Bragg (eq.
1.3.1), vont mesurer le signal diffracté (fig. 1.3.1).

I

FIGURE 1.3.1 — Principe de mesure par diffraction a rayons X [Mondelin, 2012]

Echantillon
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Avec n l'ordre de diffraction et A la longueur d’onde du rayon choisi.

Pour chaque position 3, 'acquisition est réalisée avec un nombre de coups et un temps

d’acquisition dépendant du matériau et du type de diaphragme utilisés.

1.3.1.2 Calcul des contraintes o,

Pour chaque mesure de pics diffractés, le point milieu de chaque pic 6,, mesuré et I’écart
entre le pic de référence (en 6) et le pic mesuré A26 sont déterminés (fig. 1.3.2). Ces
données permettent 'obtention des déformations des plans inter réticulaires €44 de la zone

considérée :

Adpi cotan(0) - A20
Aot 2

€dd = (132)

Lntensite Intcnsité
100 %

85 %

2 26

>

26, Jh20_

{a) Détermination du point milieu (b) Détermination du décalage avec la référence

FIGURE 1.3.2 — Mesure des pics de diffractions [Mondelin, 2012]

La connaissance de cette déformation associée a la loi des sin?(1)) et les lois de la méca-

niques des milieux continus nous donnent la contrainte de surface o, :

cotan(0) - A26 T

CRPTTD Anx g0 (1.3.3)

Ogx = —

avec Agx une constante élastique radiocristallographique calculée a partir des caractéris-
tiques mécaniques macroscopiques (module d’élasticité, coefficient de Poisson et facteur

d’anisotropie radiocristallographique).
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1.3.2 Modélisation des contraintes résiduelles

Il existe trés peu de modélisations analytiques des contraintes résiduelles car, bien qu’ayant
Iavantage de nécessiter des temps de calculs trés courts, les hypothéses simplificatrices
employées dans leur formulation limitent 'accés a I'obtention de résultats quantitatifs.
Ainsi nous retiendrons spécifiquement la modélisation analytique pour la coupe ortho-
gonale proposée par Ulutan [Ulutan et al., 2007| définissant trois sources de chaleur : la
ZCP, la ZCS et la ZCT et basée sur la méthode des différences finies pour ce qui concerne
la détermination de la température dans les différentes zones de la coupe. Le champ méca-
nique appliqué et représentatif de la coupe est obtenu par répartition des efforts de coupe

en contraintes locales.

Quelques modélisations numériques des contraintes résiduelles existent. Deng et al.
|[Deng and Shet, 2003| tout comme Salio et al. [Salio et al., 2006] modélisent le proces-
sus de coupe avec enlévement de matiére en formulation lagrangienne. Les difficultés
liées a ces modeéles résident dans la détermination du critére de séparation de la matiére
autour du rayon d’aréte et de 'implémentation de lois de frottement. Sasahara et al.
[Sasahara et al., 2004] appliquent leur modéle au tournage et non plus a la coupe ortho-
gonale. Ils réalisent une premiére simulation en coupe orthogonale (avec séparation du
copeau) dans le plan contenant la direction de la vitesse de coupe et une deuxiéme si-
mulation d’indentation du rayon de bec sur la surface usinée dans le plan contenant la
direction de I'avance. Ainsi, la séparation d’un modéle 3D complexe en deux modéles 2D

permet 'obtention de temps de calculs réduits.

Valliorgue [Valliorgue, 2008] aborde le sujet d’une maniére différente et propose, dans un
premier temps en coupe orthogonale, de simuler la génération des contraintes résiduelles
sans considérer le processus de coupe mais en appliquant des chargements thermoméca-
niques sur la surface usinée. Il définit de ce fait deux sources thermiques : une en zone
de cisaillement primaire générée par le travail plastique du cisaillement et une en zone de
cisaillement tertiaire généré par le frottement de la face en dépouille sur la surface usinée.
Il montre que les actions mécaniques sont principalement induites par les efforts normaux
et tangentiels exercés en zone de cisaillement tertiaire. Il étend ensuite sa modélisation en
3D, simulant plusieurs passages de I'outil pour modéliser la génération de contraintes rési-
duelles pour des opérations de charriotage. Mondelin [Mondelin, 2012| applique la méme
démarche de modélisation tout en y ajoutant des lois de comportement prenant en compte

la recristallisation dynamique.

Ces modélisations, par un découplage des actions thermiques et mécaniques, ne prennent

généralement pas en compte la dissipation d’énergie par plastification en zones de cisaille-
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ment. Cependant, ¢’est vers ces derniéres que nous nous orienterons pour la détermination
de l'effet des conditions de coupe et des géométries d’outil chanfreinées sur la génération
des contraintes résiduelles. Ces modélisations présentent ’avantage d’étre rapides d’exé-
cution et de ne nécessiter 'identification que de quelques paramétres d’entrée (chargement
mécanique en zone de dépouille, chargement thermique en ZCP et ZCT et obtention des
coefficients de frottement). De plus, la formation du copeau et le processus de coupe se-
ront observés expérimentalement par des essais de coupe orthogonale (chapitre 3), nous
ne cherchons donc pas & modéliser le processus de coupe. Les résultats expérimentaux se-
ront utilisés afin de déterminer les paramétres de la modélisation numérique. Ainsi, nous
nous affranchissons des problémes liés a la détermination des lois d’endommagement et

du critére de séparation de la matiére autour du chanfrein.

Un des objectifs de la thése est de comprendre I'impact des conditions de coupe et géo-
métries d’outil sur les critéres d’usinabilité mentionnés précédemment. De ce fait, une
premiére partie des travaux concernera le fraisage et s’orientera vers la démarche d’ana-
lyse du Couple Outil-Matiére qui reste I'outil le mieux adapté pour répondre aux besoins
du projet TiMaS, a savoir, la détermination des conditions de coupe stables et accep-
tables allant vers une augmentation de la productivité. Une deuxiéme étude s’intéressera
au tournage ot le but recherché est de déterminer I'influence des conditions de coupe, des
géométries d’outil (préparations d’aréte chanfreinées) et de la microstructure des alliages
de titane TA6V sur les mécanismes de formation du copeau et 'impact de son écoule-
ment sur 1'usure des outils. La compréhension des paramétres thermiques et mécaniques
régissant la coupe avec des outils & préparation d’aréte chanfreinée est nécessaire pour

une meilleure interprétation des résultats obtenus dans la seconde étude.

Aussi nous dresserons un rapide bilan des modélisations existantes en tournage et en frai-
sage et nous concentrerons sur les modéles permettant la description et la compréhension

des actions thermomécaniques de la coupe dans cette section.

1.4 Modélisation des actions thermomécaniques de la

coupe

1.4.1 Modélisation de la coupe en tournage

De maniére générale, il est possible de déterminer trois types de modélisation : les modé-

lisations mécanistiques, les modélisations analytiques et les modélisations numériques.
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1.4.1.1 Les modélisations mécanistiques

Les modélisations mécanistiques s’appuient principalement sur la notion de coefficient spé-
cifique de coupe K.. Ce coefficient est une pression qui représente la force nécessaire pour
détacher un millimétre carré de matiére. 11 établit ainsi le lien entre le matériau de I'outil,
la matiére usinée, la géométrie de l'outil et les conditions de coupe employées. Les efforts
de coupe sont alors obtenus par le produit de ce coefficient par la section du copeau (les ef-
forts étant considérés proportionnels a la section coupée). Les premiers travaux employant
cette méthode sont ceux de Sabberwall [Sabberwall, 1961]. Plus tard, d’autres auteurs sont
venu enrichir cette modélisation en y intégrant les conditions de coupe. Le coefficient K,
est alors une fonction de ’avance, de la vitesse de coupe et des engagements de 'outil
[Reddy et al., 2001]. Egalement il est possible d’adapter cette modélisation a des géomé-
tries d’outil plus complexes intégrant les préparations d’arétes [Ranganath et al., 2007] ou
des  géométries  de  coupe  complexes [Bissey, 2005||Endres et al., 1995al
[Endres et al., 1995b].

Les limites de ces modélisations résident dans le fait qu’elle ne permettent pas de com-
prendre la physique et la thermique de la coupe (les contraintes générées sur l'outil, les
températures des zones de cisaillement...) et qu’elles sont spécifiques & leur domaine de

validation (matériau usiné, outil considéré, plage de conditions de coupe...).

1.4.1.2 Les modélisations numériques

Les méthodes numériques permettent I’étude du comportement non linéaire de la coupe
pour des vitesses de déformation élevées faisant intervenir de grandes déformations de la
matiére, des conditions de contact complexes et des phénoménes thermiques importants.
Elles sont donc parfaitement adaptées & la modélisation de la coupe et de I’ensemble des
phénomeénes thermomécaniques qui la régissent. La méthode des éléments finis permet
également la modélisation 3D de la coupe et 1'obtention de différentes valeurs internes
intervenant lors de la coupe, telles que les champs de déformations, de contraintes, de

températures, de diffusion thermique et de répartition des flux thermiques.

Il existe trois techniques numériques de maillage. La formulation Lagrangienne correspond
a un maillage du systéme lié¢ au point matériel auquel il est affecté qui est adapté pour
la modélisation de phénoménes transitoire mais qui réagit mal face aux grandes défor-
mations. La formulation Eulérienne propose un maillage sur un domaine spatial fixe au
travers duquel la matiére va s’écouler. Elle ne posséde pas de problémes de distorsion de
maillage comme la formulation Lagrangienne mais ne s’applique qu’a I’étude de régime sta-

tionnaire et nécessite de connaitre la géométrie initiale du copeau [Chalfoun et al., 2000].
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Enfin la formulation Arbitraire Lagrangienne Eulérienne ALE bénéficie des avantages des
deux autres formulations et permet donc d’établir un maillage évolutif mais découplé du
mouvement de la matiére, faisant ainsi abstraction des problémes relatifs aux grandes
déformations. Cette formulation est la plus répandue dans les modélisations numériques
[Joyot, 1994| [Pantale, 1996] (fig. 1.4.1).

vion Mises stresses {r"ﬂ] at £ = (LO8Tms

[
=5 Dl
o7, SET
e
3. M
o3, 1

von Mises stressos (Pa) at £ = 1.3ms temperature field (Kelvin) at § = 1.3ms

FIGURE 1.4.1 — Modélisation ALE de la formation du copeau [Pantale et al., 2004]

Les résultats des modélisations numériques sont cependant fortement dépendants de la
loi d’écrouissage choisie et des paramétres qui la régissent (généralement des lois de type
Johnson Cook), des définitions des frottements entre 1'outil et la matiére et également des
lois d’endommagement intégrées. Il peut alors s’avérer difficile, par le biais de ces modéles,
d’obtenir une représentation fidéle & la réalité expérimentale de la formation du copeau
et de sa segmentation [Calamaz et al., 2008]. Egalement, elles entrainent en général des

longs temps de calculs. Aussi nous nous orienterons vers les modélisations analytiques.

1.4.1.3 Les modélisations analytiques

Les modéles analytiques ou semi-analytiques proposent de définir la coupe en se basant

sur des relations issues de la physique, de la mécanique et de la science des matériaux.
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Ils ont également ’avantage de fournir généralement des variables internes telles que les
contraintes, les déformations et vitesses de déformation. Ainsi, contrairement aux modéles
empiriques, il se détachent en partie de la détermination de coefficients spécifiques a

I’emploi d’un outil ou d’un matériau de coupe.

Les premiers travaux reconnus de modélisation en coupe orthogonale furent initiés par
Merchant [Merchant, 1944] qui propose un modéle géométrique en déformations planes
(fig. 1.4.2). Elle fait ’hypothése, entre autre, d’'un plan de cisaillement séparant la ma-
tiére brute du copeau, d’une géométrie d’outil parfaite et d’'un matériau considéré comme
parfaitement plastique. Le copeau est formé par glissement interne plan et ne posséde pas
de discontinuité de type festonnage (génération de bandes de cisaillement adiabatique).
Par cette modélisation apparait alors la premiére expression de la contrainte de cisaille-
ment dans la zone de cisaillement primaire par de simples considérations géométriques de

la coupe.

copeau

FIGURE 1.4.2 — Modélisation de Merchant [Merchant, 1944]

Il faut attendre la modélisation d’Albrecht [Albrecht, 1960] pour intégrer 'influence de la
préparation d’aréte, il constate un refoulement de la matiére en pointe de 1'outil pour des
acuités d’aréte non parfaites. Cette préparation d’aréte aura pour influence de fournir un
effort de poussée supplémentaire dirigé vers la piéce. Lee et Shaffer [Lee and Shaffer, 1951]

propose une modélisation de la coupe introduisant les lignes de glissement. Les lignes de
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glissement sont décrites comme des lignes légérement courbées et paralléles & la vitesse
d’écoulement du matériau. Ainsi, le cisaillement primaire n’est plus confiné & un plan mais
dans une bande délimitée par deux plans. Basé sur la méme méthode, Oxley [Oxley, 1989]
considére la contrainte d’écoulement du matériau uniforme le long de la bande de ci-
saillement et fait I’hypothése que la contrainte de cisaillement est égale a la contrainte
d’écoulement dans la zone de cisaillement primaire. Il introduit alors une évaluation de
la contrainte de cisaillement basée sur un écrouissage non linéaire, sensible aux déforma-
tions et aux températures (fig. 1.4.3). Cette modélisation permet ainsi de déterminer les
contraintes exercées le long de Poutil de coupe (pour des outils sans préparation d’aréte)
et ce en fonction des températures générées par la coupe. Ces températures, élevées, pour

I'usinage des alliages de titane, ont un impact significatif sur les efforts de coupe.

maximum shear
strain rate
distribution

FIGURE 1.4.3 — Modélisation d’Oxley [Oxley and Hastings, 1977]

Boothroyd et Bailey [Boothroyd, 1963|, utilisent une dépendance a la vitesse de déforma-
tion. Toujours dans la méme démarche, Dudzinski et Molinari [Dudzinski and Molinari, 1997],
ainsi que Moufki et al. [Moufki et al., 1998] basent leur modéle sur I'intégration de la dé-
formation, du taux de déformation et de la température dans le calcul de la contrainte de
cisaillement. Concernant les préparations d’aréte, nous pourrons retenir les modélisations
de Waldorf [Waldorf et al., 1997] s’appuyant sur les lignes de glissement pour définir I'ef-
fort de poussée exercé par un outil présentant une préparation d’aréte rayonnée sur la
matiére. Quant & Fang et Dewhurst [Fang and Dewhurst, 2005], ils déterminent les forces
exercées par 'outil et la contribution de chaque zone de contact lorsqu’une aréte rappor-
tée se crée en bout d’outil. Ces deux derniéres modélisations ne prennent pas en compte
une dépendance des contraintes aux déformations, taux de déformation ou températures

de coupe. Ren et Altintas [Ren and Altintas, 2000] se sont intéressés a la modélisation,
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toujours par méthode des lignes de glissement, de la coupe avec outils chanfreinés et la
présence de zone morte en pointe de I'outil. Cette modélisation se base sur les travaux et
hypothéses d’Oxley pour la détermination des contraintes et de la thermique en zone de
cisaillement primaire. Egalement, Karpat et Ozel [Karpat and Ozel, 2008| proposent une
modélisation par lignes de glissement des efforts de coupe pour la coupe orthogonale avec
outil chanfreiné et présence de zone morte mais en s’appuyant cette fois-ci sur la modélisa-

tion thermique de la coupe proposée par Komanduri et Hou [Komanduri and Hou, 2000).

Pour la caractérisation de la morphologie du copeau, de son écoulement sur I'outil et de
son impact sur les usures constatées pour la coupe orthogonale avec plaquette chanfreinée
(une partie des objectifs fixés pour cette thése), nous nous intéresserons aux modélisations
d’Oxley [Oxley, 1989] et de Ren et Altintas |[Ren and Altintas, 2000| en utilisant une loi
de comportement de type Johnson Cook (annexe 2) dépendante du taux de déformation
et de la température. Ces modélisations analytiques présentent ’avantage d’étre simples
de mise en ceuvre et donnent accés a une estimation des contraintes appliquées en pointe
d’outil et les températures de la zone de cisaillement primaire (pour la premiére) ainsi qu’a
la contribution aux efforts du chanfrein (et de la zone morte) et les températures dans la
zone de chanfrein (pour la seconde). Ces modélisations seront présentées plus en détail
dans le chapitre 3, chapitre traitant de I'influence des conditions de coupe et géométries
d’outil chanfreinés sur les longueurs de contact face de coupe/copeau et sur 'usure des

faces de coupe.

1.4.2 Modélisation de la coupe en fraisage

1.4.2.1 Les modélisations mécanistiques

Comme pour les modélisations mécanistiques en tournage, la premiére étape pour le frai-
sage a ét¢ de déterminer un coefficient spécifique de coupe associé a un outil et un ma-
tériau. Ce coefficient spécifique de coupe est alors fonction des conditions de coupe telles
que la vitesse de coupe, 'avance et les engagements de la fraise. C’est sur ce type de modé-
lisation que la démarche expérimentale du Couple Outil-Matiére (COM) [AFNOR, 1994]
se base pour la détermination des conditions de coupes optimales garantissant une coupe
stable et acceptable de 'outil dans la matiére. Par la suite, les modéles mécanistiques se
basent sur une segmentation des arétes de coupe de 'outil et évoluent vers la coupe oblique
[Altintas and Budak, 1995]

|[Engin and Altintas, 2001a||Engin and Altintas, 2001b| (fig. 1.4.4). Les efforts de coupe
sont alors calculés pour chaque segment d’aréte comme étant le produit du coefficient spé-

cifique de coupe par la section coupée. La connaissance de la géométrie exacte de I'outil
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et de la section coupée pour chaque segment d’aréte selon leur position angulaire permet
une détermination des efforts de coupe de I'ensemble de l'outil lors de sa rotation par

sommation des efforts élémentaires.

FIGURE 1.4.4 Discrétisation de 'outil [Altintas and Budak, 1995]

1.4.2.2 Les méthodes analytiques

IL.e principe de ces méthodes repose souvent sur la segmentation d'aréte. La différence avec
les méthodes empiriques résident dans le fait que celles-ci s’appuient sur les modéles analy-
tiques en coupe oblique pour I'expression des efforts de coupe de chaque segment d’aréte.
Ainsi ce type de modélisation permet la prise en compte de la contrainte d’écoulement
du matériau [Lee and Altintas, 1996] [Junz-Wang and Zheng, 2002] et de la thermoméca-
nique de la coupe (dépendance de la contrainte d’écoulement a la déformation, au taux de
déformation et a la température) [Fontaine, 2004] [Wagner, 2011] et la contribution des
préparations d’aréte [Wagner, 2011] ( fig. 1.4.5).
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FIGURE 1.4.5 — Démarche de la modélisation analytique du fraisage [Wagner, 2011|
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Yousfi et al. [Yousfi et al., 2015] proposent une autre approche en évaluant les gradients
cinématiques le long de 'aréte de coupe, en fonction de l'orientation de la plaquette et de
sa position angulaire.Leur modélisation permet ainsi une évaluation plus fine des champs

de contrainte autour de I'outil et des actions de la coupe.

1.4.2.3 Les méthodes numériques

Les méthodes numériques restent un atout majeur quant a la description du processus
de coupe par fraisage. Elles permettent de récupérer a chaque instant, les contraintes
exercées sur l'outil, les températures de contact et la topologie de la surface usinée
[Maurel-Pantel et al., 2012] [Wu and Zhang, 2014|. Cependant, comme pour le tournage
et les modéles analytiques (ou semi analytiques) comprenant une loi de comportement,
les résultats des modélisations numériques sont fortement dépendants de cette loi. Egale-
ment, elles nécessitent la définition des frottements entre 1'outil et la matiére et des lois
d’endommagement intégrées. Ces données sont généralement obtenue par une identifica-
tion expérimentale par méthode inverse. De plus, elles conduisent a de longs temps de

calcul.

Notre choix est de pouvoir déterminer 'influence des conditions de coupes sur les efforts
de coupe, les mécanismes d’usure des outils coupants définis dans le projet et leur durée de
vie. La démarche la plus adaptée et rapide dans notre situation est donc de se baser sur une
modélisation mécanistique de la coupe en fraisage et plus particuliérement de s’appuyer
sur la démarche du COM nous permettant ainsi d’obtenir les plages de conditions de
coupe garantissant un gain en productivité pour les partenaires industriels du projet

TiMaS. Cette démarche est présentée en annexe 4.

1.5 Conclusion

L’état de I'art a montré que le TAGV pouvait exister sous des microstructures radicalement
différentes. Ainsi, dans les travaux de cette thése nous aurons a étudier une microstructure
de type équiaxe (TA6V «f non traité transus ). L’autre microstructure a étudier sera
une structure entiérement lamellaire (TA6V «f traité transus (). Nous pouvons penser
que ces microstructures auront un impact sur la génération de bandes de cisaillement
en zone de cisaillement primaire et donc sur la segmentation du copeau et les efforts de

coupes constatés.

De méme, la bibliographie étudiée a permis de mettre en évidence que les préparations

d’aréte chanfreinées auront un impact sur les usures des outils, notamment par la généra-
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tion de zones mortes en pointe de 'outil modifiant les températures et les efforts de coupe
et donc I’écoulement du copeau sur la face de coupe. Cette zone morte génére également
des efforts de poussée vers la surface usinée pouvant engendrer de fortes déformations
et donc une génération importante de contraintes résiduelles. Ces efforts de poussée ont
aussi pour influence de générer un effet d’indentation qui entraine un retour élastique de
la matiére sur la face en dépouille de I'outil. Hors, nous avons aussi pu constater que le
mécanisme de génération de contraintes résiduelles est fortement dépendant de 1'usure en
dépouille de I'outil. Celle-ci entraine une augmentation des surfaces de frottement et donc
des températures générées. Ainsi, I'usure en dépouille tend les contraintes résiduelles a

aller vers la traction.

Enfin la derniére partie de ce chapitre nous a permis de rappeler les modélisations du
processus de coupe visant a comprendre les efforts de coupe, les mécanismes d’usure des
outils et les contraintes résiduelles constatées pour l'usinage des métaux. De ce fait, nous
avons choisi de nous orienter vers la démarche expérimentale du Couple outil matiére
pour I'analyse des efforts de coupe et des usures des fraises utilisées par Airbus Saint-Eloi
et Figeac Aéro. Cette démarche permet de dégager les conditions de coupe garantissant
une coupe stable et acceptable de 1’'outil dans la matiére et également d’évaluer les gains
en productivité potentiellement réalisables. Pour 'influence des géométries d’aréte chan-
freinée et des conditions de coupe sur I’écoulement du copeau sur la face de coupe, nous
avons choisi d’utiliser la modélisation d’Oxley [Oxley, 1989] modifiée par Ren et Altintas
|[Ren and Altintas, 2000 donnant accés aux contraintes exercées par la zone morte sur
I'outil de coupe et donc la contribution du chanfrein & la coupe en termes d’efforts et de
températures. Enfin, pour la modélisation des contraintes résiduelles, nous nous oriente-
rons vers des modéles numériques en coupe orthogonale, avec des chargements thermo-
mécaniques équivalents sur la surface usinée. Les parameétres d’entrée de ces modéles sont
restreints et relativement faciles d’obtention et ce type de modélisation permet également
de s’affranchir des problématiques de modélisation de la séparation de la matiére autour

de la pointe de 'outil.
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CHAPITRE 2

Usinabilité de Palliage de titane TAGV
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

2.1 Introduction

Ce chapitre vise a étudier 'usinabilité de 'alliage de titane TAGV. Il fait directement
écho a la thématique industrielle du projet TiMaS ayant pour objectif d’établir un espace
de fonctionnement des conditions de coupes stables et acceptables des deux outils du
projet dans leurs matiéres respectives, vers une amélioration de la productivité. Ainsi
deux couples outil matiére sont étudiés :
— le premier est constitué d’une fraise en carbure monobloc associée & un TA6V «/f3 non
traité transus [,
— le second est constitué d’une fraise a plaquettes associée & un TAGV «of traité transus
8.
Ainsi, en se basant sur la méthodologie du Couple Outil-Matiére (COM présenté en an-
nexe 4) |[AFNOR, 1994|, nous étudions l'influence des conditions de coupe (vitesse de
coupe, avance et profondeur de passe) sur les pressions spécifiques de coupe. Cette étude
permettra a la fois d’établir les espaces de fonctionnement des deux couples outil-matiére
mais également de voir émerger les différences de comportement entre ces deux couples
(différences au niveau de la répartition des efforts et de leurs évolutions). Une fois ces
espaces déterminés, ils sont ensuite bornés sur la base d’un critére d’usinabilité relatif a
I'usure des outils coupants et leur durée de vie. Egalement, nous étudions les divergences

entre les deux couples outil matiére en termes de mécanismes d’usure.

Enfin, afin de se détacher des différences de comportement des outils dans leur matériau
respectif, induites par leur géométrie de coupe, une étude en tournage avec outil iden-
tique, est menée dans le but d’évaluer I'impact des différences de structure des matériaux
sur la morphologie des copeaux et ainsi entreprendre une meilleure compréhension de
I'usinabilité de I'alliage de titane TAGV.

2.2 Approche du Couple Outil Matiére

Les objectifs de cette partie sont de définir les paramétres de coupe en fonction du ma-
tériau selon les critéres d’usinabilité, vers une augmentation de la productivité (temps
copeau). Comme il est proposé dans la méthodologie du Couple Outil-Matiére (COM)
[AFNOR, 1994|, cette démarche d’optimisation peut s’effectuer par la connaissance des
efforts de coupe et plus particuliérement des pressions spécifiques de coupe. Pour rappel,

cette derniére se déroule en cing étapes majeures :
— des essais de qualification visant & déterminer un point de fonctionnement stable et

acceptable de P'outil dans la matiére, en termes de conditions de coupe (vitesse de
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2.2. Approche du Couple Outil Matiére

coupe V., avance a la dent f,, profondeur de passe a, et engagement radial a.). Ces

conditions de coupe peuvent correspondre a celles déja employées par les industriels,

— la détermination du V,

Cmin

risée pour le couple outil-matériau choisi pour I'étude,

qui permet 'obtention de la vitesse de coupe minimale auto-

— la détermination de la plage de valeurs h,,in- hmae pour laquelle les pressions spécifiques

de coupe traduisent un bon compromis entre un gain en productivité et des efforts

nécessaires a la coupe d’une section de 1 mm? diminués,

— la détermination des données limites, a savoir une limite haute de la section de coupe

ADma:m

— la réalisation d’essais d’usure visant a caractériser les modes de dégradation des outils

associés a leur matériau et I'influence des conditions de coupe sur ces modes.

2.2.1 Dispositif expérimental

La machine utilisée pour la caractérisation des couples outil matiére pour la nervure 3
de I’A320 et le longeron inférieur de I’A400M est un centre d’usinage KX10 de Huron a

3 axes, & portique et table mobile. Les essais de fraisages sont réalisés avec lubrification.

La détermination des efforts de coupe se fait & l'aide d’une platine de mesure d’efforts

9257B de marque Kistler. Les caractéristiques de la machine, ainsi que de la platine sont

présentées en annexe 1. Pour chaque piéce étudiée dans le projet, existe un outil spécifique

destiné a son usinage.

Nous indiquons les principales caractéristiques géométriques des outils coupants étudiés

dans le tableau tab. 2.1. La fraise monobloc, ainsi que les plaquettes de la fraise a pla-

quettes sont en carbure de tungsténe.

Fraise monobloc

o Rayon | Angle de | Angle de Préparation Angle .
Diametre de bec | coupe | dépouille | d’aréte rayonnée d’hélice Revétue
20 mm 4 mm 15° 7° 21 pm 50° TiAIN
‘ Fraise & plaquettes rapportées
L Rayon | Angle de | Angle de Préparation Angle .
Diametre de bec | coupe | dépouille | d’aréte chanfreinée | d’inclinaison Revétue
50 mm 6 mm 20° 15° 0.12mm 9° TiAIN

TABLE 2.1 — Géométrie des outils coupants
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2.2.2 Essais de qualification

Du fait de leur utilisation en contexte industriel, nous considérons que les conditions de
coupe utilisées par les entreprises partenaires du projet, pour leurs outils sont stables et
acceptables et donc choisies comme référence (essai de qualification) pour les études des
COM. Ces conditions sont affichées dans le tableau tab. 2.2.

| [ Ve(m-min ) [ f.(mm-dt ') | ap(mm) | a.(mm) |
Fraise en carbure monobloc 50 0.07 5 20
Fraise a plaquettes 50 0.12 5 20

TABLE 2.2 — Conditions de coupe de référence

2.2.3 Détermination de I’espace de fonctionnement des vitesses

de coupe

2.2.3.1 Usinage avec la fraise en carbure monobloc - TA6V af non traité

transus [

Les efforts obtenus étant exprimés dans le repére de la platine (£, F, et F}), un change-
ment de repére est effectué afin de déterminer les efforts de coupe F et F, respectivement

perpendiculaires et radiaux a l'outil lors de sa rotation (annexe 6).

La fraise en carbure monobloc possédant quatre dents espacées de 90° et travaillant en
pleine matiére (a.= diamétre de la fraise), les efforts relevés sont généralement issus de
la coupe de deux dents en prise dans la matiére . L’hypothése est faite qu’une seule dent
est en prise lorsque la dent concernée est a une position angulaire de 6§ = 90°. Dans cette
configuration, les efforts exercés sur la dent correspondent aux efforts les plus élevés qu’elle
puisse subir (épaisseur de coupe maximale). Pour la suite des essais, les données F, et
F,. présentées seront celles relevées pour cette position angulaire de 90° et explicitées en

annexe 6.

Pour ces essais, une avance de 0.07mm -dt !, une profondeur de passe de 5mm et un
engagement radial de 20mm (pleine fraise) sont utilisés. Ces conditions correspondent
aux conditions de coupe de référence (qualification). La vitesse de coupe varie dans une
plage de 15m - min 'a 80m - min ! (plage d’utilisation classique des industriels pour le

fraisage du TA6V) et des rainurages sur une distance de 45 mm sont réalisés. Pour chaque
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2.2. Approche du Couple Outil Matiére

essai, la pression spécifique de coupe est calculée. Les résultats en termes de pressions

spécifiques de coupe sont présentés sur la figure fig. 2.2.1.

Pression spécifique de coupe en fonction de la vitesse de coupe

2500 | f,=0.07 mm/dt
a, = 5 mm Limite

basse
a,= 20 mm
2000 e WB\Q\Q\Q /e

— Limite
é 1500 haute
Y
8
E 1000 ADOUCISSEMENT
THERMIQUE VIBRATIONS
INSUFFISANT
e N ADOUCISSEMENT N
o200 N v THERMIQUE <7

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90

Vitesse de coupe (m.min-1)

FIGURE 2.2.1 — Pression spécifique de coupe K. en fonction de la vitesse de coupe pour
la fraise en carbure monobloc - TAG6V «af non traité transus (5

La pression spécifique de coupe est relativement stable pour des vitesses de coupe faibles
(entre 15m - min ! et 30m - min ! ) et amorce une décroissance & partir de la vitesse de
coupe de 40m - min !. Pour des vitesses inférieures, I'adoucissement thermique du maté-
riau (du fait des faibles énergies transmises par la coupe dans la matiére) est insuffisant

pour faciliter le processus de coupe [Poulachon et al., 2001].

Au dessus de 40 m - min !, la pression spécifique de coupe décroit jusqu’a atteindre sa
valeur minimale pour une vitesse de coupe de 65 m - min !. Cette derniére vitesse garantit
un bon état de surface et n’engendre qu’une légére usure en dépouille de I'outil. Des
résultats similaires en termes d’état de surface et d’'usure sont obtenus jusqu’a la vitesse

de coupe de 70m - min .
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

A partir de cette valeur, les pressions spécifiques de coupe augmentent fortement et

1 apparait une dé-

opérent ainsi un changement de pente. Enfin, au dela de 70 m - min
gradation de I'état de la surface usinée die a des vibrations de l'outil lors de 'usinage.
Cette augmentation est accompagnée par une usure en entaille sur une des dents de I'ou-
til. Celle-ci est a imputer aux chocs successifs de la dent dans la matiére générés par la

vibration de I’outil.

La plage de fonctionnement des vitesses de coupe correspond a la zone de décroissance de

la pression spécifique de coupe :

1 est considérée comme étant la limite basse des vi-

— la vitesse de coupe de 40 m - min
tesses de coupe garantissant des conditions de coupe stables et acceptables de 1'outil
dans la matiére. Cette vitesse initie la décroissance de la pression spécifique et corres-
pond a la valeur pour laquelle I’adoucissement thermique est suffisant pour faciliter la
coupe,

L est identifice comme étant la limite haute de la

— la vitesse de coupe de 65m - min
vitesse de coupe. Pour cette vitesse, la pression spécifique est la plus faible (point de
changement de pente de la courbe) et au dela cette derniére augmente fortement et des

phénoménes vibratoires apparaissent entrainant une usure accélérée de I'outil.

Concernant 'influence de la vitesse de coupe sur I’évolution des efforts, une légére décrois-
sance est constatée pour les composantes normales a la dent et radiales jusqu’a la vitesse
de coupe de 65m - min 'ou ces efforts augmentent légérement par la suite (fig. 2.2.2). La
décroissance évoquée précédemment est également liée & ’adoucissement thermique qui
réduit la contrainte nécessaire au cisaillement de la matiére en zone primaire, tandis que
la croissance est induite par les phénoménes vibratoires constatés. Les efforts de coupe
axiaux sont négatifs pour tous les cas et leur valeur absolue augmente linéairement avec la
vitesse de coupe. Cet effet est principalement lié¢ & I’angle d’hélice de la fraise. Les efforts
radiaux F, sont moins élevés que les efforts de coupe normaux a la dent qui usine (F7.)
dans chacun des cas observés. Cependant, la vitesse de coupe ne semble avoir que peu
d’influence sur les écarts constatés entre ces deux composantes. En effet, le rapport £/,

reste relativement constant autour de la valeur de 1.8.
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Efforts de coupe en fonction de la vitesse de coupe
1000
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FIGURE 2.2.2 — Efforts F,, F, et F, en fonction de la vitesse de coupe pour la fraise en
carbure monobloc - TA6V o/ non traité transus (3

2.2.3.2 Gains potentiels en productivité

La méthodologie du COM permet d’étudier 'espace de fonctionnement des conditions de
coupe stables de I'outil dans la matiére et de déterminer quels sont les gains potentiels
en productivité. Ainsi, le choix d’une vitesse de coupe de 65m - min !(limite haute de
I'espace de fonctionnement des vitesses de coupe) permet, par rapport aux conditions de

coupe utilisées par les industriels, d’augmenter le débit copeau de 30%.

2.2.3.3 Usinage avec la fraise a plaquettes - TA6V «f traité transus

Pour les essais avec la fraise & plaquettes rapportées, une seule plaquette est montée
sur 'outil afin de faciliter I'identification des efforts dans le repére de l'outil. Pour ces
essais, une profondeur de passe de 5mm et un engagement radial de 20 mm sont choi-
sis (conditions de référence des industriels). Nous réalisons des épaulements, en avalant,
(conditions d’utilisation de I’industriel) de 10 mm, longueur suffisante pour obtenir des
évolutions d’efforts stables dans chaque cas. De ce fait, les efforts maximaux sont obtenus
lors du premier contact entre la plaquette et la matiére a usinée, c’est a dire pour une

position angulaire de 101°. C’est pour cette position angulaire que les efforts F., F,. et
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

F. sont calculés. La démarche d’obtention de ces efforts est plus amplement spécifiée en

annexe 6.

Pour ces essais, nous faisons varier la vitesse de coupe de 20m - min ' 4 150 m - min ! (qui
comme pour la fraise monobloc, sont des conditions d’emploi classiques pour le fraisage
du TA6V) pour une avance fixe de 0.12mm - dt ! (condition de référence). Les résultats

obtenus en termes de pressions spécifique de coupe sont présentés figure fig. 2.2.3.

La pression spécifique de coupe décroit avec la vitesse jusqu’a atteindre sa valeur minimale
pour une vitesse de coupe de 70m-min . A partir de cette vitesse, I’adoucissement

thermique est suffisant pour faciliter au mieux la coupe du matériau.

Au dela, une augmentation de la pression est constatée, celle-ci vient ensuite se stabiliser &
des valeurs plus élevées a partir d’une vitesse de 110m - min !. Cette augmentation, puis
stabilisation, est diie & un changement de mécanisme de cisaillement primaire. En effet,
une augmentation de la vitesse de coupe a pour effet de rendre la génération de bandes de
cisaillement adiabatique (en ZCP) et donc la segmentation du copeau périodique (contre

une segmentation apériodique pour des vitesses de coupe faibles) [Barry et al., 2001].

Pression spécifique de coupe en fonction de la vitesse de coupe
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FIGURE 2.2.3 — Pression spécifique de coupe K. en fonction de la vitesse de coupe pour
la fraise a plaquettes - TAGV af traité transus

De telles constatations n’ont pu étre faites pour la fraise monobloc, car la segmentation

du TAGV «f est moins sensible a la vitesse de coupe que celle du TA6V S (ceci est montré

44



2.2. Approche du Couple Outil Matiére

par les observations de morphologies de copeau faites en fin de chapitre). Enfin, a partir
d’une vitesse de coupe 120m - min !, le copeau commence & adhérer sur la face de coupe,
témoignage de températures élevées. Celles-ci sont principalement dies a l’augmentation

de la vitesse de coupe.

Ainsi, contrairement a I’autre couple outil-matiére, nous avons une évolution plus classique

(au sens de la méthodologie de Couple Outil-Matiére) de la pression spécifique de coupe

avec la présence d’un point d’inflexion pour une vitesse de coupe de 70m - min !. La plage

de fonctionnement de la vitesse de coupe est ainsi définie comme telle :

— la limite basse de la vitesse de coupe est choisie & 70m - min !, vitesse pour laquelle
nous avons le point d’inflexion de la courbe de la pression spécifique de coupe et a
partir de laquelle 'adoucissement thermique est suffisant pour abaisser la contrainte
nécessaire au cisaillement de la matiére et donc réduire ’énergie nécessaire a la coupe,

1 au dela de cette

— la limite haute de la vitesse de coupe est choisie & 110m - min
valeur une adhérence du copeau sur la face de coupe apparait et peut engendrer des
perturbations de la coupe [Jacobson and Wallen, 1988].

Les efforts de coupe pour ce couple outil matiére sont largement plus élevés que ceux

obtenus pour la fraise monobloc. La préparation d’aréte chanfreinée de l'outil est de

largeur dix fois supérieure au rayon d’acuité de la fraise monobloc, hors une diminution
de 'acuité d’aréte conduit a une élévation des contraintes en pointe de I'outil et donc des

efforts [Karpat and Ozel, 2006a] [Karpat and Ozel, 2006b].

Concernant I’évolution des efforts, nous observons une décroissance importante des ef-
forts F., F, et F, jusqu’a la vitesse de coupe de 70m - min !, vitesse a partir de laquelle
I’adoucissement thermique a un effet majeur et abaisse suffisamment les contraintes né-
cessaires au cisaillement de la matiére. L’élévation de 'effort F,. pour une vitesse de coupe
de 80m - min ! (ayant entrainé 1’élévation de la pression spécifique de coupe), n’est pas
reproduite pour les efforts F,. et F, qui se stabilisent a partir de cette vitesse. Les efforts
de cisaillement Fy étant principalement portés par les efforts F. [Merchant, 1944], ’élé-
vation d’efforts diie au changement de mécanisme de cisaillement (périodicité et stabilité
de la segmentation) est plus marquée pour cette derniére composante. Dans tous les cas,
les efforts normaux a la plaquette F. restent plus élevés que les efforts radiaux F. (fig.
2.2.4).
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

Efforts de coupe en fonction de la vitesse de coupe
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FIGURE 2.2.4 — Efforts F,, F, et F, en fonction de la vitesse de coupe pour la fraise a
plaquettes - TA6V o/ traité transus (3

Pour finir, les efforts F). et F, sont pratiquement similaires. La plus petite aréte en prise
dans la matiére se situe sous le rayon de bec de la plaquette. De ce fait dans cette zone,
la préparation d’aréte est supérieure a I’épaisseur coupée. Cette configuration de coupe
génére des efforts tangentiels élevés orientés vers le corps de l'outil (axe vertical et ef-
forts positifs). Dans la partie haute du rayon de bec, ’épaisseur coupée est maximale et
conduit & I'obtention d’efforts dans la direction radiale de 'outil. Nous supposons que
nous avons dans cette configuration d’engagement (a, = 5mm) deux phénomeénes dis-
tincts qui produisent la méme quantité d’efforts dans deux directions différentes (axiales
et radiales).

Le rapport f¢/r. , témoignant de I'orientation de la résultante des efforts, augmente avec

1 L et se

la vitesse de coupe pour des vitesses comprises entre 20m - min * et 70 m - min
stabilise aux alentours de la vitesse de coupe de 70m - min ! (fig. 2.2.5) avec la fin de
la segmentation apériodique. La vitesse de coupe a donc pour effet de faire tendre la
résultante des efforts vers la direction colinéaire a la vitesse de coupe réduisant ainsi les

risques de flexion de P'outil et donc d’une dégradation de I'état de surface [Wagner, 2011].
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2.2. Approche du Couple Outil Matiére

Rapport Fc/Fren fonction de la vitesse de coupe
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FIGURE 2.2.5 — Rapport f¢/F, en fonction de la vitesse de coupe pour la fraise a plaquettes
- TA6V «f traité transus

Les valeurs obtenues pour ce rapport sont inférieures a celles obtenues pour 'autre couple
outil-matiére car 'acuité d’aréte plus faible conduit a I'obtention d’un effet d’indentation

global plus important et donc une augmentation de la composante radiale des efforts.

Pour finir, si nous nous intéressons plus précisément a 1’évolution du rapport £¢/F. au cours
de la rotation de la plaquette dans la matiére, nous constatons que le rapport est supérieur
a1l (F.>F,) jusqu’a un angle de rotation proche de 155° pour tous les cas étudiés. Au
dela de cet angle, la préparation d’aréte devient supérieure ou égale a 1’épaisseur de coupe
instantanée (situation de copeau mini), F,. devient prépondérant (F¢/r,< 1) et change la
direction de la résultante. La majeure partie de 'engagement de la plaquette se faisant
avec une résultante des efforts dans la direction de la vitesse de coupe, aucune vibration

die a la flexion de 'outil n’a été observée.

2.2.3.4 Gains potentiels en productivité

L’étude de 'espace de fonctionnement des vitesses de coupe de ce couple outil-matiére a

permis de montrer qu’il est possible d’utiliser cing vitesses de coupe supérieures a celle
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

utilisée par l'industriel garantissant une coupe stable et acceptable de l'outil dans la
matiére. Les gains potentiels en terme de débit copeau obtenus par I'utilisation de ces

cinq vitesses sont présentés dans le tableau tab. 2.3.

Le gain potentiel maximal est ainsi obtenu pour la vitesse de coupe de 110 m - min ' avec
une augmentation de 120% du débit copeau. Cependant, le choix de considérer une telle
vitesse comme optimale doit étre confronté a la durée de vie de 'outil obtenue pour ces

conditions de coupe.

| Vitesse de coupe (m - min !) [ Avance (mm - dt ') [ Gain en débit copeau (%) |

70 0.12 40
80 0.12 60
90 0.12 80
100 0.12 100
110 0.12 120

TABLE 2.3 — Gains en débit copeau potentiels pour les vitesses de coupe définies par
I'espace de fonctionnement - cas de la fraise a plaquettes
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2.2. Approche du Couple Outil Matiére

2.2.4 Deétermination de la plage h.,in - hpax

2.2.4.1 Usinage avec la fraise en carbure monobloc - TA6V af non traité
transus [

Pour ces essais, les conditions de coupe suivantes sont donc choisies ; une vitesse de coupe

de 65m - min !

, une profondeur de passe de 5mm et un engagement radial de 20 mm
(pleine fraise). Nous faisons varier la vitesse d’avance, dans une plage de 0.04mm - dt ! a
0.25mm - dt ! (plage de valeurs utilisée par les industriels pour l'usinage du TA6V). Pour
chacun des essais, les efforts de coupe et les pressions spécifiques de coupe sont calculés.
La figure fig. 2.2.6 présente 1’évolution de la pression spécifique de coupe en fonction de

I’épaisseur de coupe obtenue durant ces essais.

Pression spécifique de coupe en fonction de 1'épaisseur de coupe
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FIGURE 2.2.6 — Pression spécifique de coupe K. en fonction de I’épaisseur de coupe pour
la fraise en carbure monobloc - TA6V af non traité transus [

Une diminution importante de la pression spécifique est obtenue entre une épaisseur de
coupe de 0.04 mm et de 0.07 mm. La valeur élevée de la pression & A = 0.04 mm montre que

les efforts nécessaires pour couper un mm? de section sont trop importants. Ce résultat est
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lié & une avance trop faible et est considéré comme représentatif des évolutions des pres-
sions pour des épaisseurs de coupe inférieures. A partir de 0.07 mm et ce jusqu’a 0.19 mm,
une faible diminution de la pression spécifique de coupe est obtenue lorsque I’épaisseur de
coupe augmente avec un léger point d’inflexion observable pour une épaisseur de 0.11 mm.
Au dela de cette valeur, la pression spécifique de coupe augmente légérement avec 1’épais-
seur de coupe a cause d’efforts F. élevés (fig. 2.2.7). Enfin, pour une épaisseur de 0.25 mm,

une usure en entaille sur 'outil a été constatée.

Ainsi nous définissons ’espace de fonctionnement suivant :

— la limite basse de I'épaisseur de coupe est de 0.07 mm, pour des valeurs inférieures la
pression spécifique de coupe est élevée, montrant ainsi que les avances sont trop faibles
pour une solution industrielle avantageuse,

— la limite haute de I’épaisseur de coupe est de 0.19mm, au dela, la pression spécifique
amorce une croissance dte a des efforts qui deviennent trop importants par rapport a
la section a couper. Cette augmentation peut conduire & terme & une usure plus rapide

de loutil (fait confirmé par les essais d’usure présentés par la suite).

Efforts de coupe en fonction de I'épaisseur de coupe
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FIGURE 2.2.7 — Efforts F., F, et F, en fonction de I’épaisseur de coupe pour la fraise en
carbure monobloc - TA6V o/ non traité transus (3
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2.2. Approche du Couple Outil Matiére

Les trois composantes d’effort croissent linéairement avec I’épaisseur de coupe. Ceci est
un résultat classique de 1'usinage [Bouchnak, 2010] [Sabberwall, 1961]. Les efforts F. sont
toujours plus élevés et montrent une plus forte dépendance a I’épaisseur de coupe que les
efforts F,. (croissance plus importante des efforts F,. par rapport aux efforts F.). Ainsi,
une forte modification de la direction de la résultante des efforts est constatée lorsque
I’épaisseur de coupe augmente, conduisant a une réduction de la prépondérance des efforts
radiaux (fig. 2.2.8).

Contrairement a I'étude de 'espace de fonctionnement de la vitesse de coupe, la dépen-
dance plus élevée de D'effort F,. a ’épaisseur de coupe par rapport & F, ameéne le rapport
Fe/F. & évoluer de maniére quasi linéaire avec 1’épaisseur de coupe. L’épaisseur de coupe
étant toujours supérieure a la préparation d’aréte, ce rapport est toujours supérieur a 1.
Ainsi, la direction de la résultante des efforts tend & se rapprocher de plus en plus de la

direction de la vitesse de coupe lorsque 1’épaisseur de coupe (ou 'avance) augmente.

Cela ne veut pas dire pour autant, qu'une augmentation de I’avance ne générera jamais
de flexion de 'outil. Avec la croissance des efforts, il peut apparaitre une usure plus rapide
des outils et donc une modification de la géométrie d’aréte (tendant vers une acuité d’aréte
plus grossiére) menant a une augmentation de la prépondérance des efforts F,. sur F, (fait

confirmé par les essais d’usure).

Rapport Fc/Fr en fonction de 1'épaisseur de coupe
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FIGURE 2.2.8 — Rapport ¢/, en fonction de épaisseur de coupe pour la fraise en carbure
monobloc - TA6V af non traité transus
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

2.2.4.2 Gains potentiels en productivité

Une augmentation de 'avance génére une élévation significative du débit copeau. I’étude
de T'espace de fonctionnement de I’avance pour ce couple outil-matiére a montré qu’il est
possible d’aller bien au dela de la valeur d’avance choisie par I'industriel. Nous répertorions
dans le tableau tab. 2.4 les gains potentiels en débit copeau réalisables (& une vitesse de

coupe de 65m - min !) par rapport aux conditions de coupe prises par I'industriel.

Logiquement, le gain maximal potentiel est obtenu pour I'avance de 0.19mm - dt ! per-
mettant une augmentation de 252% du débit copeau. Cependant, le choix d’une telle
avance n’est pas forcément optimal, tout dépend de la durée de vie de l'outil sous ces

conditions.

| Vitesse de coupe (m-min ') [ Avance (mm - dt ') [ Gain en débit copeau (%) |

65 0.07 30
65 0.10 85
65 0.11 104
65 0.13 141
65 0.16 197
65 0.19 252

TABLE 2.4 — Gains en débit copeau potentiels pour les avances définies par 'espace de
fonctionnement - cas de la fraise en carbure monobloc

2.2.4.3 Usinage avec la fraise a plaquettes - TAG6V «af traité transus [

! une profondeur de passe de 5mm et

Pour ces essais une vitesse de coupe de 70 m - min
un engagement radial de 20 mm sont pris. Nous faisons varier I'avance de 0.06 mm - dt !
4 0.39mm - dt ' (plage d’utilisation des industriels pour 'usinage du TAG6V) et réalisons
des épaulements de 10 mm (longueur permettant d’atteindre le régime stable des efforts
de coupe). Comme précédemment, une seule plaquette est montée sur 'outil. Les résultats
obtenus pour les pressions spécifiques de coupe en fonction de 1’épaisseur de coupe sont

présentés dans la figure fig. 2.2.9.

52



2.2. Approche du Couple Outil Matiére

Pression spécifique de coupe en fonction de 1'épaisseur de coupe
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FIGURE 2.2.9 — Pression spécifique de coupe K. en fonction de I’épaisseur de coupe pour
la fraise a plaquettes - TAGV «f traité transus

Un changement de pente de la courbe de la pression spécifique s’opére autour de 1’épais-
seur de coupe de 0.15mm. Contrairement au cas de la fraise monobloc, nous avons 14 le
comportement classique décrit dans la démarche du COM (courbe avec point d’inflexion).
Ainsi, nous observons une décroissance de la pression spécifique de coupe jusqu’a une
épaisseur de 0.26 mm montrant que la croissance des efforts F. reste acceptable par rap-
port au gain en débit copeau apporté par 'augmentation de 'avance. Au dela de cette
valeur, la pression croit légérement indiquant que les efforts F,. nécessaires a la coupe d’'un
mm? de section tendent a devenir trop élevés (fig. 2.2.10). Egalement, cette élévation
importante des efforts peut conduire & une usure plus rapide de 'outil (fait constaté par

les essais d’usure).

De ce fait, nous définissons I’espace de fonctionnement suivant :

— D’épaisseur de coupe minimale est choisie pour 0.15mm et correspond au point d’in-
flexion de la courbe de la pression spécifique de coupe,

— la limite haute de I’épaisseur de coupe est de 0.26 mm, point minimal de la pression
spécifique de coupe. Au dela, les efforts F,. nécessaires a la coupe tendent a augmenter

et étre trés élevés par rapport a la section maximale coupée. Ces fortes valeurs d’effort
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peuvent amener a une usure accélérée de I'outil.
L’évolution des efforts de coupe en fonction de I’épaisseur de coupe se traduit par un
accroissement linéaire de la composante normale F, et des efforts radiaux a la plaquette
F, et axiaux F, relativement stables. La composante F,. est donc fortement dépendante
de I’épaisseur coupée mais contrairement au cas de la fraise monobloc, les composantes
F, et F, n’ont pas cette dépendance. Les efforts d’indentation induits par la préparation

d’aréte élevée de l'outil sont prédominant par rapport a l'effet de avance.

Efforts de coupe en fonction de I'épaisseur de coupe
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FIGURE 2.2.10 — Efforts F., F, et F, en fonction de I’épaisseur de coupe pour la fraise a
plaquettes - TA6V o/ traité transus (3

De ce fait, la direction de la résultante des efforts tend de plus en plus vers la direction
de la vitesse de coupe & mesure que I'épaisseur de coupe augmente. Ceci s’observe par
une augmentation relativement linéaire du rapport F</r. (fig. 2.2.11). Ce rapport tend
vers 1 pour de faibles épaisseurs de coupe, montrant ainsi une tendance a évoluer vers une
prédominance des efforts F). sur F, lorsque I’épaisseur de coupe est proche de la valeur de la
préparation d’aréte (situation de copeau mini). Enfin, les efforts F. augmentant fortement
et les efforts F,. continuant de rester stables pour des épaisseurs de coupe supérieures a

0.34 mm, une croissance importante des efforts F</F, est observée pour ces valeurs.
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Rapport Fc/Fren fonction de I'épaisseur de coupe
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FIGURE 2.2.11 — Rapport f</F. en fonction de I’épaisseur de coupe pour la fraise a pla-
quettes - TAGV af traité transus

Une analyse de la position angulaire 6; a partir de laquelle les efforts F,. deviennent
supérieurs aux efforts F,. au cours de la rotation de la dent (voir annexe 6), montre qu’'une
augmentation de l'avance tend a ce que cette transition intervienne plus tardivement
(lors de la rotation). En effet, 1’épaisseur de coupe étant plus élevée, les phénoménes
d’augmentation de 'effort F,. liés a la configuration du copeau mini interviennent pour
des positions angulaires plus tardives (proche de la sortie de la dent de la matiére). Ainsi,
pour des épaisseurs de copeau comprises entre 0.29 mm et 0.38 mm, 1’épaisseur de copeau
est pratiquement toujours supérieure a la valeur de la préparation d’aréte et 'outil ne
travaille que trés peu en flexion (fig. 2.2.12). Comme précédemment, choisir une avance
importante n’exclue pas la possibilité de voir apparaitre des phénoménes perturbateurs
(flexion, vibration). En effet, les efforts étant élevés pour de grandes avances, une usure
rapide de l'outil qui va alors modifier la préparation d’aréte et donc le rapport f/F,. peut

se déclarer.
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Position angulaire limite en fonction de 1'épaisseur de coupe
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FIGURE 2.2.12 — Position angulaire limite 6; fonction de I’épaisseur de coupe pour la fraise

a plaquettes - TA6V af traité transus

2.2.4.4 Gains potentiels en productivité

L’étude de 'espace de fonctionnement de ’avance pour ce couple outil-matiére a montré

qu’il est possible de dépasser la valeur d’avance choisie par 'industriel et ce, en garantis-

sant une coupe stable et acceptable de ’outil dans la matiére. Nous répertorions dans le

tableau tab. 2.5 les gains potentiels en débit copeau réalisables (& une vitesse de coupe de

70m - min ') par rapport aux conditions de coupe prises par l'industriel.
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2.2. Approche du Couple Outil Matiére

Logiquement, le gain maximal potentiel est obtenu pour I'avance de 0.27 mm - dt ! per-
mettant une augmentation de 215% du débit copeau. Cependant, le choix d’une telle
avance n’est pas forcément optimal, tout dépend de la durée de vie de l'outil sous ces

conditions.

‘ Vitesse de coupe (m - min ') ‘ Avance (mm - dt 1) ‘ Gain en débit copeau (%) ‘

70 0.15 75
70 0.18 110
70 0.21 145
70 0.24 180
70 0.25 191
70 0.27 215

TABLE 2.5 — Gains en débit copeau potentiels pour les avances définies par 'espace de
fonctionnement - cas de la fraise a plaquettes

2.2.5 Détermination des données limites

2.2.5.1 Usinage avec la fraise en carbure monobloc - TA6V af non traité

transus [

Pour cette partie, comme conditions de coupe sont choisies : une vitesse de coupe de
65m - min ! (limite haute des vitesses de coupe), une avance de 0.11mm -dt ! (point
d’inflexion) et un engagement radial de 20 mm (pleine fraise). Nous faisons varier la pro-
fondeur de passe de 5mm & 13mm par pas de 2 mm et réalisons des rainurages sur des
longueurs de 45 mm. La courbe d’évolution de la pression spécifique de coupe en fonction
de la profondeur de passe ne permet pas de repérer un changement important de pente et
n’est donc pas une information suffisante pour établir la profondeur de passe maximale
(fig. 2.2.13). Suite aux essais, nous constatons que de forts phénomeénes vibratoires inter-
viennent pour les profondeurs de passe supérieures ou égales & 9 mm. Les états de surface
sont, fortement dégradés et 1'usure en dépouille des outils est importante (supérieure au
critére d’usure en dépouille V;, de 0.2 mm). Aussi nous définissons une profondeur de passe

maximale de 7 mm, en lien avec la rigidité du systéme usinant.
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

Pression spécifique de coupe en fonction de la profondeur de passe
3500
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2500

e//

2000

1500

Pression (MPa)

1000 VIBRATIONS

S >

0 T T T T T T |
0 2 4 6 8 10 12 14
Profondeur de passe (mm)

500

FIGURE 2.2.13 — Pression spécifique de coupe K. en fonction de la profondeur de passe
pour la fraise en carbure monobloc - TAGV «af non traité transus (5

Efforts de coupe en fonction de la profondeur de passe
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FIGURE 2.2.14 — Efforts F., F, et F, en fonction de la profondeur de passe pour la fraise
en carbure monobloc - TA6V af non traité transus (8
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2.2. Approche du Couple Outil Matiére

Les efforts normaux F, et axiaux F, évoluent de maniére quasi linéaire avec la profondeur
de passe. En effet, les efforts de coupe sont fonction de la section coupée [Sabberwall, 1961].
Les efforts radiaux a la dent F, montrent une faible évolution entre les profondeurs de
passe de bmm et 7mm et croissent ensuite, linéairement avec une pente supérieure a celle

des efforts normaux (fig. 2.2.14).

Ainsi, a partir de la profondeur de passe de 9mm, le rapport f</r. devient proche de
1 2.2.15. La direction de la résultante des efforts tend de plus en plus & s’orienter vers
la direction de 'avance, pouvant mener a terme a une flexion de l'outil (lorsque une
modification importante de la préparation d’aréte induite par 'usure apparait). Ceci est
a mettre en corrélation avec les phénomeénes vibratoires constatés, généralement liés & une

flexion de 'outil.

Rapport Fc¢/Fr en fonction de la profondeur de passe
25

| T

1.5

\\ =— Fr/Fr
1 —)

Energie spécifique de coué (W.sfcm3)

0 2 4 6 8 10 12 14
Profondeur de passe (mm)

FIGURE 2.2.15 — Rapport f¢/r. en fonction de la profondeur de passe pour la fraise en
carbure monobloc - TA6V «af non traité transus

2.2.5.2 Gains potentiels en productivité

Le choix d’une profondeur de passe de 7 mm permet, tout en restant dans des conditions
de coupe stables et acceptables de I'outil dans la matiére, d’obtenir un gain potentiel de

186% par rapport aux conditions de coupe choisies par 1'industriel.
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2.2.5.3 Usinage avec la fraise a plaquettes - TA6V «f traité transus

Pour ces essais, une premiére profondeur de passe de 6 mm a été testée avec une vitesse de
coupe 70m - min ! (pression spécifique minimale pour les vitesses de coupe) et une avance
a la dent de 0.15mm - dt !(point d’inflexion), cependant, une usure catastrophique de la
plaquette a été constatée deés les premiers millimétres usinés. L’élévation d’efforts liés a
une augmentation de la section de coupe produit des chocs d’entrée de la dent dans la
matiére (mécanisme d’usure pour ce couple outil-matiére) plus importants, générant ainsi

une usure plus prononcée, voire catastrophique, de ’outil.

La profondeur de passe maximale pour ce couple outil-matiére est donc de 5 mm.

2.2.6 Conclusion intermédiaire

Ainsi, entre les deux couples outil-matiére, les mémes tendances d’évolution d’efforts
F. sont constatées (réduction par adoucissement thermique et dépendance linéaire avec
I'avance). Les différences majeures apparaissent au niveau des efforts axiaux F, et radiaux
F.. Pour la fraise a plaquettes, les efforts radiaux sont fortement imposés par la largeur
importante de la préparation d’aréte chanfreinée, conduisant & des effets d’indentation
élevés. Cet effet n’est pas retrouvé pour le cas de la fraise en carbure monobloc, celle-ci
possédant une préparation d’aréte rayonnée plus fine. L’effort axial est, pour la fraise a
plaquettes, issu de la configuration de copeau mini obtenue sous le rayon de bec tandis
que pour la fraise en carbure, il est imposé par la forte valeur de ’angle d’hélice de cette
derniére (50°). De ces différences de comportement sont attendus des mécanismes d’usure

variés entre les deux outils au sein de leur espace de fonctionnement respectif.

Enfin, d’un point de vue de la productivité, les études réalisées ont permis de montrer qu’il
était possible d’augmenter le débit copeau de 252% pour la fraise en carbure monobloc
et de 215% pour la fraise & plaquettes par rapport aux conditions de coupe utilisées par
les industriels (tout en restant dans une configuration de coupe stable et acceptable des
outils dans la matiére). Cependant ces gains en débit copeau doivent étre confirmés en

fonction des durées de vie d’outils obtenues a ces conditions de coupe.
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2.3. Analyse des modes d’usure des outils coupants

2.3 Analyse des modes d’usure des outils coupants

2.3.1 Usinage avec la fraise en carbure monobloc - TA6V af non

traité transus (3

2.3.1.1 Caractérisation de ’usure de 1’outil

Pour la caractérisation du couple outil matiére : fraise en carbure monobloc, TA6V «af non
traité, nous avons effectué des rainurages pleine matiére établis aux conditions de coupe
présentées dans le tableau tab. 2.6. Le choix des conditions de coupe est directement issu
des observations faites lors des essais suivant la méthodologie du COM. Ainsi, la vitesse
de coupe choisie est la vitesse dite optimale tandis que I’avance prise est celle pour laquelle
un changement de pente de la courbe d’évolution de la pression spécifique de coupe en

fonction de I’épaisseur de coupe a été repéré.

’ V. (m - min 1) ‘ fo (mm-dt 1) ‘ A (mm) ‘ A, (mm) ‘
| 65 | 0.11 [ 20 [ 5 ]

TABLE 2.6 — Conditions de coupe pour I’analyse des modes d’usure de la fraise en carbure
monobloc

Afin de caractériser I’évolution de 'usure de ’outil pour ces conditions de coupe, I’étude
de la progression des trois composantes des efforts de coupe en fonction de la distance
usinée ainsi que I'observation des modes d’usure sont effectuées. Les images d’usure sont

réalisées a 'aide d’'une caméra DinoXLite et du logiciel Dinocapture.

De 0 a 1520 mm usinés, une phase de rodage est observable. Durant ces premiers mil-
limétres usinés (5% de la longueur totale usinée), le copeau va venir frotter contre la
face de coupe et enlever le revétement de cette derniére le long de la zone de contact
[Wagner, 2011]. Rapidement, ce méme frottement va venir arracher le substrat. La pré-
sence de stries orientées dans le sens de ’écoulement du copeau confirme qu’il s’agit d’un

phénomeéne abrasif lié au passage du copeau sur la face de coupe (fig. 2.3.1).
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

FIGURE 2.3.1 — Processus d’usure pour la fraise en carbure monobloc

FIGURE 2.3.2 — Mesure de la largeur de la bande d’arrachement

62



2.3. Analyse des modes d’usure des outils coupants

La croissance de ces arrachements est rapide jusqu’a la fin de la phase de rodage. Ces
arrachements recouvrent une bande sur I'aréte de coupe et I’évolution de la largeur de

cette derniére est mesurée au cours des essais d’usure (fig. 2.3.2).

Le tableau tab. 2.7 regroupe les résultats obtenus en termes d’évolution de la largeur
moyenne de la bande d’arrachement suivant la distance usinée. Si la largeur évolue forte-
ment durant la phase qualifiée de rodage, celle-ci se stabilise dés cette phase terminée et

n’évolue que trés faiblement.

| Longueur usinée (mm) | Largeur de la bande d’arrachements (mm) |

680 0.21
1020 0.231
1240 0.241
1520 0.254
4950 0.255
16200 0.255
28350 0.256

TABLE 2.7 — Evolution de la largeur de la bande d’arrachements suivant la distance usinée

L’évolution des arrachements se fait alors sans une zone localisée sur 'aréte de coupe
(fig. 2.3.3). Cette phase correspond a I'usure normale de 1'outil. I’étude de la croissance
de la largeur de la bande d’arrachement sur la face de coupe n’apporte pas d’information
suffisante pour juger de la durée de vie de I'outil. Il faut alors s’orienter vers d’autres

critéres.

L’usure en dépouille se caractérise par la présence de bandes striées et brillantes sensible-
ment perpendiculaires a ’aréte de coupe principale. Elle est provoquée par le frottement

de la surface coupée sur la face en dépouille et est caractérisée par le critére V.
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6RO i ! 2 1240 mm

FIGURE 2.3.3 — Croissance de I'usure en face de coupe (processus abrasif) - caractérisation
de 'usure de la fraise en carbure monobloc

1240 mm 1520 mm

'
& //| 1700 n%

FIGURE 2.3.4 — Evolution de 'usure en dépouille - caractérisation de I'usure de la fraise
en carbure monobloc
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2.3. Analyse des modes d’usure des outils coupants

Ainsi, cette usure en dépouille évolue lentement avec la distance usinée au cours de la
phase de rodage. Puis celle-ci progresse plus rapidement pour atteindre finalement 'usure
en dépouille limite de 0.2 mm pour une longueur de 28350 mm (fig. 2.3.4 et tab. 2.8). A
ce stade, 'outil est déclaré en fin de vie. Nous constatons également une forte modification
de I’aréte au niveau de la zone en dépouile. Son acuité est altérée a la fois par le processus

d’usure abrasif en face de coupe mais également par la progression de I'usure en dépouille.

| Longueur usinée (mm) | Largeur de 'usure en dépouille (mm) |

680 0.055
1020 0.057
1240 0.060
1520 0.062
4950 0.068
16200 0.107
28350 0.202

TABLE 2.8 — Evolution de 'usure en dépouille suivant la distance usinée

L’observation des efforts de coupe aboutit au méme résultat. En effet, il est possible
d’identifier la phase de rodage de l'outil, la courbe d’évolution des efforts radiaux a la
dent F, connait une élévation importante de 0 & 1520 mm usinés. Cette élévation impor-
tante est en relation avec la croissance rapide d’arrachements sur la face de coupe. Ces
arrachements viennent altérer la géométrie de coupe, réduire 'acuité d’aréte, amplifiant
ainsi les phénomeénes d’indentation et donc la valeur des efforts F,. (et plus faiblement F.).
L’augmentation des efforts d’indentation va provoquer un retour élastique plus important
de la matiére en face de dépouille et donc un accroissement de l'usure en dépouille. Le
frottement de la matiére en dépouille va a son tour modifier 'acuité d’aréte (mais de fagon
moins importante que I’abrasion de la face de coupe) et mener également a une élévation
des efforts radiaux (fig. 2.3.5).
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Evolution des efforts de coupe en fonction de la
distance usinée
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FIGURE 2.3.5 — Efforts F,, F, et F, en fonction de la distance usinée - caractérisation de
P'usure de la fraise en carbure monobloc

Evolution du rapport Fc/Fr en fonction de la
distance usinée
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FIGURE 2.3.6 — Rapport £¢/F, en fonction de la distance usinée - caractérisation de I'usure
de la fraise en carbure monobloc
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2.3. Analyse des modes d’usure des outils coupants

Ainsi, aprés la phase de rodage, la pente de la courbe d’évolution des efforts F,. diminue
(les mécanismes d’usure en dépouille modifiant I’aréte de coupe de fagon moins importante
que les arrachements). De ce fait, durant 'usure normale les efforts radiaux tendent vers
les efforts normaux & la dent F,. qui évoluent plus lentement. Aussi, le rapport f</F, est
proche de 1 en fin de vie de 'outil (fig. 2.3.6).

Une augmentation de la longueur usinée produirait une diminution de ce rapport et donc
conduirait la direction de la résultante des efforts a tendre vers la direction de 'avance. Un
tel changement entrainerait une flexion de 'outil et donc potentiellement une vibration

de ce dernier.

Le critére d’usure en dépouille, tout comme I’évolution des efforts de coupe sont donc de
bons indicateurs de ’évolution de la dégradation de 'outil pour ce couple outil matiére et
sont étroitement liés. Ainsi, la mesure d’efforts permet pour un industriel qui posséde les
capteurs adaptés sur son centre d’usinage (mesure des puissances de coupe ou efforts) de
controler 'évolution de 'usure de l'outil au cours de 'usinage (sans pour autant analyser

I'usure en dépouille de Poutil), dans une perspective de surveillance.

2.3.1.2 Influence des paramétres de coupe sur les mécanismes d’usure de la

fraise en carbure monobloc

La durée de vie de 'outil a été évaluée pour les conditions de coupe définissant les limites
de l'espace de fonctionnement (vitesses de coupe et avance) de ce couple outil-matiére.
Cette étude a pour but d’évaluer I'influence des conditions sur la durée de vie des outils et
donc d’évaluer la performance de tel choix de conditions de coupe sur les gains potentiels
en productivité. Quatre conditions de coupe, qui sont répertoriées dans le tableau tab.

2.9, ont donc été testées.

| N°essai [ Vo (m-min ') [ . (mm-dt ') | A,(mm) |

1 40 0.07 d
2 40 0.19 3
3 65 0.07 3
4 65 0.19 3

TABLE 2.9 — Conditions de coupe étudiées pour les essais d’usure - cas de la fraise en
carbure monobloc

Afin d’estimer la durée de vie des outils, nous nous sommes basés sur le critére d’usure

V, (usure en dépouille), ot la fraise est considérée comme en fin de vie lorsque la valeur
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de Vj, est supérieure ou égale a 0.2 mm. Ce critére, comme il a été vu précédemment,
est suffisant pour détecter I’évolution de la dégradation de 'outil. Durant chaque essai,
des mesures de puissance de la broche ont été réalisées. La figure fig. 2.3.7 présente les
résultats obtenus, pour chaque condition de coupe, en termes de durée de vie de I'outil
évaluée et d’usure constatée lorsque l'outil a atteint sa fin de vie. La figure fig. 2.3.8
présente ’évolution des efforts de coupe en fonction de la distance usinée pour chaque

condition de coupe.

(c) V. = 65m-min~tet f = 0.07mm -dt~! (d) V. = 65m-min~tet f = 0.19mm - dt—!

FIGURE 2.3.7 — Evolution des usures et durée de vie des outils pour les conditions de
coupe réalisées - cas de la fraise en carbure monobloc

Mise & part pour la condition de coupe V, = 40m - min 'et f = 0.19mm - dt ! o loutil
présente une usure catastrophique (dent cassée) au bout de 17756 mm d’usinage, pour
les autres conditions, nous constatons les méme modes de dégradation de 1'outil avec
naissance et croissance d’arrachements le long de ’aréte de coupe et croissance de 'usure

en dépouille Vb.
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Efforts de coupe Fc pour les essais d'usure et pour chaque
condition de coupe
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FI1GURE 2.3.8 — Efforts de coupe F, en fonction de la distance usinée pour les essais d’usure
- cas de la fraise en carbure monobloc

Pour la condition de coupe V., = 65m-min ' et f = 0.19mm -dt !, la durée de vie
obtenue est de 5694 mm. Ainsi, ces conditions de coupe ne permettent pas de dépasser
la durée de vie de I'outil donnée par les industriels pour leurs conditions de coupe (26750

mm).

Pour des avances plus faibles, cette durée de vie de 26750 mm est dépassée ([V. =
65m-min ' et f = 0.07mm-dt ' |, [V, = 65m-min et f = 0.11mm-dt '] et [V,
= 40m-min ! et f = 0.07mm-dt '|). A avance équivalente de 0.07mm -dt ', une

I par rapport a la

durée de vie inférieure est obtenue pour la vitesse de 40m - min
vitesse de 65m - min '. Ceci rejoint les résultats de 1'étude de 'espace de fonctionne-
ment des vitesses de coupe : I'adoucissement thermique du matériau augmente avec la
vitesse de coupe |[Poulachon et al., 2001|. De ce fait, la plastification de la zone inden-
tée par la préparation d’aréte est moins importante pour des vitesses de coupe élevées
[Ginting and Nouari, 2009]. Ainsi, I’étendue de la zone du retour élastique est plus faible

[Rubenstein, 1990| et I'usure en dépouille moins élevée.

Enfin, la durée de vie maximale est obtenue pour les conditions de coupe suivantes :
[V. = 65m-min *et f = 0.11mm -dt !|. Le choix de conditions de coupe appartenant a

I’espace de fonctionnement garantit donc dans ’ensemble une bonne durée de vie de I'outil
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et limite 'apparition d’usures catastrophiques. Le paramétre ayant le plus d’impact sur
la réduction de la durée de vie (et donc la croissance de 'usure en dépouille) est Pavance.
Les efforts de coupe générés par les hautes valeurs d’avance de 'espace de fonctionnement
entrainent une croissance de I'usure en dépouille plus rapide diie & une plastification plus

importante de la surface usinée et donc un retour élastique plus élevé.

2.3.1.3 Gains potentiels en productivité

Ainsi, en se fixant comme critére qu’a la condition de coupe choisie, la durée de vie de
I'outil doit excéder celle obtenue pour les conditions de coupe employées par l'indus-
triel, un jeu de conditions avantageux pour I'industriel serait : V, = 65m - min ! et f —
0.11mm - dt *. Ces conditions de coupe permettent une augmentation de 104% du débit

copeau par rapport aux conditions initiales.

2.3.2 Usinage avec la fraise a plaquettes - TA6V «f traité transus

B

2.3.2.1 Caractérisation de ’usure de 1’outil

Pour la caractérisation du couple outil matiére : fraise & plaquettes, TA6V af traité
transus (3, des épaulements aux conditions de coupe présentées dans le tableau tab. 2.10
ont été effectués. Le choix des conditions de coupe est directement issu des observations
faites lors des essais suivant la méthodologie du COM. Ainsi, la vitesse de coupe choisie est
la vitesse dite optimale tandis que ’avance prise est celle la plus élevée comprise dans le
domaine h,,;, - hmae, avance pour laquelle la pression spécifique de coupe était minimale.

Enfin, une seule plaquette est montée sur l'outil afin d’en simplifier 'analyse.

| Ve(m-min Y [ f (mm-dt ) [ Ac (mm) [ A, (mm) |
| 70 | 0.25 | 20 | 5 |

TABLE 2.10 — Conditions de coupe pour 'analyse des modes d’usure de la fraise a pla-
quettes

Comme précédemment ’analyse du mode d’usure de la fraise a plaquettes porte également

sur I’évolution des efforts de coupe et 'observation des usures sur la face de coupe et la face
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2.3. Analyse des modes d’usure des outils coupants

en dépouille. La phase de rodage constatée lors de ’étude de I'outil en carbure monobloc

n’est pas observable pour la fraise a plaquettes en termes d’efforts de coupe (fig. 2.3.9).

Evolution des efforts de coupe en fonction de la distance
usinée
3000
e . 3
o b g g
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FIGURE 2.3.9 — Efforts F,, F, et F, en fonction de la distance usinée - caractérisation de
I'usure de la fraise a plaquettes

FIGURE 2.3.10 — Evolution de I'usure en dépouille - caractérisation de I'usure de la fraise
a plaquettes au niveau de la profondeur de passe
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Une évolution linéaire et croissante de la composante radiale des efforts peut étre observée
de 0 & 650 mm usinés, cette phase correspond a la phase d’usure normale, caractérisée

par un mode d’usure qui est celui de 1'usure en dépouille (fig. 2.3.10).

La diminution du rapport £</F, indique une modification de la géométrie de coupe allant
vers une baisse de ’acuité d’aréte. L’acuité d’aréte étant plus grossiére, I'indentation de la
matiére est plus importante et les efforts F, gagnent en intensité par rapport aux efforts
F. (fig. 2.3.11).

Evolution du rapport Fc/Fr en fonction de la distance
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FIGURE 2.3.11 — Rapport ¥¢/F. en fonction de la distance usinée - caractérisation de 'usure
de la fraise a plaquettes

Le premier écaillage commence & apparaitre a partir de 650 mm. Sa hauteur, établie entre
l'aréte de coupe et Pextrémité de 1'écaillage (fig. 2.3.12) est de 0,53 mm. Cet écaillage
provoque une modification déja significative de la géométrie de I’aréte de coupe. Sur la face
de dépouille, un effondrement d’aréte provoqué par I’écaillage en face de coupe apparait. A
720 mm, un deuxiéme écaillage, plus important vient recouvrir le précédent. La géométrie
de l'aréte de coupe est alors fortement modifiée. L’apparition de ces écaillages est visible
sur les courbes d’efforts, elle précéde systématiquement un pic d’efforts (fig. 2.3.9). Aprés
chaque écaillage, le rapport £¢/F,. augmente avant de diminuer & nouveau. Cette progression
particuliére laisse penser que la formation de I’écaille rend temporairement ’acuité d’aréte
plus fine, I’écaille venant tronquer en partie la préparation d’aréte chanfreinée. I.’aréte

étant fragilisée, elle se casse par la suite et le rapport I</r. diminue a nouveau.

Ainsi des écaillages successifs apparaissent pour des distances usinées de 720 mm, 844

mm et 968 mm. Chacun de ces écaillages génere un effondrement d’aréte de plus en plus
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2.3. Analyse des modes d’usure des outils coupants

important visible sur la face en dépouille de la plaquette (fig. 2.3.10). L’effondrement
d’aréte ayant débuté deés le premier écaillage, ’outil est considéré en fin de vie pour la

distance de 650 mm.

hauteur
d'écaillage B

FIGURE 2.3.12 — Croissance des écaillages - caractérisation de I'usure de la fraise & pla-
quettes

L’usure par écaillage de la face de coupe peut étre mise en relation avec le choc de
Ientrée de la plaquette dans la matiére. Ceci est observable sur les courbes représentant
les efforts de coupe, en fonction de la position angulaire (fig. 2.3.13). En effet, sur ce
signal des oscillations d’efforts, pouvant étre caractéristiques de 'amortissement du choc,

sont constatées lors de I'entrée de la plaquette dans la matiére.

Afin de confirmer cette hypothése, 'entrée de la plaquette dans la matiére a été modélisée a
'aide du logiciel CATTA (fig. 2.3.14). Le point d’entrée se situe dans la moitié supérieure
du rayon de tore de la plaquette (vers le corps d’outil). Le contact s’étend ensuite sur
laréte, de chaque coté de ce point, atteignant d’abord le point situé a 'altitude de la
profondeur de passe (A, = 5 mm) avant de se terminer sur la limite inférieure du rayon

de tore (vers la surface usinée). Les zones de contact sont modélisées en rouge sur la figure
fig. 2.3.14.
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Efforts de coupe en fonction de la position angulaire
Ve 70 £0.025 Ap 5 A: 20

3000

m('hcc d'entrée
2500 1

Fc

—Ft

50 100 150 200 250

-500
Position angulaire (deg)

FIGURE 2.3.13 — Efforts F. et F, en fonction de la position angulaire - choc d’entrée de
la dent dans la matiére

FIGURE 2.3.14 — Progression de ’entrée de la plaquette dans la matiére - ordre chronolo-
gique de (a) a (c)

74



2.3. Analyse des modes d’usure des outils coupants

Une visualisation de I'intersection entre la matiére et I’aréte a la position angulaire d’entrée
de la plaquette dans la matiére, permet d’évaluer la hauteur du point de contact a 3,34
mm (fig. 2.3.15). Une observation de la position du centre de la premiére écaille sur la
plaquette usée, montre que écaillage s’initie & une hauteur de 3,63 mm (fig. 2.3.15).
Cela vient donc confirmer I’hypothése d’une usure liée au choc subi par la plaquette lors

de son entrée dans la matiére.

FIGURE 2.3.15 — Hauteur du point d’entrée de la plaquette dans la matiére

La caractérisation de l'usure de l'outil pour ce couple outil matiére peut donc reposer
efficacement sur 'observation des efforts de coupe comme sur le repérage d’écaillages sur
la face de coupe de la plaquette. Comme pour le cas de la fraise en carbure monobloc, la

surveillance de I'usure de T'outil par le biais des données d’effort est suffisante.

2.3.2.2 Influence des paramétres de coupe sur les mécanismes d’usure de la

fraise a plaquettes

Différents essais d’usure a des conditions de coupe appartenant a I'espace de fonction-
nement du couple outil matiére ont été effectués afin d’évaluer I'impact des paramétres
de coupe sur les mécanismes d’usure de l'outil. LL’ensemble des conditions choisies est

présenté dans le tableau tab. 2.11.

Les conditions prises pour les essais sont les mémes que pour ’essai de caractérisation de
I'usure de la plaquette. Il s’agit d’épaulements en avalant de largeur 20 mm. Les longueurs

d’usinage pour chaque passe sont en moyenne de 50 mm.
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

| N°essai |V, (m-min ') [ f (mm-dt ') | Ay(mm) |

1 70 0.15 5
2 70 0.27 5
3 110 0.15 5
4 110 0.27 5
d 70 0.25 d
6 90 0.27 ot
7 100 0.27 o}

TABLE 2.11 — Conditions de coupe étudiées pour les essais d’usure - cas de la fraise a
plaquettes

A la suite de ces essais, nous constatons que chacun des outils (associé a leurs conditions
de coupe respectives) présente le méme mécanisme d’usure, caractérisé par la génération
et la croissance d’écaillages le long de la face de coupe de l'outil. L’ensemble des images
des faces de coupe (aprés constatation de fin de vie de l'outil) pour chaque condition de
coupe est exposé figure fig. 2.3.16. La figure fig. 2.3.17 présente les efforts de coupe F.,

mesurés au fil des longueurs usinées, pour chaque condition des essais d’usure.

Les cercles rouges représentés sur les courbes d’efforts F. de la figure fig. 2.3.17 indiquent
la distance & partir de laquelle ’écaillage critique est survenu. Cet écaillage critique est
établi pour une hauteur d’écaillage h. supérieure & 0.53 mm (hauteur de I’écaillage critique
constatée pour la caractérisation de l'usure). Cette hauteur est la hauteur maximale entre
laréte de coupe et 'extrémité de ’écaillage. Pour faciliter la compréhension, elle est
représentée par un segment rouge sur chacune des images (sauf pour les cas ou 'aréte est
effondrée ou la plaquette cassée). La distance ainsi obtenue est celle utilisée pour définir

la durée de vie de 'outil.

Ces essais montrent que seul le jeu de conditions de coupe V, = 70m -min ! et f =
0.15mm - dt ! permet de dépasser la durée de vie de 221 mm de 1’outil dans les conditions
de coupe choisies par les industriels et utilisées pour I'essai de qualification. De ces essais,
est constaté que la vitesse de coupe a un impact limité, comparé a ’avance a la dent,
sur la durée de vie de 'outil. En effet les conditions de coupe V, = 70m -min ! et
f=027Tmm-dt ', V, =90m-min et f = 0.27mm-dt ! et V, = 100m - min ! et

f=0.27mm - dt ! présentent sensiblement les méme durées de vie.
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2.3. Analyse des modes d’usure des outils coupants

La vitesse de coupe semble jouer un role important dans la largeur des écaillages critiques
(augmentant avec cette derniére). L’augmentation de la température au niveau de la pla-
quette lorsque la fréquence des chocs augmente génére une fragilisation de cette derniére.
L’avance aura plus tendance & avoir une influence sur la distance usinée avant apparition
de cet écaillage critique (celle-ci diminue avec Pavance). L’accélération de I'usure lorsque
I’avance augmente est diie a la forte augmentation d’efforts que celle-ci provoque. De ce

fait, I'intensité du choc d’entrée de la plaquette dans la matiére est plus élevée.

h.=0.562 mm h,=1678 mm
@&

(a) V.=70m - min~! (b) V=90 m - min~"
f=0.27mm - dt~! f=0.27mm - dt—!

(c) V,=100m - min—! (d) V,=110m - min—!
f=0.27mm - dt—! f=0.27mm - dt—!

(e) V.=70m - min~(f) V.=110m - min—!
f=0.15mm - dt~! f=0.15mm - dt—!

FIGURE 2.3.16 — Evolution des usures et durée de vie des outils pour les conditions de
coupe réalisées - cas de la fraise a plaquettes
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

Efforts de coupe Fe pour les essais d'usure et pour chaque
condition de coupe

2500
__e—-'G"_—P_ g
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- == - Vo10010.27 Ap5
©

—=—\Wc110f0.15Ap5

Efforts {N)
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Distance usinée (mm)

FIGURE 2.3.17 — Efforts de coupe F,. en fonction de la distance usinée pour les essais
d’usure - cas de la fraise a plaquettes

2.3.2.3 Gains potentiels en productivité

Ainsi, en se fixant comme critére qu’a la condition de coupe choisie, la durée de vie de
Poutil doit excéder celle obtenue pour les conditions de coupe employées par 'indus-
triel, un jeu de conditions avantageux pour I'industriel serait : V, = 70m - min ! et f —
0.15mm - dt *. Ces conditions de coupe permettent une augmentation de 75% du débit

copeau par rapport aux conditions initiales.

2.3.3 Conclusion intermédiaire

Les essais d’usure ont montré deux mécanismes d’usure fondamentalement différents entre
les deux couples outil-matiére. Ainsi, la fraise en carbure monobloc subit une usure di-
rectement induite par I’écoulement du copeau sur ses faces de coupe et le frottement des
surfaces usinées sur les faces en dépouille. La vitesse de coupe a pour influence d’augmen-
ter la durée de vie de ’outil par I’adoucissement thermique de la matiére provoquant une
diminution de la profondeur plastifiée sous 'effet de 'indentation et donc une baisse du
retour élastique de la matiére et de 'usure en dépouille. L’avance produit une évolution
inverse par une augmentation des efforts de coupe et génére ainsi une indentation plus

importante de la matiére.

L’usure de la fraise a plaquettes est causée par les chocs lors de la pénétration de la
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2.4. Morphologie des copeaux - essais de tournage

plaquette dans la matiére, conduisant a l'écaillage de la face de coupe. La vitesse de
coupe a pour effet d’augmenter la fréquence de ces chocs et de fragiliser la plaquette par
production de chaleur. L’avance controle 'intensité du choc : une augmentation de cette

derniére produit une augmentation des efforts de coupe.

Pour les deux outils, il a été possible de déterminer un jeu de conditions de coupe permet-
tant a la fois un gain en débit copeau et un dépassement de la durée de vie des outils pour
les conditions de coupe utilisées par les industriels. Ainsi, les conditions V, = 65m - min !
et f = 0.11mm -dt ! pour la fraise en carbure monobloc permettent une augmentation
de 104% du débit copeau et les conditions V, = 70m -min ' et f = 0.15mm-dt ! un

gain de 75% du débit copeau.

2.4 Morphologie des copeaux - essais de tournage

Les essais de fraisage pour les deux couples outil matiére ont permis de voir l'influence des
conditions de coupe sur les efforts de coupe et donc de définir un espace de fonctionnement
stable et acceptable pour les deux outils associés a leur matériaux respectifs. Cet espace
de fonctionnement a également été exploré sur la base d’un autre critére d’usinabilité
reposant sur les mecanismes d’usures des outils et leur durée de vie dans ces espaces de
fonctionnement. Ainsi des comportements distincts entre les deux couples outil matiére
ont pu étre mis en évidence. Ces différences de comportement sont a imputer a la fois
a la différence des matériaux usinés (effet sensible sur la valeur des efforts de coupe F.)
comme celle des géométries d’outil (effet sur les efforts radiaux et axiaux, ainsi que sur les
mécanismes d’usure). Afin de déterminer de fagon plus précise 1'usinabilité de ces deux
matériaux, des essais de tournage ont ét¢ menés sur ces derniers avec un outil identique.
Les plaquettes de tournage utilisée sont des plaquettes CCMX 12 04 08 revétues TiN
et possédant un angle de coupe de 20° et une préparation d’aréte chanfreinée de largeur
0.02 mm. Cette plaquette est choisie car elle posséde un angle de coupe standard pour les
outils usinant le titane et une faible préparation d’aréte (réduisant ainsi les phénomeénes
liés & l'indentation). Pour ces essais, une configuration de coupe orthogonale est choisie.
Ces essais sont réalisés sans lubrification. Les conditions de coupe choisies respectent les
espaces de fonctionnement définis précédemment pour les divers couples outil-matiére
(tab. 2.12). Pour chaque condition de coupe explorée, les efforts de coupe ont été relevés
a 'aide d’une platine de mesure d’efforts Kistler 9129A et les copeaux ont été observés a
I’aide d’un microscope optique. Les copeaux ont été au préalable enrobés, polis puis ont

subit une attaque Kroll afin de réveler leur microstructure.
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

| N°essai [ V. (m-min ') [ f (mm-tr 1) |

1 40 0.07
2 20 0.07
3 65 0.07
4 65 0.10
ot 65 0.13
6 65 0.16
7 65 0.19

TABLE 2.12 — Conditions de coupe pour ’étude de la morphologie des copeaux

Bien qu’ayant la méme composition chimique, les deux TAG6V étudiés présentent des
structures cristallographiques différentes. Ces différences résultent de 'ajout d’'une phase
de mise en solution dans le domaine ( entre la phase de forgeage et de revenu pour le
TAG6V traité transus . Ainsi, le TA6V af non traité transus beta présente une structure
équiaxe conséquence d'une trempe rapide dans le domaine o + (8 suivi d’un traitement
thermique permettant la recristallisation des lamelles o en nodules sphériques. Le TA6V
traité transus [, obtenu par trempe lente a partir du domaine 3, affiche, quant a lui,
une structure totalement lamellaire. Ainsi ce dernier posséde de nombreuses colonies o/
d’orientations diverses, composées de lamelles o séparées par de la phase [ résiduelle.
De ces différences de structure vont s’effectuer, & conditions de coupe identiques, des
mécanismes de cisaillement différents pour les deux matériaux. Ces deux structures sont

présentées figure fig. 2.4.1.

2.4.1 Cas de 'usinage du TA6V «f non traité transus [

Les efforts de coupe F,. et F, restent relativement constants lorsque la vitesse de coupe
augmente dans la plage de vitesses étudiées (fig. 2.4.2). Lorsque 'avance augmente, ’ef-
fort F,. évolue linéairement avec cette derniére, tandis que l'effort F, reste stable. Ces
évolutions sont en harmonie avec celles constatées pour le fraisage. Pour cet outil et ce
matériau, & une avance de 0.07mm - tr !, les efforts F). sont plus élevés que les efforts F,.
Pour ce matériau, I'indentation reste le phénoméne majeur lorsque ’avance est de 'ordre

de grandeur de la préparation d’aréte.

La connaissance des efforts de coupe et des angles de cisaillement ¢,, mesurés sur les
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2.4. Morphologie des copeaux - essais de tournage

Structure
[Combres and Champin, 1995]

(b)

équiaxe

FIGURE 2.4.1 — Microstructures des TA6V étudiés

micrographies des copeaux, permettent d’évaluer les efforts de cisaillement F§ dans la

zone primaire de cisaillement [Merchant, 1944].

Fy, = F,.-cos(ps) — F, - sin(yy)

(2.4.1)

Efforts de coupe en fonction de la vitesse de coupe
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(a) Influence de la vitesse de coupe

(b) Influence de ’avance

FIGURE 2.4.2 — Efforts de coupe en fonction de la vitesse de coupe et de ’avance - cas du

TA6V af non traité transus
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

2.4.1.1 Influence de la vitesse de coupe sur la morphologie du copeau

1
, le

Pour les deux premiéres vitesses de coupe explorées a4 une avance f = 0.07mm - tr
cisaillement primaire apparait majoritairement comme continu. En effet sur les figures
fig. 2.4.3, fig. 2.4.4, la totalité des phases sont cisaillées dans la méme direction et le
copeau ne segmente pas pour la vitesse de coupe la plus faible (légére discontinuité du

copeau).

(a) Zoom x5 (b) Zoom x10

FIGURE 2.4.3 — Morphologie du copeau pour V, — 40m - min !et f — 0.07mm - tr - cas
du TAG6V af non traité transus

L’effort de cisaillement F plus élevé (deux fois supérieur) pour la vitesse de coupe de
50m - min ! que pour 40m - min ! (tab. 2.13) intensifie le travail plastique (majoritaire-
ment converti en chaleur [Shi et al., 2002|) et génére un adoucissement thermique supé-
rieur qui peut étre a l'origine de la génération de quelques bandes de cisaillement adiaba-

tique et donc le début de la segmentation du copeau.

’ Ve(m min~1) ‘ f (mm tr—1) ‘ ps(deg) | tmaz (um) ‘ tmin (UM) | tmaz  tmin (pm) | eps (um) ‘ Fs (N) ‘

40 0.07 39 95 80 15 3.7 49
50 0.07 35 92 58 34 3.9 112
65 0.07 34 95 65 30 5.4 120

TABLE 2.13 — Evolution de de I’angle de cisaillement, de leffort de cisaillement, des
hauteurs maximales et minimales des copeaux et de la largeur de la bande de cisaillement
secondaire avec I'avance - cas du TA6V af non traité transus (3
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2.4. Morphologie des copeaux - essais de tournage

La matiére entre ces bandes de cisaillement est encore faiblement orientée dans le sens
du cisaillement. En effet, 'angle de cisaillement ne variant que trés peu entre ces deux
conditions (tab. 2.13), une augmentation significative des efforts de cisaillement conduit
donc & un production plus importante d’énergie (majoritairement convertie en chaleur)
dans la zone de cisaillement primaire. Pour une vitesse de coupe de 65m - min !, la légére
augmentation de leffort de cisaillement (tab. 2.13) est suffisante pour amener le cisaille-
ment & s’effectuer principalement par mécanisme de génération de bandes de cisaillement
adiabatique (I’angle de cisaillement n’ayant que trés peu varié) et la périodicité de ’ap-
parition de ces bandes diminue [Barry et al., 2001]|. Cependant, il est toujours possible de

voir quelques zones ot le cisaillement est encore continu (fig. 2.4.6).

(a) Zoom x5 (b) Zoom x10

FIGURE 2.4.4 — Morphologie du copeau pour V, = 50m - min !et f = 0.07mm - tr - cas
du TA6V af non traité transus

La hauteur maximale du copeau (mesurée entre la base du copeau et le plus haut seg-
ment) ne varie pratiquement pas pour toutes les vitesses de coupe (tab. 2.13). Cependant,
la hauteur minimale du copeau subit une forte diminution entre les vitesses de coupe

L et de 50m - min . Avec I'apparition des bandes de cisaillement adia-

de 40m - min
batique pour cette derniére vitesse, s’amorce la formation de segments dans le copeau
[Komanduri and Hou, 2000|. La hauteur minimale du copeau va alors dépendre a la fois
de la déformation du segment imposée par la fréquence des mécanismes de formation de
bandes de cisaillement adiabatique et également de I'intensité de la fissuration du segment
généré par la compression de la surface non usinée [Su and Liu, 2013|. Ainsi entre un co-
peau quasi continu et un copeau qui se segmente, la hauteur minimale diminue. Entre
deux copeaux segmentés, celle-ci va augmenter lorsque la périodicité de segmentation est
plus faible (si les mécanismes de a l'origine de la fissuration sont identiques, c.a.d. dans

notre cas, des efforts F, et F, variant trés peu). La figure fig. 2.4.5 présente le phénoméne
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en question. Le point A, initialement situé & I'intersection entre le copeau et la matiére
non coupée (a) va se déplacer lorsque 1'outil avance et que le copeau se segmente : (b) et
(c). Quand la périodicité de la segmentation du copeau diminue (c), la hauteur minimale
du copeau t,,;,3 est supérieure a la hauteur de copeau t,,;,2 obtenue pour une périodicité
plus grande (b). Ainsi, la hauteur minimale du copeau augmente pour une vitesse de
coupe de 65m - min ! (tab. 2.13).

| Copeau /'
,n'l continu

' x/ x/
."\\ At f /
o~
i r -
/ \j. outil
i |'l oy ’/
/ _—
Piece \\\ / T
oL
o O
«——— Déplacement de l'outil «—— Déplacement de l'outil
(b) Fréquence de segmentation faible (c) Fréquence de segmentation élevée

FIGURE 2.4.5 — Influence de la périodicité de la segmentation du copeau sur sa hauteur
minimale

Enfin, concernant le cisaillement de la zone secondaire, celui-ci est de plus en plus im-
portant a mesure que la vitesse de coupe augmente, en effet ’épaisseur de la bande de
cisaillement secondaire e,s augmente avec la vitesse de coupe (tab. 2.13). L’augmentation
de la vitesse de glissement du copeau avec la vitesse de coupe génére un gradient de vitesse
plus intense dans le copeau qui passe d’une vitesse nulle & son interface avec 'outil (zone
plastifiée) a la vitesse de glissement du copeau dans ’épaisseur du copeau (a l'interface
de la zone solide) [Laheurte, 2004|. L’épaisseur du copeau affectée par ce gradient de vi-
tesse augmente avec la vitesse de glissement et correspond a I’épaisseur de la bande de

cisaillement secondaire.
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(a) Zoom x5 (b) Zoom x10

FIGURE 2.4.6 — Morphologie du copeau pour V, = 65m - min et f = 0.07mm - tr - cas
du TA6V af non traité transus

2.4.1.2 Influence de ’avance

(a) Zoom x5 (b) Zoom x10

FIGURE 2.4.7 — Morphologie du copeau pour V, = 65m - min !et f = 0.10mm - tr - cas
du TA6V af non traité transus

A partir d’'une avance de 0.10mm - tr !, le cisaillement continu disparait pour laisser

place & un cisaillement qui s’effectue uniquement par bandes de cisaillement adiabatique
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[Barry et al., 2001]. Le copeau est ainsi entiérement festonné mais de maniére encore

irréguliére et ce jusqu’a une avance de 0.13mm - tr  (fig. 2.4.7 et fig. 2.4.8).

(a) Zoom x5 (b) Zoom x10

FIGURE 2.4.8 — Morphologie du copeau pour V, = 65m - min !et f = 0.13mm - tr - cas
du TA6V af non traité transus

Pour les avances de 0.16 mm - tr ! et 0.19mm - tr !, ce cisaillement et donc la segmenta-
tion du copeau s’effectuent de fagon réguliére et stable (fig. 2.4.9 et fig. 2.4.10). L’angle
de cisaillement restant relativement stable lorsque ’avance augmente et les efforts de ci-
saillement augmentant avec cette derniére, I’énergie dissipée en chaleur devient donc plus
importante (tab. 2.14).

Ve(m min~1) ‘ f (mm tr—1) ‘ s (deg) ‘ tmaz (M) | tmin (BM) | tmaz  tmin (pm) | eps (nm) ‘ Fs (N) ‘

65 0.07 34 95 65 30 5.4 120
65 0.10 31 145 83 62 7 342
65 0.13 31 227 137 90 8.2 491
65 0.16 32 247 84 163 8.4 568
65 0.19 32 263 107 156 9.2 682

TABLE 2.14 — Evolution de de 'angle de cisaillement, de l'effort de cisaillement, des
hauteurs maximales et minimales des copeaux et de la largeur de la bande de cisaillement
secondaire avec I'avance - cas du TA6V «f non traité transus

De ce fait, 'adoucissement thermique est donc plus élevé et la génération de bandes de
cisaillement plus stable. De méme, dés une avance de 0.13mm - tr !, des fissurations au

niveau des bandes de cisaillement adiabatique apparaissent. La profondeur de ces derniéres
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2.4. Morphologie des copeaux - essais de tournage

augmente de maniére quasiment linéaire avec ’avance pour venir se stabiliser entre les
avances de 0.16 mm - tr ' et 0.19mm - tr !. Leur mesure est faite par la différence entre la

hauteur maximale ¢,,,, du coupeau et la hauteur minimale t,,;, de ce dernier (tab. 2.14).

Cette fissuration intervient lorsque la contrainte a la rupture au cisaillement est dépassée
dans les bandes et, est donc directement liée avec ’évolution croissante des efforts de

cisaillement avec 'avance.

(a) Zoom x5 (b) Zoom x10

FIGURE 2.4.9 — Morphologie du copeau pour V, = 65m - min !et f = 0.16 mm - tr - cas
du TA6V af non traité transus

Enfin, I’épaisseur de la bande de cisaillement secondaire évolue également de maniére
quasiment linéaire avec 'avance (tab. 2.14). L'effort de coupe augmente avec 'avance, la
contrainte normale exercée sur la face de coupe dans la zone de contact est donc plus élevée
et affecte plus profondément 1’épaisseur du copeau (en partant de I'interface). Le gradient
de vitesse en est modifié avec un passage de la vitesse nulle & la vitesse de glissement plus
tardif dans I’épaisseur du copeau. Ainsi, I’épaisseur de la bande de cisaillement secondaire

est plus importante.

L’évolution de la largeur de la bande de cisaillement adiabatique primaire n’a pas été
étudiée car son épaisseur trés fine, pour toutes les conditions de coupe exceptée pour

I’avance maximale, ne permet pas une mesure précise de cette derniére.
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

(a) Zoom x5 (b) Zoom x10

FIGURE 2.4.10 — Morphologie du copeau pour V, = 65m -min ' et f = 0.19mm - tr -

cas du TA6V af non traité transus

2.4.2 Cas de 'usinage du TA6V «af traité transus

L’évolution des efforts de coupe suit la méme tendance que pour le TAGV o3 non traité
transus [ (fig. 2.4.11). En effet, comme précédemment, les efforts de coupe restent rela-
tivement stables lorsque la vitesse de coupe évolue dans la plage de valeur étudiée et les
efforts F,. augmentent linéairement avec I'avance tandis que les efforts F,. n’évoluent que
trés peu. Cependant, cette fois-ci les efforts F). sont toujours inférieurs aux efforts F,.. Ce
titane ayant une densité de phase [ plus importante que pour la structure bimodale et
la phase [ étant plus dure que la phase o [Combres and Champin, 1995|, la plastification
de la surface usinée est moindre et l'effet d’indentation est moins significatif pour ces

usinages.
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2.4. Morphologie des copeaux - essais de tournage
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FIGURE 2.4.11 — Efforts de coupe en fonction de la vitesse de coupe et de 'avance - cas

du TA6V af non traité transus

Concernant les mécanismes de cisaillement régissant la formation du copeau, plusieurs

phénoménes sont a observer. En effet, le matériau étant principalement composé de co-

lonies lamellaires o/ pouvant adopter de nombreuses orientations différentes, le cisaille-

ment sera entiérement conditionné par ces orientations de colonies. La figure fig. 2.4.12

présente la variété de cisaillements observables au sein d’un méme copeau.

FIGURE 2.4.12 — Mécanismes de cisaillement diverses au sein du copeau - cas du TAGV

af traité transus [
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Usinabilité de I'alliage de titane TAG6V

Quatre configurations majeures peuvent étre distinguées :

90

La configuration 1 (fig. 2.4.13) montre que, méme a de faibles vitesses de coupe
ou avance ('image étant tirée d’une micrographie de copeau effectuée a la condition
V. =40m- -min ' et f = 0.07mm - tr !), Papparition de fissures sur une bande de
cisaillement adiabatique est possible. De ce fait, si celle-ci peut entiérement étre diie
a des efforts de cisaillement élevés, comme il a été constaté précédemment, elle peut
aussi étre provoquée par l'accumulation de contrainte au niveau de l'interface entre
deux colonies lamellaires fortement désorientée entre elles (cercle rouge sr la figure fig.
2.4.13). Cette accumulation est induite par le fait que les dislocations se transmettent
difficilement entre deux colonies désorientées, a cause de la différence d’orientation trop
importante de leurs vecteurs de Burgers |Castany, 2007], et viennent donc s’amasser

sur ces frontiéres.

La configuration 2 (fig. 2.4.14) expose le fait que les bandes de cisaillement adiaba-
tique apparaitront de maniére privilégiée lorsque la colonie lamellaire est transverse a
la direction de cisaillement. Si les interfaces /3 ne sont pas un frein en soi a la propa-
gation des dislocations, un gradient de contraintes existe entre les différentes lamelles
£ allant vers une augmentation de la contrainte lorsque 'on se rapproche de I'interface.
Alinsi, la déformation nécessaire pour cisailler les interfaces est plus importante que celle
nécessaire au cisaillement des lamelles o comprises entre ces interfaces. La largeur de
ces bandes de cisaillement adiabatique ne sera pas étudiée car elle dépend fortement de

l'orientation de la colonie.



2.4. Morphologie des copeaux - essais de tournage

F1GURE 2.4.14 — Configuration 2

— La configuration 3 (fig. 2.4.15) indique que les colonies relativement colinéaires a la
direction du cisaillement principal (celui de la zone de cisaillement primaire) peuvent
étre cisaillées de maniére transverse. Ce cisaillement est imposé par le mouvement entre
les diverses colonies ’encadrant. Ainsi sur la figure fig. 2.4.15, il est possible d’observer
deux directions de cisaillement, une colinéaire au joint de grain supérieur a la colonie (en
noir) et une colinéaire a I'interface entre la colonie observée et la bande de cisaillement
secondaire (pointillés bleus). Il est & noter, que pour la suite, la valeur de la largeur de
la bande de cisaillement secondaire ne peut étre évaluée, celle-ci variant énormément
au sein d’un méme copeau, dépendant de 'orientation initiale de la colonie subissant

ce cisaillement.

FI1GURE 2.4.15 — Configuration 3

— Enfin, la configuration 4 (fig. 2.4.16) indique qu’un cisaillement continu des colonies

s’effectue proche des bords libres du copeau, celui-ci suivant le mouvement imposé entre
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

cette extrémité et l'interface de colonie la plus proche. Ainsi, sous cet effet, des bandes

de cisaillement adiabatique apparaissent également sur les bords libres du copeau.

FI1GURE 2.4.16 — Configuration 4

2.4.2.1 Influence de la vitesse de coupe

Pour une vitesse de coupe de 40m - min !, seules quelques bandes de cisaillement adia-
batique de faible épaisseur apparaissent et ce uniquement dans des épaisseurs de copeau
oll les colonies lamellaires sont orientées transversalement au cisaillement primaire. Dans
le reste du copeau, le cisaillement est continu excepté pour les nodules a de structure
proche de ceux observés pour 'autre titane qui ne subissent pas de déformation majeure.
Il en résulte un copeau disparate présentant des épaisseurs homogenes dans les zones de
cisaillement continu et une segmentation dans les zones de cisaillement adiabatique (fig.
2.4.17)

Pour une vitesse de coupe de 50m - min !, des bandes de cisaillement adiabatique plus
larges que précédemment apparaissent, elles sont en partie liées & une augmentation des
efforts de cisaillement (tab. 2.15) et une orientation légérement différente des colonies

transverses au cisaillement (fig. 2.4.18a).

’ Ve (m min—1) ‘ f (mm tr—1) ‘ s (deg) ‘ tmax (pm) ‘ tmin (pm) ‘ tmaz  tmin (Mm) ‘ Fs (N) ‘

40 0.07 33 97 46 51 400
50 0.07 32 109 50 59 385
65 0.07 30 99 40 59 400

TABLE 2.15 — Evolution de I'angle de cisaillement, de I'effort de cisaillement et des hau-
teurs maximales et minimales des copeaux - cas du TA6V «f traité transus [
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2.4. Morphologie des copeaux - essais de tournage

Bandesde
cisaillemant

(a) Bandes de cisaillement (b) Copeau continu

FIGURE 2.4.17 — Morphologie du copeau pour V, = 40m -min ' et f = 0.07mm - tr -
cas du TA6V af traité transus [

Nous constatons également que ces bandes de cisaillement, plus fines apparaissent lorsque
qu’une colonie transverse est entourée de colonies sensiblement colinéaires au cisaillement.
Ces colonies transverses imposent des mécanismes de cisaillement adiabatique sur l’en-
semble de I'épaisseur et donc une segmentation du copeau. Cette segmentation s’accom-
pagne de fissuration de la bande de cisaillement du fait de la concentration de contrainte

accumulée aux interfaces des colonies (fig. 2.4.18b).

Bandesde \ ¢ .
cisaillement Filg Shb A Colanie
3 = transverse

(a) Bandes de cisaillement épaisses (b) Bandes de cisaillement fines

FIGURE 2.4.18 — Bandes de cisaillement pour V, = 50m -min ! et f = 0.07mm - tr !-
cas du TA6V af traité transus [
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

Lorsqu’une colonie colinéaire au cisaillement occupe toute I’épaisseur du copeau, le cisaille-
ment adiabatique et la segmentation du copeau n’apparaissent toujours pas. Il en résulte
un copeau adoptant une morphologie similaire a la condition de coupe précédente avec

cependant une segmentation plus prononcée accompagnée de fissurations (fig. 2.4.19).

.
B

FIGURE 2.4.19 — Copeau continu pour V, — 50m -min ! et f — 0.07mm - tr !- cas du
TAG6V «af traité transus 3

Bandesde
cisaillement
Bandesde
cisaillement
-
. =
""-G;
k e
Colonie défavorablement
orientee 24 ym
(a) Bandes de cisaillement (b) Colonie transversale

FIGURE 2.4.20 — Morphologie du copeau pour V, = 65m -min ' et f = 0.07mm - tr -
cas du TA6V af traité transus
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2.4. Morphologie des copeaux - essais de tournage

Pour une vitesse de coupe de 65m - min !, les mécanismes de cisaillement restent trés
similaires & ceux d’une vitesse de coupe de 50m - min !, si ce n’est que les bandes de ci-
saillement adiabatique sont plus fines malgré une augmentation des efforts de cisaillement
(tab. 2.15). Contrairement aux précédentes conditions de coupe, les bandes de cisaillement
adiabatique apparaissent méme lorsque la colonie transversale au cisaillement les initiant

n’est pas en prédominance dans I’épaisseur du copeau (fig. 2.4.20).

Il n’y a que peu d’évolution de I'angle de cisaillement et des hauteurs minimales et maxi-

males des copeaux pour cette plage de variation de la vitesse de coupe (tab. 2.15).

2.4.2.2 Influence de ’avance

Du fait de Paugmentation de I'avance de 0.07mm - tr 14 0.10mm - tr !, ’épaisseur coupée
devient de 'ordre de la taille moyenne des colonies lamellaires dans ce matériau. La
probabilité de devoir cisailler plusieurs colonies sur une méme épaisseur augmente donc.
Le copeau présenté fig. 2.4.21a traduit bien la complexité des mécanismes de cisaillement
pouvant se manifester dans ce matériau. En effet, sur I’échantillon sélectionné, le peu
de colonies favorablement orientées pour I'apparition de bandes de cisaillement (colonies
transverses au cisaillement), la présence importante de nodules « et de colonies lamellaires
colinéaires au cisaillement entrainent la formation d’un copeau irréguliérement segmenté
avec de fortes concentrations de contraintes et donc des fissurations et des profils segmentés
imposés par la taille des nodules. Ici, les efforts de cisaillement ne sont pas encore suffisants

pour conduire a la formation de bandes de cisaillement réguliéres dans le copeau.

Néanmoins 'observation des segments majoritairement constitués de colonies transverses
montrent une augmentation de la profondeur des fissures le long des bandes de cisaille-
ments adiabatique (tab. 2.16 et fig. 2.4.21Db).

‘ Ve (m min—1) ‘ f (mm tr—1) ‘ ps(deg) ‘ tmax (pm) ‘ tmin (M) | tmaz  tmin (m) ‘ Fs (N) ‘

65 0.07 30 99 40 59 400
65 0.10 22 82 15 67 640
65 0.13 28 134 47 87 704
65 0.16 30 219 35 184 770
65 0.19 20 208 16 192 1100

TABLE 2.16 — Evolution de I’angle de cisaillement, de 'effort de cisaillement et des hau-
teurs maximales et minimales des copeaux - cas du TA6V «f traité transus (8
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

Fissuration
prononceée

(a) Nodule « (b) Fissuration

FIGURE 2.4.21 — Morphologie du copeau pour V, = 65m -min ' et f — 0.10mm - tr !-
cas du TA6V af traité transus [

1

L’avance de 0.13mm - tr * marque l'apparition de bandes de cisaillement adiabatique

méme dans les colonies défavorablement orientées (fig. 2.4.22).

La hauteur de fissuration se fait toujours plus importante du fait de 'augmentation des
efforts de cisaillement et de la présence de nombreuses colonies défavorablement orientées
entre elles sur une méme épaisseur (a cause de I'augmentation de ’épaisseur coupée).
La présence d’un nodule « de taille imposante entraine une réduction de la largeur de la
bande de cisaillement et donc de la segmentation dans la colonie transverse au cisaillement,
située sur sa surface supérieure (fig. 2.4.23). Le copeau obtenu dans sa globalité présente

une segmentation plus réguliére.
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2.4. Morphologie des copeaux - essais de tournage

Bandas da
cisaillermeant

FIGURE 2.4.22 — Bandes de cisaillement pour V, = 65m-min ! et f = 0.13mm - tr !-
cas du TA6V af traité transus

Bandesde
cisaillement

FIGURE 2.4.23 — Influence des nodules o pour V, = 65m - min 'et f = 0.13mm - tr !-
cas du TAGV «af traité transus 3
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

Pour une avance de 0.16 mm - tr !, augmentation des efforts de cisaillement apporte
une régularité dans la formation des bandes de cisaillement adiabatique et donc dans la
segmentation du copeau (fig. 2.4.24). La fissuration des segments se fait toujours plus
importante & cause de cette augmentation d’efforts et de la présence croissante d’interfaces

entre colonies sur une méme épaisseur coupée (tab. 2.16).

FIGURE 2.4.24 — Morphologie du copeau pour V, = 65m-min ' et f = 0.16 mm - tr I-
cas du TAGV «af traité transus

1 est relativement similaire a celui

Le copeau obtenu pour une avance de 0.19mm - tr
obtenu pour une avance de 0.16 mm - tr ! dans sa morphologie (fig. 2.4.25). Comme
précédemment 'apparition de bandes de cisaillement adiabatique et la segmentation du
copeau sont réguliéres. Nous arrivons a une phase de stabilisation du processus de cisaille-
ment qui se traduit également par une stabilisation de la hauteur de fissure, n’ayant varié
que trés peu entre les deux conditions d’avance, malgré une augmentation des efforts de

cisaillement (tab. 2.16).

Enfin, concernant 1’évolution de I'angle de cisaillement en fonction de 1'avance, celle-
ci reste chaotique du fait de la variété possible d’empilements de colonies lamellaires

fortement désorientées entre elles (tab. 2.16).
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2.4. Morphologie des copeaux - essais de tournage

FIGURE 2.4.25 — Morphologie du copeau pour V, = 65m-min ' et f = 0.19mm - tr I-
cas du TA6V af traité transus [

2.4.3 Conclusion intermédiaire

Les différences de structure entre les deux matériaux étudiés entrainent des mécanismes
de cisaillement trés différents. Ainsi le TA6V af non traité transus [, possédant une
structure équiaxe, est caractérisé par un cisaillement continu allant vers un cisaillement
par bandes de cisaillement adiabatique & mesure que la vitesse de coupe augmente. Une
augmentation de I'avance aura pour influence d’amener une segmentation plus réguliére
du copeau avec une fissuration plus importante des segments par simple augmentation
des efforts de cisaillement. Le TAGV «f traité transus (3, quant & lui, présente dés les
plus faibles vitesses de coupe, une segmentation du copeau du fait de 'orientation de ses
colonies lamellaires qui, lorsqu’elles sont transverses au cisaillement générent des bandes
de cisaillement adiabatique. Les multiples orientations de ces colonies entrainent une irré-
gularité du copeau et de sa segmentation et une fissuration précoce des segments a cause
de la présence de concentrations de contraintes aux interfaces entre colonies. Le cisaille-
ment adiabatique et la fissuration ne deviennent réguliers que lorsque I'avance et donc les
efforts de cisaillement sont suffisamment élevés pour les générer en dépit de 'orientation
des colonies. Ces différences de comportement vont avoir un impact sur les longueurs de
contact outil-copeau et les mécanismes d’usure des outils coupants en général, du fait de
la présence plus ou moins stable de la segmentation du copeau. Cet aspect fait ’objet du

chapitre suivant.
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2. Usinabilité de l'alliage de titane TAG6V

2.5 Conclusion

L’étude des espaces de fonctionnement des conditions de coupe stables et acceptables des
deux outils; la fraise en carbure monobloc et la fraise a plaquettes, dans leur matiére
respective, un TA6V af non traité transus 3 et un TA6V af traité transus § a permis de
constater deux comportements distincts principalement diis aux caractéristiques géomé-
triques des outils. La préparation d’aréte chanfreinée de la fraise a plaquettes génére des
efforts de coupe élevés par effet d’indentation qui prennent d’autant plus d’importance au
niveau des efforts radiaux. La fraise en carbure monobloc, possédant une acuité d’aréte
plus fine, montre un comportement classique de I'usinage des alliages de titane avec une

forte dépendance des efforts de coupe a I’épaisseur de coupe.

Egalement, les deux outils sont soumis a des mécanismes d’usure différents. L'usure de
la fraise en carbure est caractérisée par ’abrasion. Le frottement du copeau sur la face
de coupe de I'outil génére des arrachements de matiére qui viennent altérer la géométrie
d’aréte de 'outil. Sous cette modification, des phénoménes d’indentation plus importants
apparaissent, entrainant un retour élastique de la matiére en dépouille et 'initiation d’une
usure en dépouille plus forte. Ensuite, I'usure de I'outil se fait principalement par ce mode
de dégradation. L’usure de la fraise a plaquettes est causée par les chocs d’entrée de la

plaquette dans la matiére, conduisant a un écaillage de la face de coupe.

Les essais d’usure pour diverses conditions de coupe appartenant aux espaces de fonc-
tionnement respectifs des couples outil-matiére ont permis de déterminer les conditions
de coupe menant & un gain en débit copeau et en durée de vie des outils par rapport aux
conditions de coupe utilisées par les industriels. Ainsi, les conditions V, — 65m - min ! et
f = 0.11mm -dt ! pour la fraise en carbure monobloc permettent une augmentation de
104% du débit copeau et les conditions V, = 70m -min et f = 0.15mm - dt * pour la

fraise a plaquettes conduisent & un gain de 75% du débit copeau.

Enfin, les essais de tournage portés pour les deux matériaux, a conditions de coupe et ou-
til identiques, ont permis de déceler d’importantes différences de morphologie de copeau.
Le TAGV «f non traité transus 5 (structure équiaxe) est caractérisé par un cisaillement
primaire continu qui tend vers un cisaillement par bandes de cisaillement adiabatique
lorsque la vitesse de coupe augmente. Cependant, la génération de bandes de cisaillement
adiabatique et leur fréquence d’apparition semblent plus régies par I'avance. Le TA6V
af3 traité transus [ (structure lamellaire) présente des bandes de cisaillement adiabatique
méme pour des vitesses de coupe faibles. Ce cisaillement intervient de facon privilégiée
dans les colonies lamellaires transverses au cisaillement. Les successions d’orientations

multiples des colonies lamellaires au sein du matériau entrainent une segmentation dis-
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continue et des fissurations par concentration de contraintes aux interfaces des colonies.

La segmentation devient plus réguliére lorsque ’avance augmente.

Les différences de comportement de ces deux matériaux aura une influence non négligeable
sur la nature du contact existant entre le copeau et la face de coupe. En effet, le cisaille-
ment généré en zone de cisaillement secondaire est régulier et s’intensifie avec la vitesse
de coupe et I’avance pour le TAGV o3 non traité transus [, tandis que pour leTAGV af
traité transus [, il est irrégulier et dépend fortement de I'orientation initiale des colonies
lamellaires a cette interface. Les différences d’écoulement du copeau entre ces deux ma-
tériaux vont générer des longueurs de contact outil-copeau et des usures différentes des

faces de coupe. Cet aspect fait I’'objet du chapitre suivant.
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CHAPITRE 3

Influence des géométries d’outils et des
conditions de coupe sur I’écoulement du

copeau
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3. Ecoulement du copeau

3.1 Introduction

L’un des axes de maitrise de 'usinage de I’alliage de titane TA6Va/ réside dans les méca-
nismes d’usure et la durée de vie des outils coupants. En raison des propriétés thermiques
et de la forte résistance mécanique de cet alliage, les mécanismes d’usure de la face de
coupe des outils se font principalement par diffusion [Nabhani, 2001] [Nouari et al., 2008|.
Les fortes pressions et températures au contact entre le copeau et la face de coupe en-
trainent une migration des constituants de la matiére usinée et des outils coupants 1'un
vers I'autre. La maitrise et la réduction des usures par diffusion nécessitent la détermina-
tion des paramétres de coupe et géométries d’outils optimaux (il est également possible
d’agir sur les revétements). Etant donné que 1'usure par diffusion résulte principalement
des actions thermomeécaniques induites par le contact entre le copeau et la face de coupe,
I’analyse des longueurs de contact reste un des indicateur a privilégier pour permettre la

compréhension de ces mécanismes d’usure.

Lors de la pénétration de 'outil dans la matiére, un cisaillement intense se crée en pointe
de Poutil menant a la formation du copeau. Ce copeau va venir s’écouler sur la face
de coupe, occasionnant un contact particulier entre la matiére a usiner et I'outil. Ce
contact est généralement divisé en deux parties : une partie collante et une partie glis-
sante [Zorev, 1963|. L’intensité de 1'usure par diffusion va différer entre ces deux parties,
I'intensité des pressions normales et des températures n’étant pas les mémes. De ce fait,
les conditions de coupe tout comme la géométrie d’outil vont avoir un impact sur les
températures générées a la fois par les zones de cisaillement et de friction. Ces tempéra-
tures vont altérer les propriétés mécaniques du matériau usiné et générer des phénomeénes
spécifiques en pointe d’outil ayant une influence directe sur la nature du contact entre le
copeau et la face de coupe. Ainsi, lors de 'usinage avec des outils présentant une aréte
chanfreinée, il est courant de voir apparaitre la formation d’une zone morte en pointe de
Poutil. Cette zone morte, pour les cas étudiés dans ce chapitre, vient compléter la pointe
de Toutil et modifie & la fois les efforts de coupe mais également 1’écoulement du copeau
sur la face de coupe. Cette génération de zone morte aura un impact sur les longueurs de

contact observées et donc sur les zones affectées par la diffusion en face de coupe.

Afin de déterminer l'influence des conditions de coupe et de la géométrie des outils sur
les longueurs de contact et sur 'usure de la face de coupe des outils, une procédure ex-
périmentale spécifique a été mise en place. Celle-ci associe la mesure des efforts de coupe
avec 'acquisition par caméra rapide d’images de la formation du copeau. De ce fait, les
images obtenues permettent pour chaque condition de coupe et géométrie d’outil, I'obten-

tion des longueurs de contact outil-copeau ainsi que des angles de cisaillement a chaque
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instant du processus de coupe (dans la limite de la fréquence d’acquisition de la caméra).
Ensuite, I'utilisation du modéle analytique de Ren [Ren and Altintas, 2000] permet, par
la connaissance des données d’efforts et géométriques, une estimation des élévations de
températures en zone de cisaillement secondaire, de la contribution aux efforts du chan-
frein et des coefficients de frottement apparents. Ces paramétres auront un impact sur la
courbure du copeau et donc sur les longueurs de contacts observées. Contrairement aux
longueurs de contact prédites par les diverses modélisations existantes [Poletika, 1969|
|[Kato et al., 1972] [Oxley, 1989|, la visualisation par caméra rapide permet de constater

que ces longueurs ne sont pas statiques au cours de I'usinage.

Cette étude est effectuée pour deux TA6V : un af et un traité transus S qui sont les deux
matériaux étudiés dans le cadre du projet TiMaS. Comme il a été vu dans le chapitre 2,

ces deux matériaux connaissent des mécanismes de formation du copeau différents.

3.2 Mesures des données géométriques de la formation

du copeau et des efforts de coupe

3.2.1 Dispositif expérimental

Pour ces essais, le centre de tournage Genymab 900 a été utilisé (annexe 1). La coupe
orthogonale est adoptée afin de se placer dans des conditions de coupe simples et générali-
sables. Ces essais sont réalisés sans lubrification (pour ne pas géner 1'acquisition d’images
de la coupe). Ainsi, des opérations de dressage de tubes minces ont été effectuées dans
le but de permettre 'acquisition d’images au cours du processus d’usinage. Les tubes ont
une épaisseur de 1 mm, permettant de se ramener & des résultats unitaires. La premiére
étude porte sur l'alliage de titane TA6V «af traité transus . Afin de comprendre I'in-
fluence des géométries d’outils ainsi que des conditions de coupe sur les mécanismes de
formation du copeau, plusieurs plaquettes chanfreinées présentant des angles de coupe et
des largeurs de chanfrein différentes ont été congues et étudiées (fig. 3.2.1, tab. 3.1). Ces
plaquettes sont en carbure de tungsténe non revétu. Pour chacune de ces plaquettes, un
jeu de conditions de coupe est exploré (tab. 3.2) avec une variation des vitesses de coupe
comprises dans les espaces de fonctionnement et des avances visant a évaluer I'impact du
rapport entre la largeur de chanfrein et 1’épaisseur coupée (rgpance) sur I'écoulement du

copeau (neuf essais sont réalisés pour chaque plaquette).
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by, 4.6 mm

g R;me
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a, = 15°

7=

FIGURE 3.2.1 — Plaquettes chanfreinées

., | Angle de coupe | Largeur de chanfrein | Angle de chanfrein
Outil
ap (deg) bes (mm) a; (deg)
1 0 0.139 15
2 0 0.197 15
3 10 0.093 15
4 10 0.136 15
5 20 0.087 15
6 20 0.168 15

TABLE 3.1 — Géométries de plaquettes

Les mesures d’efforts au cours des usinages sont faites a 1’aide d’une platine dynamomé-
trique Kistler 9129A (annexe 1), d’un amplificateur Kistler 5019A et du logiciel d’exploi-
tation DynoWare. La platine, disposée sous 'outil de tournage, permet de mesurer les
efforts de la coupe (F. et F,., fig. 3.2.2).

Les observations de ’écoulement du copeau au cours de 1'usinage sont faites & ’aide d’une
caméra rapide Photron Fastcam SA1 dont les caractéristiques d’acquisition sont présentées

I est choisie.

en annexe 1. Pour les essais, une fréquence d’acquisition de 3000 images - s
Celle-ci permet de faire les observations en résolution maximale (1024x1024 pixels?) et de
bénéficier d’'un temps d’acquisition de 1.82s. Pour ces essais, deux projecteurs a lumiére
froide ont été utilisés afin de limiter I'influence de la température générée par ’éclairage

sur la zone de coupe. Enfin des bagues ont été ajoutées entre la cellule et 'objectif de
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3.2. Mesures des efforts et données géométriques

Fesai Vitesse de coupe | Rapport avance/largeur de chanfrein
ssai .1
‘/c (m - min ) T avance
1 50 0.5
2 50 1
3 50
4 65 0.5
5 65 1
6 65
7 80 0.5
8 80 1
9 80

TABLE 3.2 — Conditions de coupe

zoom x100 afin d’éloigner le plus possible la caméra de la piéce tout en gardant I'objectif
le plus proche de la zone de coupe. La résolution alors obtenue est de 5 pm. L’ensemble

du dispositif expérimental (acquisition d’images et d’efforts) est présenté fig. 3.2.2.

Projecteurs

Caméra
rapide

FIGURE 3.2.2 — Dispositif expérimental

Pour chaque outil et condition de coupe, une série de 5000 images est obtenue. Dans une

volonté de réduire le temps d’exploitation des données, tout en gardant une famille suffi-
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3. Ecoulement du copeau

samment représentative, 100 images représentatives des phénomeénes de coupe observés (et
situées en conditions de coupe stables) sont sélectionnées et analysées pour chaque essai.
Devant la quantité importante d’images a étudier et afin de limiter les erreurs de mesure,
une procédure de traitement des images et d’automatisation de la mesure des longueurs de
contacts a été développée. Cette procédure se déroule en deux étapes : un pré-traitement
des images permettant de faciliter ’analyse et ’élaboration d’un algorithme identifiant et
mesurant les longueurs de contact pour chaque image. Ces deux étapes sont présentées

en annexe 3.

3.2.2 Observations des données géométriques obtenues par ’ac-

quisition d’images
3.2.2.1 Longueurs de contact

La figure fig. 3.2.4 présente les résultats obtenus en termes de rapports rr. entre les
longueurs de contact et les largeurs de chanfreins (rz. = Le/s,;) pour les conditions de coupe
et plaquettes a angle de coupe de 10°. Les résultats obtenus pour les autres plaquettes
sont présentés en annexe 5. Les résultats sont affichés sous forme d’évolution du rapport
rr. plutot que celle de la longueur de contact afin de pouvoir comparer les valeurs entre

les différents outils possédant des largeurs de chanfrein différentes.

Devant le grand nombre de valeurs obtenues, pour chaque condition de coupe et géométrie
d’outil, une étude statistique a été réalisée (sur 100 valeurs par configuration). Ainsi
les résultats sont présentés sous forme de boite & moustache [McGill et al., 1978|. Cette
représentation permet de mettre en valeur la répartition des données et ainsi de voir
apparaitre les valeurs privilégiées prises par les longueurs de contact. Sur ces boites a
moustache (fig. 3.2.3) sont représentés le 5°"¢ centile ('extrémité basse du segment), le
premier quartile (la partie basse de la boite), la médiane (le trait dans la boite), le 3¢™¢

quartile (la partie haute de la boite) et le 95™¢ centile ('extrémité du segment).

La valeur médiane coupant I’ensemble des valeurs obtenues en moitiés égales est un indi-
cateur de la tendance générale de I’évolution des rapports r1.. Les valeurs comprises dans
la boite a4 moustaches, c.a.d. 50% des valeurs mesurées, vont quant a elles donner une
estimation de la variabilité des longueurs de contact prises par le copeau. Enfin, la zone
située entre le troisiéme quartile et le 95°™¢ centile démontre si les longueurs de contact
outil-copeau peuvent prendre réguliérement des valeurs extrémes ou non, respectivement

si la zone est grande ou non.
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3.2. Mesures des efforts et données géométriques

La tendance générale des longueurs de contact observée augmente de maniére quasi linéaire

avec 'avance. Une élévation de la vitesse de coupe, tout comme de l'angle de coupe

(a largeur de chanfrein équivalente), aura pour conséquence de réduire légérement les

longueurs de contact mais a un impact moins significatif que I’avance.

Une élévation de la largeur de chanfrein augmente les longueurs de contacts mais son

influence sur les 7. (rapport entre les longueurs de contact et la largeur de chanfrein)

n’est pas absolue. Aucune extrapolation ne peut étre effectuée sur son impact sur les

valeurs médianes. Les évolutions des tendances pour ce paramétre relévent de cas isolés.

Seule I'avance a une influence majeure sur la variabilité des longueurs de contact et les

valeurs extrémes observées : I'instabilité des longueurs de contact augmente avec ’avance.

6.332
95¢me centile =+ T
Valeurs extrémes
3eme quartile o
- 4512
Variabilité T
Meédiane —> 77 3.860
3.232
1 1 ;/ }
j il qU.d.lU.I.C
2.495

S5éme centile

7

/

Tendance générale

FIGURE 3.2.3 — Boite & moustaches
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Ve 50 m.min-1 ber 0.093 mm

Ve 50 m.min-1 ber .136 mm

(a) Largeur de chanfrein de 0.093 mm
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(b) Largeur de chanfrein de 0.136 mm

FIGURE 3.2.4 — Longueurs de contact outil-copeau comparées a la largeur de chanfrein,
en fonction de la vitesse de coupe et du rapport ryance : angle de coupe de 10°

110




3.2. Mesures des efforts et données géométriques

3.2.2.2 Angles de cisaillement

Les images de la coupe permettent également de mesurer les angles de cisaillement a
chaque instant de 'usinage. Ces angles de cisaillement sont également variables au cours
de l'usinage du fait des mécanismes segmentation du copeau. Ainsi, les valeurs utilisés
résultent de moyennes réalisées sur 100 images pour chaque configuration. Les résultats
obtenus sont en accord avec les angles de cisaillement calculés a partir des épaisseurs de

copeau par les relations de Merchant |Merchant, 1944].

Dans chacun des usinages observés (excepté pour une avance égale a la moitié de la
largeur de chanfrein), il a été possible de voir apparaitre la formation d’une zone morte
en bout du chanfrein, venant ainsi compléter I’aréte manquante (cercle rouge sur la figure
fig. 3.2.5). Cette zone morte apparait lorsqu’il devient plus difficile de cisailler I'interface
entre Poutil et la matiére (contact adhérent entre l'outil et la matiére) que de cisailler
la matiére elle-méme [Jacobson and Wallen, 1988|. Une explication & cette génération de
zone morte provient du fait que le cisaillement a I'interface outil-copeau n’est pas favorisé
par la diversité d’orientation des colonies lamellaires qui se succédent a cette interface. La
modification de la géométrie d’aréte de coupe va alors avoir une influence sur les angles
de cisaillement obtenus et donc sur les efforts et les températures en zone de cisaillement

primaire.

|

LT
I. (
LD
FIGURE 3.2.5 — Zone morte observée lors des usinages
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3. Ecoulement du copeau

3.3 Interprétation des longueurs de contact

L’explication des longueurs de contact est en partie basée sur l'analyse des grandeurs
physiques au niveau de ’aréte de coupe. En s’appuyant sur le modéle analytique des mé-
canismes de coupe pour les outils chanfreinés, développé par Ren [Ren and Altintas, 2000],
il est possible d’obtenir une estimation des températures dans la zone de cisaillement se-
condaire, ainsi que les coefficients de frottement apparents de la face de coupe. L’intérét
de 'utilisation du modéle de Ren réside dans 'obtention de la contribution aux efforts du
chanfrein (F,; .et F.y ;). En effet, la connaissance de ces efforts, va permettre d’identifier

les efforts tangentiels F}. et normaux F},. le long de la face de coupe.

FIGURE 3.3.1 — Géométrie de coupe du modéle de Ren|Ren and Altintas, 2000]

Le modéle est dérivé du modéle des lignes de glissement proposé par Hastings
[Hastings et al., 1980] pour les outils & acuité d’aréte parfaite. Il considére qu'une par-
tie de la matiére d’épaisseur t; s’écoule a travers la zone de cisaillement primaire de
déformation (AB) et se sépare autour d’un point de stagnation de la matiére B situé en

bordure de la zone morte. Une partie de la matiére s’écoule dans le copeau d’épaisseur t,
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3.3. Interprétation des longueurs de contact

et le reste sous la face en dépouille de l'outil. La géométrie de 'outil est définie par un
angle de chanfrein «; et une largeur de chanfrein b.;. L’hypothése est faite que la surface
allant de la pointe de la face de coupe H jusqu’au au point de stagnation B a un angle
égal a I'angle de coupe ay. De méme la surface se propageant du point de stagnation B
a la pointe de la face en dépouille a un angle égal a 'angle de cisaillement ¢,. Enfin, les
vitesses de coupe, de cisaillement primaire et de copeau sont respectivement nommées V,,

Vy et V,,. La géométrie générale du modéle est donnée fig. 3.3.1.

Les efforts générés par le chanfrein sont donnés par I’équation 3.3.1.

beg - sin(oy) - w

cos(ps)
bey - sin(ay) - w (33.1)

cos(ps)

Fcf c = (TBO : COS(SDS) + OBO * Sin(SOS)) ’

F.; + = (0Bo - cos(ps) — Tpo - sin(ps)) -

w représente la profondeur de coupe et 70 et oo sont les contraintes tangentielles et nor-
males développées le long de 'interface BO de la zone morte. Le calcul de ces contraintes
est présenté en annexe 2. Ainsi, il est possible de déterminer les forces tangentielles et

normales le long de la face de coupe par I’équation 3.3.2.

Ftc = (_F‘i7 — Fcf t) . COS(OZ(]) + (FL - FLf C) : Sin(ao)

(3.3.2)
Foe= (F. — Fip ¢) - cos(ap) — (Fy — Fey ) - sin(ap)
Le coefficient de frottement apparent est quant & lui donné par I’équation 3.3.3.
Fie 3.3.3
" F. (3.8.3)

Enfin, grace a la formulation proposée par Oxley|Oxley, 1989], il est possible de donner
I’élévation de température moyenne dans la zone de cisaillement primaire, par la formu-
lation 3.3.4.

(1 —=0) - Fs-cos(ag)

Tap =T, +
p-c-w-ty-cos(ps — ap)

(3.3.4)

ou Fy, T,, p et ¢ sont respectivement I'effort de cisaillement dans la ZCP, la température
initiale, la masse volumique et la chaleur spécifique du matériau. 5 est un coefficient de
partage dont les précisions sont données en annexe 2, tout comme celles du calcul des

différents termes de cette modélisation.

113



3. Ecoulement du copeau

3.3.1 Exploitation des résultats issus de la modélisation

L’évaluation de la courbure du copeau est un élément fondamental quant a la compreé-
hension des longueurs de contact obtenues. Lorsque cette derniére diminue, la zone de

contact collant et donc les longueurs de contacts augmentent [Oraby and Alaskari, 2011].

La courbure du copeau dépend du gradient de contraintes au sein du copeau. Ce gra-

dient est majoritairement induit par le gradient de températures existant entre la zone de

cisaillement secondaire et le bord libre du copeau. Une élévation de ce gradient de tem-
pératures méne a une augmentation de la courbure du copeau |[Ning et al., 2011]. Deux
paramétres majeurs influent sur ce gradient :

— le différentiel de températures entre 'interface outil-copeau et le bord libre du copeau.
A épaisseur de copeau constante, une augmentation de ce différentiel conduit & une
augmentation du gradient de températures (fig. 3.3.2a),

— D’épaisseur du copeau. A différentiel de températures équivalent, une augmentation
de D'épaisseur du copeau améne a une diminution du gradient de températures (fig.
3.3.2b).

La surface libre du copeau est généralement assimilée a une frontiére adiabatique

|[Komanduri and Hou, 2000|, aussi la température de cisaillement 745 donne une esti-

mation des températures obtenues a la surface du copeau.

L’estimation de la température a l'interface outil-copeau est déterminée & l'aide de la
modélisation d’Oxley [Oxley, 1989] que nous avons simplifiée. Celle-ci ne prend pas en
compte le terme 1ié a largeur de bande de cisaillement secondaire (cette derniére étant
faible pour ces conditions de coupe : chapitre 2), ni le rapport 2/Lc (évolution linéaire

entre les deux composantes). Cette température Tj,,; est donnée par :

Tint = Tap + 0.9 AT, (3.3.5)

avec AT, est I'élévation maximale de la température dans le copeau. Son expression

simplifiée est la suivante :

AT, = exp(0.06 + 0.5 - log(Ryr)) - AT. (3.3.6)

ol Ry est un coefficient thermique sans dimension (dont 'expression est donnée en annexe

2) et AT, ’élévation moyenne de la température dans le copeau (annexe 2).

Ainsi, étude de I'évolution de AT, (représentative du différentiel de températures) com-

parée a celle de I’épaisseur du copeau t, permet une estimation sommaire de 1’évolution
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du gradient de températures au sein du copeau et donc de la courbure du copeau.

=i

T, #T,

T ET,
BT S T,T;

Augmentation du gradient de
temperature

(a) Influence de "augmentation du différentiel de températures

h'<g
T,'=T,
Ty =1, 4
I,-T," =TT,
Augmentation du gradient de | L1 ___ B __
temperature '

(b) Influence de ’épaisseur du copeau

FIGURE 3.3.2 — Evolution du gradient de températures au sein du copeau

Ces estimations seront également corrélées avec ’évolution du coefficient de frottement
apparent qui est lié & la courbure du copeau. Une baisse de ce coefficient équivaut a une

diminution de la courbure du copeau |Friedman and Lenz, 1970].
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3.3.1.1 Explication de I’évolution de la tendance des longueurs de contact

Les résultats obtenus pour les températures AT,,, les épaisseurs de copeau t, et les coeffi-
cients de frottement apparents u, dans le cas des plaquettes a angle de coupe de 10°, sont
donnés figure fig. 3.3.3. Les résultats obtenus pour les autres plaquettes sont donnés en

annexe 5.

Pour une avance égale a la moitié de la largeur de chanfrein (rqance = 0.5), Iélévation
de la température maximale au sein du copeau AT, est faible, tout comme les épaisseurs
de copeau. Ainsi, le gradient de températures dans le copeau est peu élevé tout comme
la courbure du copeau. Ceci se confirme par les valeurs des coefficients de frottement
apparents qui sont minimes. De ce fait, le copeau va recouvrir la totalité du chanfrein
(car il n’y a pas de zone morte pour cette avance) et les valeurs de longueurs de contact

obtenues sont proches de la largeur de chanfrein (rp.=1).

Lorsque 'avance est égale a la largeur de chanfrein (r,p4nce = 1), 'épaisseur du copeau aug-
mente légérement. Cependant, la température AT, connait une forte croissance, condui-
sant & un différentiel de températures plus élevé. Ainsi, le gradient de températures obtenu
est plus important et la courbure du copeau va augmenter (élévation du coefficient de frot-

tement apparent). De ce fait, les longueurs de contact avoisinent la largeur de chanfrein.

Enfin, pour une avance égale a deux fois la largeur de chanfrein (74pance = 2), la tempé-
rature AT, n’évolue que trés peu par rapport au cas précédent. Par contre, I’épaisseur
de copeau augmente fortement, amenant a une réduction du gradient de températures et
donc de la courbure du copeau (diminution du coefficient de frottement apparent). Ainsi,

les longueurs de contact augmentent fortement.

La vitesse de coupe, ainsi que l'angle de coupe, lorsqu’ils augmentent, engendrent une
augmentation de AT}, et une légére diminution des épaisseurs de copeau. Ainsi, le diffé-
rentiel de températures obtenu dans I’épaisseur du copeau est plus élevé et entraine une
courbure du copeau plus importante. De ce fait une réduction des longueurs de contact

est constatée.

Enfin, mis & part quelques cas isolés, la largeur de chanfrein semble n’avoir qu'une faible

influence sur les coefficients de frottement apparents calculés.
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Estimation de I'élévation de température maximale au sein du copeau - yo 10°
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(c) Coefficient de frottement apparent

FIGURE 3.3.3 — Températures AT,, , épaisseurs du copeau et coefficients de frottement
apparents en fonction de la vitesse de coupe et du rapport rypance : angle de coupe de 10°
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3.3.1.2 Explication de la variabilité des longueurs de contact

La courbure du copeau va conduire ce dernier a adopter une forme de spirale et & entrer
en contact avec la matiére non usinée. Comme la figure fig. 3.3.4 le montre, le copeau
présentera alors des longueurs de contact plus importantes durant une faible période, le
temps que celui-ci rompe sous une élévation importante de contraintes locales et que le
cycle se réinitialise. Ces augmentations spontanées de longueur de contact vont entrainer
les variabilités observées pour ces derniéres. De méme, elles sont a lorigine des valeurs

extrémes prises par ces longueurs.

B 009252 mm - V, 50 m.min T - (/b 2

T=38.1ms

T=93ms T=102 ms T=123 ms

FIGURE 3.3.4 — Formation du copeau et rupture - b,y = 0.093mm, a9 = 20° V, =
50m - min et 7upance = 2

Cette variabilité trouve aussi sa source dans I'instabilité des mécanismes de cisaillement
en zone de cisaillement secondaire induite par les orientations aléatoires des colonie la-
mellaires (plus ou moins favorables au cisaillement) se trouvant proches du contact dans
le copeau. Egalement, elle est impactée par les mécanismes de cisaillement adiabatique
amenant des modifications locales des efforts de coupe et des températures de cisaille-
ment primaire. Ces instabilités vont générer des modifications locales des températures a

I'interface outil-copeau et donc des longueurs de contact.
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3.3. Interprétation des longueurs de contact

Si cette variabilité est marquée pour toutes les géométries et conditions de coupe (exceptés
les ratios de 0.5), le rapport avance/largeur de chanfrein a l'influence la plus représenta-
tive sur cette derniére. Comme le témoignent les coefficients de frottement apparents, la
courbure du copeau est amoindrie lors du passage de . = 1 a rr. = 2. Cette diminution

est & lorigine de 'augmentation constatée de la variabilité pour un ratio de 2.

V. xtré ises S , igi S a
Concernant les valeurs extrémes prises par les longueurs de contact, ’origine est plus a
placer dans I’épaisseur du copeau qui lui insuffle une rigidité plus ou moins importante et

donc une capacité & avoir plus ou moins de longs contacts avant la rupture.

3.3.1.3 Influence de la variabilité des longueurs de contact sur ’usure des

plaquettes

Du fait du comportement général des longueurs de contact et de leur variabilité, I'outil
subit des interactions de contact différentes le long de la face de coupe. Des analyses
faites par EDX permettent d’identifier ces différents contacts. Les outils présentés sont
ceux possédant un angle de coupe de 10°, des largeurs de chanfrein b.; = 0.093 mm et b,y =
0.136 mm. Les conditions de coupe observées sont une vitesse de coupe de 80m - min *
et un ratio rapance = 2 (fig. 3.3.5). Dans les deux cas, trois zones sont observables. La
premiére zone ne présente que peu de dépot de titane (en rouge et provenant de la matiére
usinée, les plaquettes étant constituées de carbure de tungsténe non revétu) et s’étend
sur toute la largeur de chanfrein. Le contact est différent dans cette partie, le copeau
s’écoulant principalement sur la zone morte considérée comme stagnante, la cinétique de

I'écoulement de la matiére sur le chanfrein est réduite [Movahhedy et al., 2002].

La seconde zone présentant un dépot de titane dense s’étend jusqu’a une longueur proche
du troisiéme quartile du rapport rz.. Elle englobe donc les valeurs courantes prises par
les longueurs de contact tout comme 'aspect variable de ces longueurs. La forte présence
de titane dans cette zone traduit des pressions et températures élevées exercées par le

copeau sur ’outil.

La troisiéme zone présente un dépot de titane plus faible et s’étend jusqu’aux longueurs
de contact maximales observées (95 centile). Dans cette zone, les pressions et tempé-
ratures exercées par le copeau sont donc moins importantes comme le montre le faible
recouvrement des stries de la plaquette par le titane. Ces pressions et températures sont
faibles car dans la zone extréme des longueurs de contact, les contacts entre 1'outil et
le copeau sont moins fréquents et dictés par la pression imposée par le contact entre le

copeau et la matiére non coupée.
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3. Ecoulement du copeau

Uby=103 |

a=3.75 |

51 T T
(a) Largeur de chanfrein de 0.093 mm (b) Largeur de chanfrein de 0.136 mm

FIGURE 3.3.5 — Analyses EDX des outils coupants : angle de coupe de 10°, vitesse de
coupe de 80m - min ! et Topance = 2

Ainsi, il semble que les zones de contact communément observées sur la face de coupe
(contact collant suivi d’un contact glissant [Zorev, 1963]) résultent en fait de la proportion
du temps d’usinage pendant laquelle le copeau va venir frotter sur les zones en question
et appliquer de fortes pressions et températures locales (supérieures a la température de
diffusion du titane de 800° a I'interface outil-copeau, menant a une usure par diffusion fig.
3.3.6). En effet, pendant 75% du temps (troisiéme quartile) le copeau va venir s’écouler
sur la surface comprise entre 'aréte de coupe et la limite de la seconde zone, générant ainsi
une diffusion de ses constituants plus réguliére et donc plus dense. Au dela de cette limite,
le contact va venir s’effectuer sur cette surface seulement 25% du temps, conduisant a un

dépot moins régulier de la matiére et donc plus faible.

FI1GURE 3.3.6 — Usure par diffusion
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3.3. Interprétation des longueurs de contact

3.3.2 Conclusion intermédiaire

Les longueurs de contact observées au cours de 'usinage ne sont pas stables, leur évolution
est caractérisée par une tendance générale autour de laquelle une certaine variabilité des
longueurs de contact est observée. Nous avons pu constater que la tendance générale des
longueurs de contact est principalement induite par I’avance, les valeurs r7. augmentant
linéairement avec cette derniére. Cette croissance est liée & la courbure du copeau (dont
une diminution entrainera des longueurs de contact plus importantes) qui elle-méme est
fonction de l'intensité du gradient de températures existant entre la surface du copeau
en contact avec l'outil et celle qui est libre. Ce différentiel est a la fois modifié par la
température de cisaillement primaire, les efforts normaux appliqués sur la face de I'outil
et I’épaisseur du copeau. Une augmentation de la vitesse de coupe et de I'angle de coupe
aura pour effet 'obtention d’une courbure plus importante et donc une réduction des

longueurs de contact.

Les variabilités observées des longueurs de contact sont d’une part la conséquence de
mécanismes de cisaillement secondaire irréguliers a l'interface outil-copeau (induits par
une forte diversité d’orientation des colonies lamellaires du TA6V «af traité transus [3)
et de la segmentation du copeau mais sont également liées a la courbure du copeau.
Lorsque celle-ci est faible, le contact entre le copeau et la surface non usinée générera
des longueurs de contact plus grandes et ces derniéres pourront potentiellement avoir des

valeurs extrémes plus élevées.

Cette variabilité des longueurs de contact a une influence sur 'intensité de la diffusion des
constituants du copeau sur la face de coupe de 'outil. Ainsi, une diffusion plus intense est
obtenue dans la zone ot la majeure partie des longueurs de contact est observée au cours
de l'usinage et diminue dans la zone adjacente correspondant aux valeurs extrémes des
longueurs de contact. Cette diminution est diie & la moins grande proportion de temps

d’usinage pendant laquelle le copeau vient frotter sur cette partie.

Une solution permettant de limiter I’étendue de 1'usure en diffusion consiste & augmenter
la vitesse de coupe et I'angle de coupe. Cette configuration conduit a des longueurs de

contact plus faibles et une variabilité de ces longueurs inférieure.

Dans la section suivante, nous porterons une étude similaire sur le TA6V «af non traité
transus (§ afin de déterminer I'influence de la microstructure du matériau sur I’écoulement

du copeau.
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3. Ecoulement du copeau

3.4 Cas de’alliage de titane TA6V a3 non traité transus
B

3.4.1 Dispositif expérimental

Les essais précédemment effectués ont été répétés pour le TA6V «f non traité transus f.

Le dispositif expérimental reste identique a celui exposé précédemment, les géométries
d’outil et conditions de coupes sont changées (tab. 3.3 et tab. 3.4 ), ainsi que la profondeur
de passe qui est égale & 5 mm (pour disposer d’une surface suffisamment grande pour la
mesure de contraintes résiduelles présentées dans le chapitre suivant). L’influence de la
largeur de chanfrein n’est plus observée dans cette étude. Nous avons vu dans I’étude
précédente que celle-ci n’avait pas d’influence prévisible sur les ratios rz. (rapport entre
les longueurs de contact et la largeur de chanfrein). Les essais se focalisent sur 'impact
de la vitesse de coupe, de 'angle de coupe et de 74ance pour les valeurs 1 et 2 (7gpance =

0.5 relevant du cas particulier).

.. | Angle de coupe | Largeur de chanfrein | Angle de chanfrein
Outil
ap (deg) bey (mm) a; (deg)
1 10 0.096 15
20 0.082 15

TABLE 3.3 — Géométries de plaquettes

‘ Essai ‘ Vitesse de coupe V. (m - min ') ‘ Rapport rgpance

1 o0 1
20
80
20
20
80

| O | W DN
= Do =] =N

TABLE 3.4 — Conditions de coupe
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3.4. Cas de l'alliage de titane TA6Vaf non traité transus 3

3.4.2 Données géométriques de la coupe

3.4.2.1

Longueurs de contact

Les résultats obtenus en termes de rapports 7. sont présentés dans les figures fig. 3.4.1
et fig. 3.4.2.

Ve 50 mumin-1 ber (.096 mm

L W

r_avance

35 (= ‘z.s?s

T Z.384
2.094

3482

£.956

Ve 80 m.min-1 ber 0,096 mm
as

1.255

1 ~ 10004190

r_avance

FIGURE 3.4.1 — Longueurs de contact outil-copeau comparées & la largeur de chanfrein,

en fonction de la vitesse de coupe et du rapport rupance : angle de coupe de 10°

Ve 50 mumin-1 ber 0,082 mm

2 202

15 1423 + .53

05

1 15 2
r_avance

L TP

5

i
225

Ve 80 momin-1 ber 0,082 mm

.

- 1.383:_350
[ — 1,200
1225

1 1.000

05

r_avance

FIGURE 3.4.2 — Longueurs de contact outil-copeau comparées a la largeur de chanfrein,

en fonction de la vitesse de coupe et du rapport 7 pance : angle de coupe de 20°

123



3. Ecoulement du copeau

Les résultats montrent la méme tendance d’évolution des longueurs de contact en fonction
de 'avance que pour l'alliage de titane précédent, avec cependant des valeurs obtenues plus
faibles. Comme précédemment la variabilité et les valeurs extrémes les plus importantes
de ces longueurs de contact sont obtenues pour des avances égales a deux fois la largeur

de préparation d’aréte.

Pour les avances égales a la largeur de chanfrein, les longueurs de contact sont trés stables
et tendent vers les largeurs de chanfrein. Le copeau est fortement guidé par la préparation
d’aréte conduisant ce dernier a couvrir la totalité du chanfrein et a s’écouler paralléelement
a la direction du chanfrein. Ceci est en partie di au fait, que pour ces usinages, aucune
génération de zone morte n’a été constatée en pointe de I'outil (I'absence de colonies

lamellaires facilitant le cisaillement de I'interface outil matiére).

Une augmentation de ’angle de coupe, tout comme de la vitesse de coupe, a tendance,
quant a elle, a réduire les valeurs des longueurs de contact, tout comme la variabilité du

copeau et les valeurs extrémes prises par ces longueurs.

De maniére générale, les valeurs obtenues ainsi que la variabilité des longueurs de contact
obtenue sont moindres que celles de 1’étude précédente. Ceci s’explique par des mécanismes
de cisaillement secondaire plus stables ainsi que ’absence de segmentation du copeau ( fig.
3.4.3). En effet les copeaux obtenus sont continus (avec de légéres bandes de cisaillement
apériodiques) du fait d’une moins grande sensibilité de la segmentation de ce titane aux

vitesses de coupe et & 'avance que le titane de 'étude précédente (chapitre 2).

3.4.2.2 Angles de cisaillement

Les copeaux n’étant pas segmentés et adoptant ainsi des géométries stables au cours des
usinages, les angles de cisaillement ont pu étre estimés a I'aide des épaisseurs de copeau
d’aprés la relation développée par Merchant [Merchant, 1944|. La mesure de 1’épaisseur du
copeau a l'aide d’un micrométre reste plus rapide que la mesure des angles de cisaillement

par observation des images acquises par caméra rapide.
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3.4. Cas de l'alliage de titane TA6Vaf non traité transus 3

FIGURE 3.4.3 — Copeau continu

3.4.3 Explications des longueurs de contact

Le modéle de Ren [Ren and Altintas, 2000] utilisé précédemment n’étant valable que pour
les cas ol une zone morte se crée en pointe de 'outil, une autre procédure est utilisée
dans cette section pour déterminer les coefficients de frottement apparents. En effet, il
n’y a pas eu génération de zone morte pour ce titane. La modélisation est basée sur celle
d’Oxley [Oxley, 1989] qui considére un équilibre entre les pressions hydrostatiques a la

pointe de Poutil et & la racine du copeau (fig. 3.4.4).

Cette derniére permet une estimation des efforts normaux et tangentiels appliqués sur le
chanfrein (respectivement Nj et F}) et de ceux imposés sur la face de coupe (respective-
ment Ny et Fy). Ces derniers efforts n’interviennent que lorsque 'avance est égale & deux

fois la largeur du chanfrein. En effet, dans les autres cas, seul le chanfrein usine.

Les efforts de coupe F,. et F, sont la somme des contributions des efforts de coupe de
chaque zone : le chanfrein (F,; et F.1), la face de coupe (F, et F,o) et la face en dépouille
(ch et FT3).
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3. Ecoulement du copeau

FIGURE 3.4.4 — Modélisation de la coupe

Fe=Fa+ Fo+ Fa (3.4.1)

F,=F,y+Fo+Fy (3.4.2)

Des relations géométriques de la coupe pour chacune des zones (fig. 3.4.4), nous pouvons

écrire pour la zone du chanfrein :

Fq = Ny -cos(ayq) + Fy - sin(oy) (3.4.3)

F.1 = Fy - cos(ay) — Ny - sin(ay). (3.4.4)
Pour la face de coupe :

F.y = Ny - cos(ag) — Fy - sin(ay) (3.4.5)
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3.4. Cas de l'alliage de titane TA6Vaf non traité transus 3

Fro = Ny - sin(ag) + F - cos(ap). (3.4.6)

Enfin, le coefficient de frottement apparent p sur la face de coupe est donné par :

— 3
l/l/ N . ( .4.;)
/’I/Cf N . . 1‘8

3.4.3.1 Exploitation des résultats de la modélisation

Comme pour I'étude du TA6V af traité transus S, 'analyse repose sur I’évaluation des
gradients de température au sein du copeau pour déterminer les évolutions des courbures
du copeau et des longueurs de contact. Cette évaluation est faite sur les mémes hypothéses

que précédemment.

Les résultats obtenus en termes de températures AT,,, d’épaisseurs de copeau t, et des

coefficients de frottement apparents sont donnés figure fig. 3.4.5.

Lorsque rgyance augmente de 1 & 2, une partie de ’écoulement du copeau se fait alors sur
le chanfrein et I'autre sur la face de coupe. Nous nous intéressons a celui effectué sur la

face de coupe.

Avec cette élévation de l'avance, la température maximale au sein du copeau AT, aug-
mente tout comme I’épaisseur du copeau. L’observation du coefficient de frottement ap-
parent de la face de coupe, indiquant une diminution de la courbure du copeau, permet
de déterminer que 'augmentation de I'épaisseur du copeau conduit a un gradient de tem-
pératures plus faible. De ce fait, les longueurs de contact observées sont plus grandes et

leur variabilité également.
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3. Ecoulement du copeau

Estimation de 1'élévation de température maximale au sein du copeau
600
500 E <
F 400
g i Ve 50 m.min-1 - bef 0.096 mm a0 10°
_g = Ve 80 m.min-1 - bef 0.096 mm a0 10°
E W Ve 50 m.min-1 - bef 0.082 mm a0 20°
8 200 -
o Ve 80 m.min-1 - bef 0.082 mm a0 20°
100 - - -
0 1
1 2
r_avance
(a) Estimation de la température AT,
Epaisseur de copeau t2
025
a2
E
E
3
g 045
g W Ve 50 m.min-1 - bef 0.096 mm a0 10°
L] = Ve 80 m.min-1 - bef 0.096 mm a0 10°
g o W Ve 50 m.min-1 - bef 0.082 mm a0 20°
i = Ve 80 m.min-1 - bef 0.082 mm a0 20°
“oos |
1 1
r_avance
(b) Epaisseur du copeau ts
Coefficients de frottement apparent du chanfrein et de la face de coupe
o — - S
Coefficient de
< frottement apparent
g os duchanfrein | Coefficient de
a frottement apparent
o
E i de la face da coupe
% ® V¢ 50 m.min-1 - bef 0.096 mm a0 10°
E i # Ve 80 m.min-1 - bef 0.096 mm a0 10°
g W Ve 50 m.min-1 - bef 0.082 mm a0 20°
0z
.E B Ve 80 m.min-1 - bef 0.082 mm a0 20°
5
go1
0 4
1 g
r_avance

(¢) Coefficient de frottement apparent

FIGURE 3.4.5 — Températures AT,, , épaisseurs du copeau et coeflicients de frottement
apparents en fonction de la vitesse de coupe et du rapport repance - cas du TA6V a3 non
traité transus [
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3.4. Cas de l'alliage de titane TA6Vaf non traité transus 3

Lorsque la vitesse de coupe ou I'angle de coupe augmentent, il en va de méme pour AT,,.
Quant aux épaisseurs de copeau, ces derniéres diminuent. Ainsi, le gradient de tempé-
ratures au sein du copeau est plus important et induit une élévation de la courbure du
copeau (augmentation des coefficients de frottement). Les longueurs de contact obtenues

et leur variabilité sont donc plus faibles.

3.4.3.2 Influence des longueurs de contact sur ’'usure des plaquettes

Des analyses EDX ont été effectuées afin de voir 'influence des longueurs de contact
relevées sur l'usure en face de coupe des outils. Les images obtenues sont présentées
figures fig. 3.4.6 et fig. 3.4.7.

Contrairement a ’étude précédente, la faible variabilité des longueurs de contact entraine
la génération d’une seule zone de dépot de titane, marquée sur les faces de coupe. Les
valeurs extrémes des longueurs de contact étant trés faibles, la quasi totalité du temps
I’écoulement du copeau se fait dans une zone restreinte. Cette hypothése est confirmée
par le cas de la plaquette d’angle de coupe de 10°, pour 74pance = 1, o1t la variabilité plus
importante des longueurs est accompagnée de I'apparition de valeurs extrémes plus hautes

et d’une seconde zone de dépét moins dense sur la face de coupe.

Ainsi la hauteur de la zone de dépot de titane dense (et donc la longueur de 1'usure en
diffusion, les températures de diffusion du titane étant dépassées a I'interface outil-copeau)

est située aux limites hautes de la zone de variabilité des longueurs de contact.

Irnage EDS en superposition § Image EDIS en supemositian 1

B /b= 1715

L/b, = 1.340 |
el ] - (5] [wla] - -
— &m

(a) V. =50m - min~tet rypance = 2 (b) V. = 80m - min~tet ryyance = 1

FIGURE 3.4.6 — Images EDX de la face de coupe de la plaquette a angle de coupe de 20°
et largeur de chanfrein de 0.082 mm
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3. Ecoulement du copeau

Image DS en supeposition 5

lmage EDS en supermposition 7

L/by=1.342 Lfb, =2.423

L/b,=2.952

/I [ B E [ ] =
= %m "
(a) Vo = 50m - min~ et 7opance = 1 (b) Ve =50m - min~tet rypance = 2

Image EDS en superposition 2

L/b, =125

(c) Vo = 80m - min~tet rypance = 1

FIGURE 3.4.7 — Images EDX de la face de coupe de la plaquette a angle de coupe de 10°
et largeur de chanfrein de 0.096 mm

3.5 Conclusion

Les essais réalisés couplant la mesure d’efforts et 1'acquisition d’images de ’écoulement
du copeau par caméras rapides ont permis d’étudier I'influence des conditions de coupe
et des géométries d’outils sur les longueurs de contact outil-copeau et sur les mécanismes

d’usure des plaquettes qui en découlent.

L’analyse du cas du TA6V «f traité transus [ a montré que les longueurs de contacts
observées ne sont pas stables au cours de I'usinage du fait de mécanismes de cisaillement
secondaire irréguliers causés par 'orientation des colonies lamellaires & l'interface outil-
copeau. Cette variabilité est aussi la conséquence de la courbure du copeau, lorsque celle-ci
est faible les contacts générés sont plus longs avant la rupture du copeau causée par son

interaction avec la surface non coupée. Cette courbure est la conséquence d'un gradient
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3.5. Conclusion

de températures existant entre le bord libre du copeau et la surface en contact avec la face
de coupe. L’avance va générer des courbures plus faibles. Une augmentation de la vitesse
de coupe ou de l'angle de coupe va engendrer des courbures plus élevées et donc une
diminution des longueurs de contact. La largeur de chanfrein augmente bien les longueurs

de contact mais n’a pas d’influence significative sur le ratio rp..

Cette variabilité des contacts se répercute sur 'usure en diffusion des outils coupant :
lorsque celle-ci est grande, la capacité du copeau a avoir des longueurs de contacts ex-
trémes avec la face de coupe va engendrer la génération de deux zones de diffusion sur
les plaquettes. La premiére, ayant un dépot dense de titane correspond a la zone ou la
majorité des longueurs de contact s’effectuent. Cette partie de la plaquette voit plus ré-
gulierement 1’application de températures et de pressions élevées. La seconde zone est
caractérisée par un dépo6t moins élevé de titane, résultant d’une moins forte fréquence
d’apparition de longueurs de contact dans cette zone et donc I'application moins réguliére

au cours du temps de pressions et de températures.

Les essais réalisés sur le TAGV af non traité transus [ ont montré que la variabilité
des longueurs de contact est moindre (les mécanismes de cisaillement secondaires étant
plus stables) conduisant & des longueurs de contact plus faibles que pour 'autre maté-
riau. Ainsi, pour ce matériau, la courbure du copeau a un impact plus important sur la
diminution de la variabilité de ces contacts. Comme précédemment, ’avance génére des
longueurs de contact plus élévées par une faible courbure du copeau. La vitesse de coupe
et 'angle de coupe auront tendance & diminuer cette courbure et donc les longueurs de

contacts (ainsi que leur variabilité).

Du fait d'une moins grande variabilité, les plaquettes ne présentent qu’une seule zone
d’usure en diffusion : 'application des températures et pressions élevées étant plus régu-

liére et restreinte dans une faible zone.

Un moyen de réduire I’étendue de la zone usée par diffusion consiste en 'augmentation des
vitesses de coupe et de 'angle de coupe. En effet, ces deux paramétres tendent a rendre

les longueurs de contact et leur variabilité plus faibles.

L’influence des géométries de coupe et des conditions de coupe sur les longueurs de contact
outil-copeau obtenues et leur variabilité, a un impact sur les efforts de coupe et les tem-
pératures générées dans les zone de cisaillement. Le chapitre suivant se base sur les essais
réalisés dans ce chapitre pour le cas du TA6V af non traité transus S afin de déterminer
I'impact des paramétres de la coupe sur la génération des contraintes résiduelles au sein

de la surface usinée.
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CHAPITRE 4

Modélisation et analyse des contraintes

résiduelles
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4. Modélisation et analyse des contraintes résiduelles

4.1 Introduction

Les contraintes résiduelles ont un impact non négligeable sur la durée de vie en fatigue
des piéces d’alliage de titane TA6V [Moussaoui, 2013|. L’état de contrainte résiduel dans
la matiére est donc un facteur important permettant de prédire le bon fonctionnement
d’une piéce. L’influence de 'usinage sur la génération des contraintes résiduelles est un
des objectifs du projet TiMaS.

Le but de ce chapitre est donc de déterminer, 'impact des conditions de coupe (avance
et vitesse de coupe) et de la géométrie d’outil (ici, Pangle de coupe) sur le profil des
contraintes résiduelles aprés opérations de coupe orthogonale. L’analyse se base sur la
mesure des contraintes résiduelles effectuée sur les piéces suite aux essais de coupe ortho-
gonale réalisés pour le cas du TAG6V «f non traité transus 3 et présentés dans le chapitre
précédent. Les contraintes résiduelles du second titane n’ont pu étre mesurées car sa
microstructure posséde une texture trop importante (moins homogéne) et une quantité

importante de phases f3.

Afin de comprendre l'influence des divers paramétres de coupe sur les contraintes rési-
duelles obtenues, une modé¢lisation numérique de prédiction des contraintes résiduelles a

couplage thermomécanique faible a donc été mise en place.

4.2 Contraintes résiduelles mesurées

Des mesures de contraintes résiduelles ont été effectuées pour chacun des usinages (pré-

sentés dans le tableau tab. 4.1) a I'aide de la méthode par diffractométrie a rayon X.

‘ Essai ‘ Angle de coupe (deg) ‘ Vitesse de coupe (m - min~1) ‘ Rapport revance

1 10 50 1
2 10 50 2
3 10 80 1
4 20 50 1
5 20 50 2
6 20 80 1

TABLE 4.1 — Conditions de coupe et géométries des outils pour les essais de coupe ortho-
gonale
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4.2. Contraintes résiduelles mesurées

Ces mesures sont réalisées a 1'aide d’un goniométre SET-X. Un tube de vanadium a été
utilisé et le pic étudié est le plan {103} de la phase a [Moussaoui, 2013]. Le traitement
des pics et le calcul des contraintes a partir des déplacements des pics est réalisé a ’aide
du logiciel STRESSDIFF. Sous cette configuration, seule la contrainte résiduelle circonfé-
rentielle o, est mesurée et ce, pour une profondeur de 20 ym. La figure fig. 4.2.1 montre

les valeurs de contraintes résiduelles expérimentales obtenues.

Contraintes résiduelles i 20 pm

1 2
O =

50 -

-100 -+

_150 {
o Ve 50 m.min-1 - bef 0.096 mm o 107
-200 - Vi 8D m.min-1 - bef 0.096 mm a0 107
-250 4 B V¢ 50 m.min-1 - bef 0.082 mm a0 20°
o Ve 80 m.rnin-1 - bef 0.082 mm ad 20°

=300

-350 -

=400

Contraintes (MPa)

-450
r_avance

FIGURE 4.2.1 — Contraintes résiduelles obtenues pour chaque essai

De ces résultats, nous constatons que la vitesse de coupe a pour effet de diminuer la
valeur de la contrainte de compression ce qui est en accord avec les observations faites par
d’autres auteurs [Bouchnak, 2010|. Le rapport 7gpance entraine des contraintes résiduelles
de compression plus faibles pour la plaquette ayant un angle de coupe de 10°, tandis que
des contraintes de compression plus élevées sont obtenues pour la plaquette ayant un angle
de coupe de 20°. Enfin, une augmentation de I’angle de coupe méne & une diminution des

contraintes de compression.

Le but recherché par les industriels étant d’avoir des contraintes de compression élevées
(afin d’augmenter la durée de vie des piéces en fatigue), il semble plus avantageux de
s’orienter vers les conditions de coupe suivantes : une vitesse de coupe de 50m - min !,
une avance de deux fois la largeur du chanfrein et un angle de coupe de 10°. Ces condi-
tions permettent I'obtention d’importantes contraintes de compression et un débit copeau
plus important que pour des conditions similaires avec une avance égale a la largeur de

chanfrein.
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4. Modélisation et analyse des contraintes résiduelles

Afin de comprendre I'origine de ces évolutions, nous avons mis en place une modélisation
numérique permettant de voir 'influence des parameétres thermomécaniques de la coupe

sur I’évolution des contraintes résiduelles.

4.3 Modélisation numérique des contraintes résiduelles

La modélisation numérique établie est une modélisation a couplage thermomécanique
faible qui repose sur I'application de chargements thermomécaniques équivalents, issus du
processus de coupe, directement sur la surface usinée. Elle permet ainsi de s’affranchir
de la modélisation de la formation du copeau qui nécessite la détermination des lois
d’endommagement du matériau mais également du critére de séparation de la matiére.
De plus, les temps de calculs pour cette modélisation sont relativement faibles (4h en

moyenne).

Une premiére étape de la modélisation consiste en l'identification des chargements ther-
momécaniques et de la contribution de chaque zone de la coupe (primaire, secondaire et

tertiaire) a ces derniers.

4.3.1 Définition du chargement thermomécanique

Valliorgue |Valliorgue, 2008] montre par une étude comparative avec une modélisation
ALE du processus de coupe (avec formation du copeau) que la majeure partie des charge-
ments mécaniques appliqués sur la surface usinée résulte de I'action mécanique résultant
du contact entre la surface en dépouille et la surface usinée. Il explique ceci par le fait que
la majeure partie de la matiére cisaillée en zone de cisaillement primaire contribue a la
formation du copeau. Ainsi, les précontraintes induites par ce cisaillement sur la surface
qui deviendra la surface usinée sont négligées. Concernant la thermique de la coupe, les
températures générées par la ZCP et évacuées dans la piéce auront un impact sur les
propriétés mécaniques de la matiére s’écoulant en zone de cisaillement tertiaire. Aussi, il
convient de tenir compte de 'aspect thermique de la ZCP sur le processus de génération
des contraintes résiduelles. Cependant, la plus grande partie des sollicitations thermiques
est générée par la ZCT (fig. 4.3.1).

Pour la mise en place de la modélisation, il est donc nécessaire de déterminer les charge-
ments thermiques de la zone de cisaillement primaire et tertiaire et le chargement méca-

nique imposé par la zone tertiaire de la coupe (zone en dépouille).
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4.3. Modélisation numérique des contraintes résiduelles

Outil

Densité de flux ZCP I \

| Densite de tlux ZCT |

FIGURE 4.3.1 — Répartition du chargement thermomécanique sur la surface usinée

4.3.1.1 Chargement mécanique

L’action mécanique de la dépouille sur la surface usinée est assimilée a une opération
de rayage [Valliorgue, 2008] [Mondelin, 2012|. En effet, celle-ci découle principalement
du frottement entre la surface en dépouille et la surface usinée, et de la pénétration de
loutil dans la matiére. Afin de définir le profil des pressions normales et tangentielles
imposées par l'outil sur la matiére, nous considérons que le retour élastique de la ma-
tiére sur la dépouille est la conséquence d’un mécanisme d’indentation plastique de I'outil
[Abdelmoneim and Scrutton, 1974]. Nous simulons donc, a I’aide d’une modélisation nu-
mérique statique, des opérations d’indentation de la matiére imposées par la pénétration
de Toutil sur la surface et ce pour chaque condition de coupe et géométrie d’outil (fig.
4.3.2).

La longueur d’usure en dépouille a été mesurée sur chaque plaquette aprés les essais
expérimentaux de coupe orthogonale (tab. 4.2). Pour chaque configuration, ces usures en
dépouille sont constatées dés les premier millimétres usinés. Concernant la modélisation,
nous faisons donc pénétrer I'outil dans la matiére, de telle sorte a obtenir un retour

élastique s’effectuant au niveau de ces longueurs d’usure en dépouille.
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FIGURE 4.3.2 — Géométrie du modéle d’indentation

Angle de coupe | Vitesse de coupe Longueur en dépouille
Essai Rapport ravance
(deg) (m min—1) lgep (mm)
1 10 50 1 0.37
2 10 50 2 0.34
3 10 80 1 0.23
4 20 50 1 0.28
5 20 50 2 0.31
6 20 80 1 0.22

TABLE 4.2 — Longueurs des usures en dépouille mesurées aprés les essais de coupe

La matiére étant refoulée au niveau du chanfrein, le profil des pressions normales de
contact P,(z) au niveau de la longueur d’usure en dépouille obtenu est caractérisé par
une zone de compression élévée (au niveau de la jonction entre le chanfrein et la face en
dépouille) suivi d’une décroissance linéaire de la pression jusqu’a la fin du retour élastique
(fig. 4.3.3). Cette zone de compression provient des fortes déformations plastiques issues

de 'indentation. Nous prenons comme hypothése simplificatrice que cette évolution des
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4.3. Modélisation numérique des contraintes résiduelles

pressions normales correspond a celle imposée par la face en dépouille sur la surface usinée

lors de la coupe.

Piéce
Fin du
retour

¢élastique

Zone de
compression

F1GURE 4.3.3 — Profil des pressions normales de contact en dépouille

Ce profil est identiquement obtenu pour chacun des essais avec des variations au niveau de
la valeur du pic de compression. Les pressions normales de contact P, () sont directement
liées a la force dans la direction d’avance de la zone tertiaire F,3 par intégration de ces

derniéres le long de la surface usée en dépouille S, (équation eq. 4.3.1).

Fy = / Py(2) - dS. (4.3.1)

La difficulté existante dans la détermination du profil des pressions tangentielles P;(z) a
exercer sur la surface usinée, réside dans I'identification du coefficient de frottement au
niveau de la zone en dépouille. Pour cette étude, nous choisissons de prendre un coefficient
de frottement constant pr ., (ne dépendant pas de la vitesse de glissement entre outil et
la surface usinée) entre les matériaux au niveau de la face en dépouille (fig. 4.3.4), égal

au coefficient de frottement du chanfrein p.; déterminé au chapitre précédent.
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4. Modélisation et analyse des contraintes résiduelles

I’impact de cette hypothése sur les résultats de la modélisation est évalué dans la section

suivante.

FIGURE 4.3.4 — Géométrie de la coupe

Ainsi grace aux relations géométriques au niveau de la face en dépouille (présentée figure

fig. 4.3.4), il est possible d’établir les relations suivantes (équation eq. 4.3.3) :

F,3 = N3 -cos(y) + F3 - sin(y), (4.3.2)

F.3 = F5-cos(y) — N3 - sin(y), (4.3.3)

avec v 'angle de dépouille de la plaquette. Les efforts normaux N3 et tangentiels F5 a la

face de coupe sont liées par :

F3 = Mef - Ng. (434)

L’équation reliant I'effort F.3 a F,3 est donnée par :

F’/‘S
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4.3. Modélisation numérique des contraintes résiduelles

De ce fait les pressions tangentielles P;(x) sont obtenues par la relation suivante :

Fi(@) = pir, - Pal) (4.3.6)

Le tableau tab. 4.3 résume les valeurs des coeflicients de frottement pp., , ainsi que les
efforts F.3 et F,3 obtenus pour chaque essai a partir de la modélisation analytique et de

la simulation.

. | Angle de coupe | Vitesse de coupe | Rapport
Essai . Wry | Fez | Frs
(deg) (m - min~") T avance ¢
1 10 50 1 213 | 99 | 211
2 10 50 2 2.11 | 100 | 211
3 10 80 1 210 | 67 | 141
4 20 50 1 210 | 83 | 175
5 20 50 2 212 | 91 | 193
6 20 80 1 212 | 66 | 140

TABLE 4.3 — Caractéristiques du chargement mécanique en dépouille pour chaque essai -
données obtenues a 'aide des modélisations

4.3.2 Chargement thermique

Deux zones de chargement thermique sont & définir pour cette modélisation. La premiére
se situe dans la zone tertiaire de la coupe et est issue du frottement de la face en dépouille
sur la surface usinée. Ce chargement est supposé homogeéne et la dépendance & la force
colinéaire a I'avance n’est pas considérée. Seule I'action de la force colinéaire a la vitesse
de coupe couplée a la vitesse de glissement (ici assimilable a la vitesse de coupe, 'angle de
dépouille étant relativement faible : 7°) est a l'origine de la chaleur dissipée dans la piéce.
Pour une simplification de la modélisation, le travail plastique du cisaillement tertiaire
n’est pas considéré. La densité de flux (en W - mm 2) peut alors s’écrire [Valliorgue, 2008]
[Komanduri and Hou, 2000] :

D Fog - Ve Ag L3

ENSzoTr = m ( LI, )

avec b I’épaisseur de coupe (ici égale & 5 mm) et Aj le coefficient de partage de chaleur
entre la plaquette et la piéce [Ramanath and Shaw, 1988|, dont le calcul est spécifié en

annexe 2.
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4. Modélisation et analyse des contraintes résiduelles

Concernant la zone de cisaillement primaire, la densité de flux de chaleur est générée
par le travail plastique de la zone de cisaillement primaire dont une majeure partie est
transformée en chaleur. Une partie de cette chaleur s’évacue ensuite dans le copeau, tandis
que autre se dissipe dans la piéce. Le flux est considéré homogéne et peut étre exprimée
par [Valliorgue, 2008] [Mondelin, 2012] :

FCZCP"/::'B.AQ

b-ty-60

(4.3.8)

Densgzcop =

avec [ le pourcentage de chaleur absorbé par la piéce et A, le pourcentage d’énergie de
déformation plastique dissipée en chaleur, généralement considéré a 0,85 [Shi et al., 2002].
Ce coefficient est pris constant dans cette étude afin de simplifier la modélisation. L’effort

de coupe dans la zone de cisaillement primaire £, ,, est obtenu par I’équation eq. 4.3.9.

F,

czcp

= F, — F. (4.3.9)

4.3.3 Application et déplacement du chargement thermoméca-

nique

Les propriétés mécaniques du matériau s’appuient sur la méme évolution de I'écrouis-
sage que celle présentée pour la modélisation de I'indentation. Les propriétés thermiques
(chaleur spécifique, conductivité thermique et dilatation) sont thermo-dépendantes (les
valeurs sont présentées en annexe 2). Les chargements thermiques et mécaniques définis
précédemment sont ensuite appliqués sur la surface usinée et déplacés sur cette surface a
une vitesse égale a la vitesse de coupe (fig. 4.3.5). La composante mécanique du charge-
ment va venir déformer la surface usinée (qui va alors épouser la forme du chanfrein et de
la dépouille) du fait des fortes pressions appliquées. De ce fait, le chargement thermique
en ZCT va venir s’appliquer dans les directions normales a la surface déformée. La piéce
en question est une piéce de géométrie plane (modélisation 2D) de 1 mm de hauteur sur
2 mm de largeur (fig. 4.3.5).
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4.3. Modélisation numérique des contraintes résiduelles

Plusieurs conditions aux limites sont a appliquer. Les premiéres sont de type mécaniques
est sont constituées d’un encastrement des surfaces latérales et de la surface inférieure
de la piéce (fig. 4.3.5). Concernant la thermique, la piéce est imposée a la température
ambiante dans son état initial et une convection forcée, issue de la rotation de la piéce
lors de l'usinage, est appliquée sur la surface supérieure a I'exception de la surface de
chargement (fig. 4.3.5). Une fois le chargement thermomécanique entiérement appliqué et
déplacé, la convection s’étend sur la surface de chargement pour simuler le refroidissement

de la piéce jusqu’a atteindre la température ambiante.

Convection forcée

Surface de chargement

w— = Epcastrement

v
x Ve Chargement
P
<

thermomecanique
Ry 5
mobile

5 Y 1 O O
e

2 um

Pigce

1 mm

2mm

FIGURE 4.3.5 — Application des chargements

Pour le maillage de la piéce (réalisés sur le logiciel Abaqus), des éléments CPS4RT (des
éléments quadrilatéraux linéaires a 4 nceuds couplant la température et les déplacements)
sont utilisés. La largeur des mailles est de 2 pym sur la surface de chargement pour per-
mettre une discrétisation et donc une précision suffisante du chargement appliqué (celui-ci
étant de l'ordre de la vingtaine de ym en dépouille). Une hauteur de maille de 2 pum est
également choisie afin de retransmettre au mieux les gradients de contraintes observables

sous la surface usinée (fig. 4.3.5).

4.3.4 Reésultats de la modélisation

Le profil des contraintes résiduelles pour chaque essai est obtenu par extraction des

contraintes o,, le long de la profondeur, au milieu de la surface déformée et aprés re-
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4. Modélisation et analyse des contraintes résiduelles

froidissement de la piéce (fig. 4.3.6).

=

Dircction d’exfraction des
contraintes o, (S11 sur Abaqus)

FIGURE 4.3.6 — Configuration d’extraction du profil des contraintes résiduelles

Nous présentons les résultats obtenus pour chaque condition de coupe et géométrie de
plaquette figures fig. 4.3.7 , fig. 4.3.8 et fig. 4.3.9.

Dans tous les cas nous observons le méme type de profil. En surface, les contraintes
résiduelles sont de traction. En effet, le chargement mécanique déformant la piéce lors
de son passage, crée une zone de compression en pointe de la ZCT qui vient tirer la
matiére suivant 'axe X. A opposé, le retour élastique de la matiére vient également tirer
la matiére dans l'autre sens. Le tout génére des contraintes de traction dans la premiére
couche de la surface usinée. Pour conserver 1’équilibre de la piéce, des contraintes de
compressions apparaissent en profondeur (aux environs de 20 um) pour finalement tendre

a nouveau vers la traction & mesure que la profondeur augmente.

Les valeurs importantes des contraintes de traction s’expliquent par une faible sensibilité
de la loi de comportement aux températures ainsi que par les hypothéses prises pour la

modélisation des pressions de contact en surface de dépouille.
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Influence de la vitesse de coupe - angle de coupe de 10°
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FIGURE 4.3.7 — Influence de la vitesse de coupe sur le profil des contraintes résiduelles
modélisées
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Influence de I'avance - angle de coupe de 10°
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FIGURE 4.3.8 — Influence de I'avance sur le profil des contraintes résiduelles modélisées
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Influence de I'angle de coupe
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FIGURE 4.3.9 — Influence de I'angle de coupe sur le profil des contraintes résiduelles
modélisées

Pour les deux plaquettes étudiées (deux angles de coupe), il est possible d’observer qu’une
augmentation de la vitesse de coupe de 50m - min ! 4 80m - min ! a pour effet de dimi-
nuer les contraintes résiduelles obtenues en peau, la valeur de la profondeur affectée et

enfin plus faiblement la contrainte de compression maximale (fig. 4.3.7).

Une augmentation de ’avance d’un rapport de 1 a 2, conduit a une trés faible diminution
de la contrainte résiduelle en peau, une augmentation de la contrainte résiduelle maximale
de compression et une légére diminution de la profondeur affectée par les contraintes
résiduelles (fig. 4.3.8).

Enfin une augmentation de l'angle de coupe de 10° a 20° a pour effet de réduire la
contrainte résiduelle maximale obtenue en compression et la profondeur affectée par les
contraintes (fig. 4.3.9).

Une comparaison avec les résultats obtenus par la mesure des contraintes résiduelles dans
les piéce des essais expérimentaux montre que la modélisation permet une bonne prédic-

tion des contraintes résiduelles obtenues en profondeur.
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Essai Ozz Oza % erreur entre la valeur
expérimentale (MPa) | numérique (MPa) | numérique et expérimentale
1 -413 -380 ™%
2 -381 -425 11%
3 -260 -219 15%
4 -308 -327 6%
) -352 -365 3%
6 -244 -229 6%

TABLE 4.4 — Comparatif des contraintes résiduelles issues de la modélisation a une pro-
fondeur de 20 ym et des mesures expérimentales

La compétition entre les phénoménes d’adoucissement thermique et I’écrouissage étant
difficile & quantifier, nous réalisons une étude de I'influence des différentes zone du char-
gement thermomeécanique de la modélisation sur 1'évolution des contraintes résiduelles.
Cette analyse permettra une interprétation des résultats de modélisation obtenus pour

nos essais.

4.4 Influence du chargement thermomécanique sur les

résultats

De maniére générale, le chargement thermomécanique appliqué sur la surface est piloté
par cinq parameétres qui sont les pressions de contact normales et tangentielles en zone
de dépouille, la densité de flux de chaleur en zone de dépouille, la densité de flux de
chaleur en zone de cisaillement primaire et enfin la vitesse de déplacement de ces différents
chargements thermiques et mécaniques. Chacun de ces paramétres aura une influence sur
les profils de contraintes résiduelles circonférentielles o,, obtenus sous la surface usinée.
Le tableau tab. 4.5 présente les valeurs et évolutions obtenues pour ces paramétres en
fonction des données issues des conditions de coupe et des géométries d’outil pour les
essais expérimentaux.

Des calculs faits a partir des données expérimentales, nous constatons que pour les deux
géomeétries d’outil, une augmentation de la vitesse de coupe de 50m - min ' 4 80m - min !
entraine une réduction comprise entre 20% et 30% des efforts F,3 et F.3, une augmentation
de 30% de la densité de flux de chaleur en zone de cisaillement primaire (causée par la
diminution de I’épaisseur du copeau) et une augmentation comprise entre 70% et 80% de
la densité de flux en zone de cisaillement tertiaire (a cause de la diminution de la longueur

de contact en dépouille).
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Denszcp DenszcrT % augmentation % augmentation % augmentation % augmentation

pe (W-mm~2) | (W-mm~?) Fra () Fea () Denszcp Denszor Fes Fe3

1 61 280 99 211 / / / /

2 24 303 100 211 - 60% + 8% + 1% 0%

3 80 519 67 141 + 30% + 85% - 32% - 33%

4 84 309 83 175 / / / /

5 20 307 91 193 - 70% 0% + 9% + 10%

6 109 527 66 140 - 29% + 70% - 20% - 20%

TABLE 4.5 — Valeurs et évolutions des paramétres de la modélisation suivant les conditions
de coupe et géométries d’outil

Une augmentation de ’avance conduit & une forte diminution de la densité de flux de la
zone de cisaillement primaire (une diminution proche de 70%) pour les deux géométries
d’outil, du fait de I'augmentation de I’épaisseur du copeau, et une faible augmentation des
efforts F,3 et F.3 pour la plaquette ayant un angle de coupe de 20°. L’effet de 1’évolution
de ces paramétres sur le profil des contraintes résiduelles a donc été étudié. Des augmenta-
tions ou des diminutions des diverses composantes du chargement thermomécanique sont
appliquées. Ces variations de chargement sont choisies de telle sorte & étre représentatives
de celles observées pour les essais. Chaque variation de paramétre est comparée avec le

1

profil de contraintes résiduelles obtenu pour une vitesse de coupe de 50m - min *, un

rapport repance de 1 et un angle de coupe de 20°.

4.4.1 Influence de l'effort F 3

Une augmentation de 20% de Veffort F.3 par rapport a I'essai de référence est appliquée.
Cette augmentation ne provoque pas d’effet majeur sur le profil des contraintes résiduelles
(contrainte en surface, contrainte de compression et profondeur affectée fig. 4.4.1). Ceci
s’explique par le fait que les efforts F.3 étant relativement faibles pour tous nos essais, une
augmentation de 20% ne génére qu’une élévation de 10 N de cette valeur. L’influence de
la valeur du coefficient de frottement en dépouille est donc négligeable en ce qui concerne

son effet sur les contraintes par le biais des efforts de frottement.
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Influence de I'effort Fes
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FIGURE 4.4.1 — Influence de l'effort F3 sur le profil des contraintes résiduelles

4.4.2 Influence de Deffort F,3
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FIGURE 4.4.2 — Influence de 'effort F,3 sur le profil des contraintes résiduelles

L’effort F,3 étant un paramétre pilotant majoritairement la modélisation (influe sur effort

F.3 et donc les densités de flux de chaleur en zones primaire et tertiaire de cisaillement),
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son influence est étudiée autant en terme d’augmentation que de diminution (dans le but
de g’assurer que la méme tendance est obtenue pour les deux cas possibles). Ainsi une
augmentation et diminution de 20% ont été étudiées. Nous constatons qu’une augmen-
tation de cet effort engendre une élévation des contraintes résiduelles en peau, au niveau
du pic de compression et également une élévation de la profondeur affectée (ces évolu-
tions sont inversement constatées pour une diminution de l'effort). Les déformations en
surface étant plus importantes lorsque la pression exercée augmente (celle-ci se déplagant
et étirant donc la matiére), le retour élastique de la matiére s’intensifie, amenant a des
contraintes de traction plus importantes en surface. Par équilibrage de ’état de contrainte
de la piéce, les contraintes de compression et la profondeur affectée vont augmenter ( fig.
4.4.2).

4.4.3 Influence de la densité de flux de chaleur en zone de cisaille-

ment primaire

Influence de la densité de flux de la ZCP
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FIGURE 4.4.3 — Influence de la densité de flux en ZCP sur le profil des contraintes rési-
duelles

Une augmentation de 20% est appliquée a la densité de flux de chaleur de la zone de
cisaillement primaire par rapport & l'essai de référence. Une telle augmentation n’a que
peu d’influence sur les contraintes en peau mais diminue les valeurs de compression et

augmente la profondeur affectée. Une diminution de 70% de cette densité est également
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4. Modélisation et analyse des contraintes résiduelles

étudiée car représentative des diminutions constatées lors du passage d'un ratio 7upance
de 1 & 2 pour nos essais. Ce cas montre une tendance inversement proportionnelle & la
précédente (fig. 4.4.3).

Ces évolutions s’expliquent par des températures générées en surface, dues a la densité de
flux en zone de cisaillement primaire, devenant négligeables comparées aux températures
fournies par le flux en ZCT en cette méme surface. Ainsi, I’adoucissement thermique créé

en surface résulte principalement du flux en ZCT.

Le flux en ZCP aura pour influence de préchauffer la matiére a cceur avant le passage du
chargement mécanique. En effet, la largeur de la surface d’application de la densité de flux
en ZCP est élevée au regard des autres surfaces de chargement. Par conséquent, ’applica-
tion du flux ZCP en aval du passage du chargement mécanique semble alors suffisant pour
palier a la faible conductivité thermique du matériau et élever les températures en pro-
fondeur. Ainsi, un adoucissement thermique se crée méme en profondeur entrainant une

réduction des contraintes de compression et une augmentation de la profondeur affectée.

4.4.4 Influence de la densité de flux de chaleur en zone de cisaille-

ment tertiaire

Influence de la densité de flux en ZCT
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FIGURE 4.4.4 — Influence de la densité de flux en ZCT sur le profil des contraintes rési-
duelles
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4.4. Influence du chargement thermomécanique sur les résultats

Des augmentations de 20% et de 80% de la densité de flux en zone de cisaillement ter-
tiaire (représentative de leffet de "augmentation de la vitesse de coupe) sont appliquées.
Similairement a 'effet de la densité de flux en zone de cisaillement primaire, ces augmen-
tations induisent une profondeur affectée plus faible et une atténuation de la contrainte

de compression maximale.

Nous pouvons noter que peu de différences sont constatées dans la zone de compression
entre les deux cas testés. Cependant, une augmentation de 80% de la densité de flux

permet d’obtenir une réduction plus importante des contraintes résiduelles en surface
(fig. 4.4.4).

Comme précédemment, la densité de flux en ZCT prédomine et entraine une augmentation
significative des températures en surface. Ainsi, une élévation de cette densité conduit
4 un adoucissement thermique plus important en surface et donc a une réduction des

contraintes résiduelles.

Cependant, le chargement thermique de la ZCT est appliqué simultanément au char-
gement mécanique. Par conséquent, & cause de la faible conductivité du matériau, les
températures générées par la ZCT n’ont pas le temps de se transmettre efficacement en
profondeur avant que la matiére soit écrouie. C’est pourquoi peu de différences sont ob-
servées sur les contraintes résiduelles de compression et sur la profondeur affectée lorsque

la densité de flux en ZCT passe d’une augmentation de 20% a 70%.

4.4.5 Influence de la vitesse de déplacement du chargement ther-

momeécanique

L est cette

Une vitesse de déplacement du chargement thermomécanique de 80 m - min
fois-ci choisie (sans modification des intensités de chargement thermique et mécanique).
Une telle variation induit des contraintes résiduelles en peau plus élevées tout comme une
augmentation de la contrainte résiduelle maximale en compression. Ceci peut s’expliquer
par une élévation des vitesses de déformation provoquant un écrouissage plus important
de notre matériau. Par équilibrage des contraintes dans la piéce, la contrainte résiduelle

en compression va augmenter (fig. 4.4.5).

Le tableau tab. 4.6 présente un résumé des influences des différents paramétres de la mo-
délisation sur le profil des contraintes résiduelles. Les plus représentent une augmentation,

les moins une diminution et les zéros une absence d’effet des parameétres.
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4. Modélisation et analyse des contraintes résiduelles

Influence de la vitesse de déplacement du chargement
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0.12

Profondeur (mm)

FIGURE 4.4.5 — Influence de la vitesse de déplacement du chargement sur le profil des
contraintes résiduelles

. Contrainte de compression )
Contrainte en peau . Profondeur affectée
maximale
Denszcp + 0 - 13% + 7%
Densgzor + - 5% - 12% + 7%
F.3 + 0 0 0
F3 + + 7% + 21% + 23%
Vitesse de déplacement
P + 4% + 35% - 7%
de la charge +

TABLE 4.6 — Récapitulatif de D'effet des paramétres de la modélisation sur les profils de
contraintes résiduelles circonférentielles

4.5 Interprétation de I’influence des conditions de coupe

et des géométries d’outil sur les contraintes rési-

duelles

Nous avons vu qu’une élévation de la vitesse de coupe provoquait une diminution des
contraintes résiduelles obtenues & la surface, de la valeur de la contrainte de compression
maximale et de la profondeur affectée.

L’analyse de l'influence des chargements thermomécaniques sur le profil des contraintes
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résiduelles permet de conclure que la diminution de la contrainte résiduelle en surface est

la conséquence :

— d’une diminution des efforts appliqués,

— d’une augmentation de la densité de flux en ZCT. Celle-ci génére un adoucissement
thermique de la surface, abaissant les contraintes.

La diminution de la profondeur affectée est a attribuer a la diminution des efforts d’avance

F.s.

Enfin, la faible modification de la contrainte de compression maximale est diie a une

compétition entre :

— Deffet de la vitesse de déplacement du chargement (et donc de la vitesse de déformation)
qui tend & faire augmenter ces contraintes vers la compression,

— la densité de flux thermique en ZCP ainsi que la diminution de F,3 qui tendent ces
contraintes a aller vers la traction.

Une augmentation de 'avance conduit & une trés faible diminution de la contrainte rési-

duelle en peau, une augmentation de la contrainte résiduelle maximale de compression et

une légére diminution de la profondeur affectée par les contraintes résiduelles. La faible

diminution de la contrainte résiduelle en peau est a attribuer a la légére augmentation

de la densité de flux en ZCT, tandis que 'augmentation de la profondeur affectée et de

la contrainte maximale de compression sont la conséquence de 'augmentation de Ieffort

F.s.

Enfin la réduction de la contrainte résiduelle maximale obtenue en compression et de
la profondeur affectée par les contraintes obtenues lorsque 'angle de coupe augmente

provient essentiellement de la diminution de effort Fs.

4.6 Conclusion

Dans ce chapitre nous nous sommes appuyés sur les mesures d’efforts obtenues lors des
essais de coupe orthogonale pour alimenter une modélisation numérique visant a com-
prendre I'impact des conditions de coupe et des géométries d’outil sur la génération des
contraintes résiduelles de surface. La modélisation, par son couplage thermomécanique
faible, permet d’identifier les paramétres influents dans le processus de génération de

contraintes résiduelles.

Ces paramétres et leurs effets une fois identifiés ont permis de comprendre I'impact que
peuvent avoir les vitesses de coupe, 'avance et 'angle de coupe sur la génération des

contraintes résiduelles. Ainsi, une augmentation de l'avance induit une diminution des
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4. Modélisation et analyse des contraintes résiduelles

contraintes résiduelles en peau et de la profondeur affectée mais également une augmen-
tation des contraintes en compression. Cette évolution est la conséquence de I’augmenta-
tion de l'effort d’avance F,3. La vitesse de coupe a, quant a elle, pour effet de diminuer
légérement I’ensemble des contraintes résiduelles et la profondeur affectée de par une com-
pétition entre la diminution des efforts en zone de dépouille, 'augmentation de la vitesse
de déplacement du chargement et I’élévation de la densité de flux en zone de cisaille-
ment tertiaire. Enfin, une augmentation de ’angle de coupe, ayant pour effet de diminuer
les efforts en zone de cisaillement tertiaire, conduit a une réduction de la contrainte de

compression maximale et de la profondeur affectée par les contraintes.

De ces analyses, un jeu de conditions de coupe permet un bon compromis entre la généra-
tion de contraintes résiduelles de compression plus ¢élevées et un débit copeau acceptable.
Il s’agit des conditions regroupant une avance de deux fois la largeur de chanfrein, une

vitesse de coupe de 50m - min ! et un angle de coupe de 10°.

La comparaison des résultats de la modélisation avec les mesures expérimentales de
contraintes résiduelles a permis d’établir la pertinence du modéle dans la prédiction des

contraintes résiduelles de compression sous la surface usinée.
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Les travaux de cette thése initiés par le projet TiMaS s’inscrivent dans le cadre de la com-

préhension de l'usinabilité de I'alliage de titane TAG6V. Les objectifs industriels étaient :

— d’une part de définir une plage de fonctionnement des conditions de coupe de deux
outils coupants de fraisage, associés chacun a une variante de microstructure différente
du TA6V ; une microstructure bimodale et une microstructure lamellaire,

— d’autre part de déterminer I'influence des conditions de coupe et des géométries d’outil

sur la formation de contraintes résiduelles au sein du matériau.

Egalement, dans une recherche d’'une meilleure compréhension des phénoménes régissant

la coupe de ces matériaux, nous nous sommes intéressés a :

— linfluence de la microstructure de l'alliage de titane TAGV sur les mécanismes de for-
mation et de segmentation du copeau,
— l'impact des conditions de coupe, des géométries d’outil et de la microstructure sur

I’écoulement du copeau et les conséquences de cet écoulement sur 'usure des outils.

L’étude bibliographique effectuée a permis d’établir a la fois 'influence des géométries
d’outil et des conditions de coupe sur la génération des contraintes résiduelles et la durée
de vie des piéces en fatigue. La seconde partie de cette étude a permis de déterminer les
modélisations de la coupe les plus adaptées pour répondre aux objectifs du projet. La
démarche expérimentale du couple outil-matiére aide a la détermination des espaces de
fonctionnement des fraises utilisées par les industriels dans leur matiére respective. Ega-
lement, nous nous sommes intéressés aux modélisations analytiques de coupe orthogonale
permettant 'obtention des contraintes exercées sur 1'outil et une estimation de la ther-
mique de la coupe. L’utilisation de cette modélisation analytique en tournage conduisant
4 une meilleure compréhension des phénoménes liés au processus de coupe. Enfin, nous
avons déterminé la modélisation numérique la plus adaptée a I’évaluation de I'influence
des conditions de coupe, par le biais des chargements thermomécaniques, sur la génération

des contraintes résiduelles.
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Le chapitre 2 s’est porté sur 'analyse des énergies spécifiques de coupes, des efforts de
coupes et des mécanismes d’usure des outils coupants afin de déterminer les espaces de
fonctionnement des fraises. L’étude a permis de déceler des comportements différents des
deux outils principalement liés & leur géométrie mais également en partie au matériau
qu’ils usinent. Ainsi la préparation d’aréte chanfreinée de la fraise a plaquettes conduit
a l'obtention d’efforts de coupe plus élevés qu’avec la fraise en carbure monobloc. Les
différences de comportement se sont également retrouvées dans les mécanismes d’usure
des outils coupants, avec une usure prépondérante par écaillage, du fait des chocs ther-
miques et mécaniques intervenant lors de I'entrée de la dent dans la matiére pour la fraise
a plaquettes. La fraise en carbure s’use dans un premier temps par abrasion sur la face de
coupe. Cette abrasion génére une modification de ’aréte de coupe conduisant a des phéno-
meénes d’indentation plus élevés et donc un retour élastique de la matiére plus important
conduisant a une usure en dépouille. Cette étude a permis de proposer des conditions
de coupe pour chacune des fraise allant vers un gain en productivité (en termes de dé-
bits copeaux) et permettant d’aller au dela de la durée de vie de ces outils, obtenue aux
conditions de coupe employées par les industriels. Une seconde partie s’est intéressée aux
mécanismes de formation de bandes de cisaillement adiabatique et de segmentation du
copeau pour la microstructure bimodale et celle lamellaire. Les observations effectuées au
microscope optique ont montré que le TA6V af non traité transus [ est caractérisé par
un cisaillement primaire continu qui tend vers un cisaillement par bandes de cisaillement
adiabatique & mesure que la vitesse de coupe augmente. I’influence majeure sur I’appari-
tion des bandes de cisaillement pour ce matériau s’est révélé étre I’avance. Pour le TA6V
af traité transus 3, les bandes de cisaillement apparaissent méme pour de faibles vitesses
de coupe. Celles-ci sont fortement dépendantes de I'orientation des colonies lamellaires, il
en résulte alors un cisaillement primaire discontinu qui se stabilise pour les hautes avances

et un cisaillement secondaire irrégulier.

Le chapitre 3 visait a étudier 'influence de ces deux matériaux, des conditions de coupe
ainsi que des géométries d’outil sur I’écoulement du copeau en face de coupe et les méca-
nismes d’usure. Des essais de coupe orthogonale ont été effectués afin de pouvoir observer
I’écoulement du copeau au cours de 'usinage par caméras rapides. Les images obtenues
ont permis de déterminer I'influence des paramétres de coupe sur les longueurs de contact
outil-copeau au cours de 'usinage. Ainsi pour le cas du TA6V «f traité transus 3, les lon-
gueurs de contacts obtenues présentent une forte variabilité au sein d’une méme condition
d’essai. Cette variabilité est en partie diie aux mécanismes de la zone de cisaillement secon-
daire qui sont instables. Elle est également induite par la courbure du copeau. L’utilisation

de modélisation analytique de la coupe a permis d’évaluer les phénomeénes thermiques en
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jeu lors de la formation du copeau et ainsi d’estimer I’évolution des gradients de tempé-
rature au sein du copeau. De ce fait, nous avons pu conclure que les longueurs de contact,
ainsi que leur variabilité augmentent avec ’avance en partie a cause du faible gradient de
température existant dans le copeau, conduisant & une courbure du copeau plus faible.
La vitesse de coupe ainsi que ’angle de coupe ont l'effet inverse. Des résultats similaires
ont été obtenus pour le TA6V a3 non traité transus 5. Cependant, du fait de mécanismes
de cisaillement moins irréguliers a I'interface outil-copeau et I’absence de génération de
zone morte en pointe d’outil, la variabilité des longueurs de contact est moindre. Nous
avons montré que cette variabilité avait une conséquence sur les mécanismes d’usure en
diffusion de l'outil et sur ’étendue de la zone usée par diffusion. Avec 'augmentation de la
variabilité des contacts, nous avons vu apparaitre la naissance de deux zones ot le titane
avait diffusé : une avec un dépot de titane dense et une seconde la succédant avec dépot

de titane plus faible.

Le chapitre 4, a partir des essais de coupe orthogonale, a permis d’établir I'influence
des conditions de coupe et des géométries de coupe sur les mécanismes de génération des
contraintes résiduelles. EEin nous basant sur une modélisation a couplage thermomécanique
faible, dont le principe réside dans ’application de chargements thermomeécaniques équiva-
lents sur la surface usinée, nous avons pu déterminer que 'avance entraine une diminution
des contraintes résiduelles en peau, de la profondeur affectée et une augmentation de la
contrainte maximale de compression. Nous avons pu constater que cette évolution est for-
tement générée par I’augmentation de 'effort d’avance en zone de dépouille des outils. La
vitesse de coupe entraine une diminution légeére de I'ensemble des contraintes résiduelles
et de la profondeur affectée par compétition entre 'augmentation des températures en
zone de cisaillement tertiaire, ’augmentation des vitesses de déformation et la diminution
de leffort d’avance en dépouille. Enfin, une augmentation de ’angle de coupe entraine
une diminution des efforts en zone de cisaillement tertiaire et donc une réduction de la

contrainte de compression maximale et de la profondeur affectée par les contraintes.

De cette étude, plusieurs axes d’optimisation se dégagent :

— D’étude des espaces de fonctionnement pour les fraises employées par les industrielles a
conduit & la détermination de conditions de coupe plus avantageuses en termes de débit
copeau et de durées de vie. Dans la suite du projet, ces conditions de coupe seront
testées sur des démonstrateurs industriels avant validation et intégration dans leurs
gammes d’usinage. Un autre axe visant a une amélioration de la productivité, serait
d’étudier I'influence des aides a la coupe (assistance laser, lubrification haute pression)
sur les efforts de coupe, les mécanismes d’usure et la durée de vie des outils coupants.

Egalement, la démarche du couple outil-matiére pourrait étre portée sur d’autres outils
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utilisés dans la gamme de fabrication des industriels,

— l'analyse de la morphologie des copeaux a permis de comprendre les phénoménes de
formation du copeau pour deux matériaux encore faiblement étudiés dans la littérature.
Afin de mieux interpréter, les contraintes mécaniques et thermiques exercées par le
copeau sur les outils coupants, une étude des gradients de plasticité au sein du copeau
(par mesure de microdureté) et des déformations de la microstructure (par EBSD) doit
étre envisagée,

— couplée a I'étude de la morphologie des copeaux, I'analyse de I'influence des conditions
de coupe ainsi que des géométries d’outil conduit & une meilleure compréhension des
mécanismes d’usure par diffusion des outils coupants. La diffusion est I'une des usures
les plus généralement constatée pour la coupe du TA6V. Ainsi, 'impact du rapport entre
Pavance et la préparation d’aréte sur cette diffusion peut mener a une meilleure analyse
des usures des fraises employées par les industriels. En effet, pour le fraisage, la section
de coupe est variable le long des faces de coupe et conduit donc a avoir des rapports
entre épaisseur coupée et préparation d’aréte menant a des usures locales, par diffusion,
plus ou moins importantes. Une perspective serait d’étendre cette analyse & d’autres
géométries d’aréte et d’autres conditions de coupe afin que celles-ci correspondent au
mieux aux géométries et conditions de coupe locales retrouvées sur les faces de coupe des
outils de fraisage. Egalement, ’analyse devrait comprendre une étude comparative entre
les usures par diffusion constatées en coupe orthogonale et en fraisage, a géométries de
coupe et vitesses de coupe équivalentes,

— concernant 'influence des conditions de coupe et géométries de coupe sur les contraintes
résiduelles, une amélioration de la modélisation est a envisager. Celle-ci porterait sur
une meilleure définition des coefficients de partage entre les diverses zones de coupe,
une identification plus fine du frottement entre la face en dépouille et la surface usi-
née et une étude de l'influence de la loi de comportement du matériau sur 1’évo-
lution des contraintes résiduelles. Aussi, une caractérisation expérimentale du profil
des contraintes résiduelles au sein du matériau est a effectuer, afin de permettre une
meilleure corrélation entre les valeurs expérimentales et numériques. Egalement, afin
de se rapprocher du contexte industriel, la modélisation devra évoluer vers le tournage
puis vers le fraisage. De plus, une perspective envisagée est de déterminer 'impact des
conditions de coupe, des usures en dépouille et des géométries d’aréte sur les contraintes
résiduelles en fraisage (en s’appuyant sur les résultats de la modélisation) et d’analyser
I'influence de ces contraintes résiduelles et des stratégies d’usinage sur les déformations

des piéces aprés usinage.
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Annexe 1

Cette annexe expose les caractéristiques des différents dispositifs utilisés pour nos expé-

riences. Ainsi nous présenterons :
— La machine utilisée pour les essais de fraisage (Huron KX10)

— La machine utilisée pour les essais de tournage (Genymab 900 Somab)
— La platine de mesure d’efforts en fraisage (Kistler 9257B)
— La platine de mesure d’efforts en tournage (Kistler 9129A)

— Les caractéristiques de la caméra rapide (Photron Fastcam SA1)

Caractéristiques des dispositifs utilisés pour les essais de

fraisage

Fraiseuse

Pour les essais de fraisage montrés dans le chapitre 2, nous avons utilisé un centre d’usinage

KX10 de Huron & 3 axes, a portique et table mobile (figure 4.6.1).

FIGURE 4.6.1 — Centre d’usinage Huron KX10
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Annexe 1

Le tableau tab. 4.7 présente les principales caractéristiques du centre d’usinage utilisé.

Huron KX10
Caractéristiques géométriques
Course de 'axe X (chariot sur portique) 1000 mm
Course de 'axe Y (table mobile) 700 mm
Course de 'axe Z ( porte broche) 550 mm
Surface utile de la table 1250 x 700 mm?
Charge maximale admissible de la table 1500 kg
Caractéristiques de la broche
Electrobroche GMN
Gamme de vitesse de rotation 100 a 24000
tr/min
Puissance maximale 20 kW
Type d’attachement HSK 63 A

Caractéristiques des déplacements

Avance rapide X Y

30 000 mm /min

Avance rapide Z

18 000 mm/min

Avance travail 1 410 000
mm /min
Accélération maximale 5 m/s?

Précisions sur les axes selon norme VDI/DGQ 3441

Incertitude

7 pm

Répétabilité

5 pm

Caractéristiques de la commande numérique

Modeéle Simens 840 D
Interpolation ISO, Spline et
Polynomiale
Caractéristiques de I'arrosage
Lubrification classique 3 bar — 30
1/min Soufflage
d’air 6 bar
Micropulvérisation périphérique 6 bar
Lubrification haute pression centre outil 80 bar
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Platine de mesure d’efforts

La platine de mesure d’efforts utilisée pour le fraisage est une platine dynamométrique
9257B trois composantes de chez Kistler ( fig. 4.6.2). Ses principales caractéristiques sont

présentées tab. 4.8.

FIGURE 4.6.2 — Platine de mesure d’efforts 92578

Platine 9257B \

Plage de mesure Fx, Fy, Fz +5kN
Sensibilité Fx, Fy 10 mV/N
Sensibilité Fz 5 mV/N

Fréquence propre fnx, fny 2 kHz
Fréquence propre fnz 3,5 kHz
Plage de températiire de service 0/ 60°C

Dimensions 170x100x60

mm?

Protection selon EN60529 P67

Masse 7.4 kg

TABLE 4.8 — Caractéristiques de la platine de mesure d’efforts
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Caractéristiques des dispositifs utilisés pour les essais de

tournage

Tour

Pour les essais de tournage montrés dans le chapitre 2 et de coupe orthogonale montrés

dans le chapitre 3, nous avons utilisé un centre de tournage fraisage Genymab 900 de chez

Somab (fig. 4.6.3).

| somas |

F1GURE 4.6.3 — Centre de tournage fraisage Genymab 900

Les principales caractéristiques de ce centre de tournage fraisage sont exposées dans le
tableau tab. 4.9.
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Genymab 900 ‘

Caractéristiques géométriques
Course de I'axe X (vertical) 600 mm
Course de I'axe Y (transversal) 700 mm
Course de I'axe 7 (longitudinal) 900 mm
Diamétre du mandrin 250 mm
Carctéristiques de la broche
Vitesse de broche maximale 2000 tr/min
Puissance maximale 22 / 36 kW
Couple maximal 1230 Nm
Caractéristiques de la commande numérique
Modéle Siemens 840D
Solution Line
Interpolation 1SO, Spline et
Polynomiale
Caractéristiques de I'arrosage
Lubrification classique 7 / 50 bar
Lubrification haute pression centre outil 350 bar

TABLE 4.9 Caractéristiques du centre d’usinage

Platine de mesure d’efforts

La platine de mesure d’efforts utilisée pour le fraisage est une platine dynamométrique
9129A trois composantes de chez Kistler (fig. 4.6.4). Ses principales caractéristiques sont

présentées tab. 4.8.

FIGURE 4.6.4 — Platine de mesure d’efforts 9129A
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Platine 9129A |

Plage de mesure Fx, Fy, Fz +10kN
Sensibilité Fx, Fz -8 pC/N
Sensibilité Fy -4.1 pC/N
Fréquence propre fnx, fnz 3,5 kHz
Fréquence propre fny 4,5 kHz
Plage de température de service 0/ 60°C
Dimensions 150x107x32
mm?
Protection selon EN60529 P67
Masse 5,2 kg

TABLE 4.10 — Caractéristiques de la platine de mesure d’efforts

Caméra rapide

La caméra rapide utilisée pour la mesure des longueurs de contact et angles de cisaillement
des essais de coupe orthogonale (chapitre 3) est une caméra Fastcam SA1 de chez Photron

(fig. 4.6.5). Ses caractéristiques sont exposées dans le tableau tab. 4.11.

FIGURE 4.6.5 — Caméra rapide Fastcam SA1
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Dimensions et poids 160x153x242.5 mm? ;5.9 kg
Plage de températures admissibles 0°C/40°C
| Fréquence d’acquisition de 1000 images - s (min) |
Résolution 1024x1024 pixels?
Temps d’acquisition 5.46's
| Fréquence d’acquisition de 3000 images - s ! |
Résolution 1024x1024 pixels?
Temps d’acquisition 1.82s
‘ Fréquence d’acquisition de 5000 images - s ! ‘
Résolution 1024x1024 pixels?
Temps d’acquisition 1.09s
| Fréquence d’acquisition de 675000 images - s * |
Résolution 64x16 pixels?
Temps d’acquisition 8.28s

TABLE 4.11 — Caractéristiques de la caméra rapide Photron SA1
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Cette annexe apporte les précisions sur le calcul de certains termes exposés dans la thése
et présente également les paramétres des lois d’évolution employées. Ainsi seront exposés :
la modélisation de Ren et Altintas [Ren and Altintas, 2000] (chapitre 3),

— T'utilisation faite de la modélisation d’Oxley [Oxley, 1989] (chapitre 3),

— les paramétres utilisés pour la loi de Johnson-Cook (chapitres 3 et 4),

— les propriétés thermiques du TAGV employées

— le calcul du coefficient de partage 3 (chapitres 3 et 4),

— le calcul du coefficient de partage de chaleur As entre la plaquette et la matiére usinée
(chapitre 4).

Modélisation de Ren

Nous présentons plus en détails les calculs permettant 'obtention des différents efforts et
températures obtenus dans le chapitre 3 (coupe avec zone morte en pointe de 1'outil). Les

données d’entrée de la modélisation sont les efforts F, F,. et 'angle de cisaillement ;.

Les actions mécaniques du chanfrein

La géométrie de la coupe est présentée figure fig. 4.6.6.

Les efforts générés par le chanfrein sont donnés par I’équation 4.6.1.

bey - sin(aq) - w

c0s(¢s) (4.6.1)
bey - sin(oy) - w

cos(s)

F.t = (1o - cos(ps) + opo - sin(ps)) -

Fiy + = (0o - cos(ps) — Tpo - sin(py)) -
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FIGURE 4.6.6 — Géométrie de coupe du modéle de Ren|Ren and Altintas, 2000]

w représente la profondeur de coupe et 750 et oo sont les contraintes tangentielles et
normales développées le long de l'interface BO de la zone morte. Ces contraintes sont

données par les équations 4.6.2 et 4.6.3.

3.7

oBO = kcf . (1 =+ T — Sln<2 : 805) (462)
Ocf

b (4.6.3)

V3

o.s représente la contrainte d’écoulement du matériau au niveau de la zone du chanfrein.
Cette contrainte est donc calculée grace a la loi de plasticité employée : la loi de Johnson-
Cook. La formulation choisie (eq. 4.6.4) intégre une dépendance a la déformation, au taux

de déformation et a la température.

n Eéf ch — Tr m
ocr = [A+ Bef][1+ Clog(—)][1 — (

—_— 4.6.4
I = (=) (4.6.4)

avec €.f, €5 et Tpy la déformation plastique, la vitesse de déformation plastique et la tem-

pérature au niveau de la zone de chanfrein. A représente la limite élastique du matériau, B
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et n les parameétres d’écrouissage liés a la déformation, C' le paramétre d’écrouissage lié a
la sensibilité de la contrainte au taux de déformation, m le paramétre d’écrouissage lié a la
sensibilité de la contrainte a la température. 7, et T sont respectivement la température

ambiante et la température de fusion du matériau.

La déformation e ¢ et la vitesse de déformation é.r sont calculées & partir de la relation

géométrique des lignes de glissement :

tan(ps)
) 1.6.
“f T 1Y tan(ps) (4.6.5)
P ML 4.6.6
Cof = begsin(ay) (4.6.6)

Avec by la largeur du chanfrein et o I'angle de chanfrein. La température T¢; est donnée

par la relation suivante :

E.¢

Tep=Tap+
pc

(4.6.7)

avec p et ¢ la densité et la chaleur spécifique du matériau, et Typ I’élévation de tempé-
rature moyenne dans la zone de cisaimment primaire. E s est I'énergie consommeée par le

chanfrein chanfrein et elle est obtenue par le calcul suivant :

Ocp co8(2¢5)
V3 cos2(p,) - (14 tan(p,))

ch = EZ + Ef = Ocf€cf + (468)

ol I; est I’énergie plastique et Ey I’énergie de frottement.

Gréce a la formulation proposée par Oxley|Oxley, 1989), il est possible de donner la tem-

pérature globale dans la zone de cisaillement primaire, par la formulation 4.6.9.

(1 —=0) - Fs-cos(ag)

Tap =T, +
p-c-w-ty-cos(ps — ap)

(4.6.9)

[ représente la proportion de chaleur générée par le cisaillement primaire et évacuée dans

la piéce.

Les efforts de cisaillement F§ sont donnés par 1’équation obtenue d’aprés les travaux de
Merchant|Merchant, 1944] eq.4.6.10.
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Fy=(F,— F.p .)-cos(ps) — (F, — Fep 1) - sin(eps) (4.6.10)

Ainsi, il est possible de déterminer les forces tangentielles et normales le long de la face

de coupe par I’équation 4.6.11.

Fie = (F, — Fop ) - cos(ap) + (F. — Fer ) - sin(ayg)

(4.6.11)
Foe = (F.— F.p ) - cos(ap) — (Fy — Fef +) - sin(ap)

Estimation de la température a 'interface outil-copeau

Nous rappelons I’équation permettant l’estimation de la température a l'interface outil-

copeau Tj,; :

Tipi = Tap + 0.9 - AT,,.. (4.6.12)

AT, représente 1’élévation de température maximale au sein du copeau. Cette derniére
est calculée par la modélisation simplifiée que nous avons proposée a partir des travaux
d’Oxley [Oxley, 1989] eq. 4.6.13.

AT,, = exp(0.06 + 0.5 - log(Ryr)) - AT. (4.6.13)

AT, correspond & la température moyenne du copeau. Son calcul se fait par la relation

suivante :

Fy. - sin(yp,
AT, = e Sin() . (4.6.14)
p-c-w-ty-cos(ps — ap)

Modélisation d’Oxley

Nous présentons plus en détails le calcul de I’effort normal au chanfrein Ny, présenté dans

le chapitre 3 (coupe sans zone morte).

En se basant sur la modélisation d’Oxley|Oxley, 1989, il est possible d’évaluer les contraintes
exercées par la zone de chanfrein et de déterminer ensuite 'action de la face de coupe
(d’angle «p). La modélisation de la coupe est présentée fig. 4.6.7. La loi de comporte-

ment utilisée est celle de Johnson Cook. Ainsi le modéle d’Oxley donne les expressions
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des pressions hydrostatiques p4 et pp respectivement exercées aux points A et B de la
zone de cisaillement primaire 4.6.154.6.164.6.17.

ey (g - %)] (4.6.15)

2 F,s - sin(ys)

— — 4.6.16
PA tw bB ( )

P = kap -

kap = — (4.6.17)

Zone
plastique

T R SRp R ———

FIGURE 4.6.7 — Modélisation de la coupe

Avec oyp la contrainte d’écoulement du matériau dans la zone de cisaillement primaire

et F,, leffort normal a I'effort de cisaillement Fj.

Enfin la contrainte normale exercée sur le chanfrein est donnée par ’équation 4.6.18.

oN =pa+2 kap - (¢s — 1) (4.6.18)
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Elle est reliée a I'effort N par la relation suivante :

N
= 4.6.19
oN by - w ( )

Avec by la largeur du chanfrein.

Paramétres de la loi de Johnson-Cook et propriétés ther-

miques

Paramétres de la loi de Johnson-Cook

Nous décrivons ici les valeurs utilisées pour la loi de Johnson-Cook employée dans notre
étude. Ces valeurs sont celles définies par Seo et al. [Seo et al., 2005] pour un TAGV (tab.

4.12). Les paramétres choisis sont identiques pour les deux TA6V étudiés.

|A(MPa) [B(MPa) | n | C | m [T, (C)|é]
| 9979 | 653.1 [0.45][0.0198 | 0.7 | 1668 [ 1]

TABLE 4.12 — Paramétres de la loi de Johnson-Cook pour un TAGV [Seo et al., 2005]

Propriétés thermiques du TA6V

Les valeurs des propriétés thermiques du TA6V et leur thermo-dépendance linéaire sont
celles définies par Wagner [Wagner, 2011] (tab. 4.13)
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’ Chaleur spécifique ‘
c(J-kg '-°C 1) | température (°C)
7 20
14 700
’ Conductivité thermique ‘
K (W-m '-°C 1) | température (°C)

570 100
675 600
’ Coefficient de dilatation ‘
a(m-m - Q) température (°C)
9F — 06 20
1.125FE — 05 1000

TABLE 4.13 — Propriétés thermiques thermo-dépendantes [Wagner, 2011]

Calcul des coefficients de partage

Coefficient de partage [

Le coefficient  correspond a la proportion de chaleur, générée par le cisaillement pri-
maire, évacuée dans la piéce. Il est obtenu a partir de la relation empirique proposée par
Boothroyd [Boothroyd, 1963] (eq. 4.6.20).

B =0,5—0,35log(Ritan(¢)) si 0,04 < Ritan(¢) < 10

. (4.6.20)
B =0,3—0,15log(Ritan(p)) si Ritan(¢) > 10
avec
cV,t
R =" i ! (4.6.21)

R; est un nombre thermique sans dimension, p la densité, K la conductivité thermique
du matériau et c la chaleur spécifique du matériau.
Coefficient de partage Aj

Le coefficient A3 correspond a la proportion de chaleur, générée par le frottement en face

de dépouille, évacuée dans la piéce. Il est obtenu par la relation proposée par Ramanath
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et Shaw [Ramanath and Shaw, 1988] (eq. 4.6.22).

1
T 1+ /(Kpo)o/ (Kpe)r

As

(4.6.22)

Les indices O et P se référent a I'outil et la piéce.
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Cette annexe présente la démarche effectuée pour le traitement des images des essais de
coupe orthogonale avec acquisition des images de la coupe par caméra rapide. Elle se
divise en deux parties :

— pré-traitement des images,

— traitement des images avec Matlab.

Pré-traitement des images

Les images obtenues suite a ’acquisition par caméras rapides sont en niveaux de gris.
Suivant I’éclairage mis en place lors de 1’essai en question, les images brutes présentent
plus ou moins de contraste et nécessitent donc une harmonisation et une mise en valeur
des zones caractéristiques de la coupe (la pointe de 1'outil, 'aréte de coupe et le copean)
pour une meilleure exploitation. Le pré-traitement des images est effectué a l'aide du

logiciel Image J.

La premiére étape consiste en 'application d’un calque blanc sur I’ensemble de ’outil.
Les valeurs de niveaux de gris sont artificiellement imposées a 255 (blanc). Dans cette
étape, il est aussi nécessaire de faire ressortir 'aréte de coupe en appliquant un calque
noir (niveau de gris 0) le long de Paréte sur quelques pixels de hauteur. Ensuite un calque
noir est appliqué sur toute la zone située avant la face de dépouille et délimitée en hauteur

par la pointe de I'outil.
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g (il

Image non fraitée f lD’f

A

L
h

]

N

4
Redimensionnement de I’image |

A

Application du calque blane sur " outil

Application du calque noir sur " aréte

Application du calque devant la pointe
de "outil

h 4

Modification

des contrastes

h 4

Moyennage des niveaux de gris

=
1
1
(S
(=
(=

FIGURE 4.6.8 — Etapes du pré-traitement des images
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Par la suite, un second calque, blanc cette fois-ci, est appliqué au dessus de ce dernier
calque. L’étape suivante vise & augmenter les contrastes. Pour finir, un moyennage des
valeurs de niveau de gris sur un rayon de trois pixels est appliqué sur chaque pixel n’ap-
partenant pas aux calques. Ceci a pour but d’éliminer les grandes variations de niveaux
de gris généralement causées par le bruit et compliquant 'automatisation de ’analyse par

lalgorithme. L’ensemble de ces étapes est présenté fig. 4.6.8.

Traitement des images avec Matlab

La premiére étape de 'algorithme de traitement et d’analyse des images est de localiser
la pointe de l'outil. En partant de X = 0 et Y = 0 (coin inférieur gauche de I'image),
'algorithme recherche le dernier pixel de coordonnées (X = 0; Y+) ayant pour niveau
de gris la valeur 0 (noir). La coordonnée Y retenue (correspondant & la hauteur de la
pointe de P'outil) est nommée Y;. A partir de 14, l'algorithme recherche le dernier pixel
de coordonnées (X, ; Y = Y]) ayant pour niveau de gris la valeur 0. La coordonnée en
X retenue est nommée X; et de ce fait, le pixel de coordonnées (X ; Y7) correspond a la

pointe de notre outil (fig. 4.6.9).

FIGURE 4.6.9 — Identification de la pointe de I'outil

A partir des coordonnées (X7 ; Y7), colonne par colonne et en partant de Y = 0, 'algo-
rithme cherche les derniers pixels de coordonnées (X > X ; Y, ) ayant des niveaux de gris
de valeur égale a 255 (blanc). Toutes les coordonnées de 'aréte sont récupérées dans une
matrice M, (fig. 4.6.10).
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FIGURE 4.6.10 — Identification de I’aréte de coupe

Ensuite, le copeau étant un des éléments réfléchissant le plus la lumiére dans 'image, il
est aisé de déterminer une valeur seuil de niveau de gris délimitant la surface inférieure du
copeau de 'arriére plan. Cette valeur est spécifique a chaque série d’images. L’algorithme
impose de fagon artificielle que tous les niveaux de gris inférieurs a cette valeur seuil soient
égaux a 0 (fig. 4.6.11).

FIGURE 4.6.11 — Modification du niveau de gris

A partir des points appartenant a ’aréte, I’algorithme recherche colonne par colonne, dans
le sens des Y positifs, le dernier pixel ayant un niveau de gris de 0. Ces pixels appartiennent
alors a la surface inférieure du copeau. L’ensemble de ces points est rassemblé dans une
matrice My (fig. 4.6.12).
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FIGURE 4.6.12 — Identification de la surface inférieure du copeau

Du fait des quelques pixels noirs créés artificiellement autour de I'aréte, I'algorithme doit
translater, suivant Y, la courbe représentative des points appartenant a la surface infé-
rieure du copeau afin de la ramener en contact avec I’aréte de coupe. Une nouvelle matrice
M3 recueillant ces points est ainsi créée. Les matrices M3 et M; sont ensuite comparées
afin de déterminer le dernier point du copeau en contact avec I'aréte de coupe, i.e., le der-
nier point tel que Ms(i, j) — M;(i,5) = 0. A partir de 14, Palgorithme calcule la longueur

de contact outil-copeau pour chaque image (fig. 4.6.13).

Contour du
copean

[ Copeau comparé |

5 a l"aréte

g

3 . -

=5 | — =
_-E | Dernier point de S

2 '| contact =T

B | - Aréte de coupe ‘

Pi%els (direction X)

FIGURE 4.6.13 — Calcul des longueurs de contact

Les étapes du traitement d’images avec Matlab sont présentées fig. 4.6.14.
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Image fraiiée

Identification de la pointe de I"outil

Identification de 1’aréte de coupe

Modification des miveaux de gris

Identification de la surface inférieure du
copeall

Identification de la longueur de contact ‘

200 T T T —
| Contour du
[ copeau
s} | H
)
o A ) Copeau comparé
o a |*ardte
= |
=]
=] e
3 I | T s .
£ | S—
Sear o= S
» | | | Dernier point de F——i
2 | A contact = T
= | - \ A Aréte de coupe
N — o i
| L |
0 5 Fi] 25

Pi;els (direction 5()

FIGURE 4.6.14 — Etapes du traitement des images avec Matlab
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Cette annexe présente la démarche expérimentale du Couple Outil-Matiére telle qu’elle
est décrite dans a norme NF E 66-520 [AFNOR, 1994].

Le COM est une démarche expérimentale permettant d’établir, pour un outil et une
matiére, ’ensemble des parameétres définissant le fonctionnement de I'outil dans la matiére
considérée. La norme NF E 66-520 [AFNOR, 1994] préconise 'ensemble des démarches
suivantes. La premiére étape consiste a déterminer un point de fonctionnement stable
et acceptable de 'outil dans la matiére, en termes de conditions de coupe (vitesse de
coupe V., avance a la dent f,, profondeur de passe a, et engagement radial a.). Elle a
pour but de vérifier la compatibilité de 'outil avec le matériau choisi et de formuler un
point de référence pour la campagne d’essais qui suivra. Plusieurs critéres permettent de
déterminer qu'un point de fonctionnement est stable et acceptable. Le point sera jugé
acceptable si la couleur et la forme des copeaux sont stables et répétitives, si I'outil ne
présente pas d’usure catastrophique et si le niveau d’énergie spécifique, la durée de vie
de Doutil et I'état de surfaces sont compatibles avec les objectifs d’utilisation de I'outil
et du matériau. Enfin, le point sera dit stable si une faible variation en amplitude des
conditions de coupe permet d’obtenir a nouveau un point de fonctionnement acceptable.
Les conditions de coupe industrielles pour les outils et les matiéres étudiées inspireront

celles choisies pour nos points de fonctionnement.

La seconde étape permet de déterminer la vitesse de coupe minimale autorisée pour le
couple outil-matériau étudié. En fraisage, ce choix de vitesse de coupe est établi par
observation de I’évolution de I’énergie spécifique de coupe W, ou du coefficient spécifique
de coupe K, en fonction de la vitesse de coupe. Les conditions de coupe, autres que la
vitesse de coupe, sont fixées a celles du point de fonctionnement. Les énergies W, sont
évaluées par le biais de mesures de puissance (P.) ou d’effort (F.) de coupe grace aux

relations suivantes :
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K= 4.6.23
“ h-a, (4.6.23)
W, = o (4.6.24)

c Q LU

P,=F,-V, (4.6.25)

avec I, leffort de coupe colinéaire a la vitesse de coupe, Ap la section de coupe, P. la
puissance de coupe et @) le débit copeau. I’aspect général de la courbe tragant la pression
spécifique de coupe en fonction de la vitesse de coupe est donné figure fig. 4.6.15 (dans
le cas de matériaux de type acier ou aluminium). Pour les alliages de titane, les courbes
généralement obtenues ne permettent pas d’observer un point d’inflexion. Les limites Vi,

et Vemaz sont une appréciation de I’évolution de la courbe.

)

Hingy |
"

f
r,

4 -— -
—,—— e
——————

Ve min Vo max Cuming speed (v_

FIGURE 4.6.15 — Plage de fonctionnement pour la vitesse de coupe [AFNOR, 1994]

La vitesse de coupe minimale est généralement observable au point de changement de
pente de la courbe. Nous pourrions penser que les vitesses de coupe les plus intéressantes
sont les vitesses de coupe les plus élevées car le coefficient spécifique de coupe y est le plus
faible. Cependant pour ces vitesses, les températures de coupe sont trés élevées et les flux

de chaleur importants transmis a I'outil entrainent son usure prématurée.

Ensuite, la méthodologie COM propose de déterminer les limites hautes et basses d’épais-
seur de coupe (Rumin — hmaz). Pour cela, une série d’essai est effectuée, faisant varier I'épais-
seur de coupe (la valeur au point de fonctionnement doit étre incluse dans les essais) pour
une profondeur de passe et un engagement axial égaux a ceux utilisés pour le point de
fonctionnement et pour une vitesse de coupe comprise dans la plage de fonctionnement
[Vemin 3 Vemaz|- L'épaisseur de coupe est reliée a la profondeur de passe, I'engagement axial

et 'avance par dent f, .
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De fagon similaire au traitement de la vitesse de coupe, la plage de fonctionnement de
I’épaisseur de coupe est déterminée par recherche du point de changement de pente sur la
courbe tragant I'énergie spécifique de coupe W, en fonction de h. S’en suit une phase de
détermination des données limites qui consiste a rechercher une limite haute de la section
de coupe Appma, et du débit copeaux (e, Une série d’essais faisant évoluer a, et a. est
réalisée pour une vitesse de coupe et une section de copeau comprises dans leur plage de

fonctionnement. En fraisage, la relation donnant la section de coupe est :

Ap =a. - a, (4.6.26)

Les essais se terminent lorsqu’un mode de dégradation catastrophique de I'outil est atteint
ou lorsqu’un phénomeéne perturbateur non imputable a la machine intervient. La valeur
de section de coupe alors relevée sera, en prenant une marge de sécurité, la limite haute

ADmaw .

Les essais de détermination du (),,.. se font aux conditions de coupe utilisées pour Apqez-
11 faut alors faire augmenter réguliérement h jusqu’a h,q. et s’arréter deés lors qu’un mode
de dégradation catastrophique de 'outil est atteint ou lorsqu’un phénomeéne perturbateur
non imputable & la machine intervient. Alors comme précédemment le débit de copeaux

relevé correspond (en prenant une marge de sécurité) a la limite haute du débit.

Enfin, 'étude du COM est complétée par des essais d’usure. La norme NF E 66-520-6
[AFNOR, 1994| préconise de réaliser au minimum huit essais d’usure en prenant soin de
sélectionner des conditions de coupe appartenant aux plages de fonctionnement détermi-
nées précédemment. Pour chaque point (a,, a., f. et V.), les essais doivent se poursuivre
jusqu’a obtention de la durée de vie limite de I'outil observable suivant différents critéres
(mode d’usure en dépouille, augmentation de la puissance de coupe, augmentation des

efforts de coupe, détérioration de 'état de surface .. .).
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Cette annexe introduit les résultats obtenus pour ’analyse faite dans le chapitre 3. Ainsi,
nous présentons, pour le cas du TA6V af traité 3, les valeurs non exposées des :

— longueurs de contacts,

— coefficients de frottement apparent, des épaisseurs de copeau et des élévations de tem-

pérature maximale dans le copeau.

Longueurs de contact

Nous présentons, figures fig. 4.6.16 et fig. 4.6.17, respectivement les longueurs de contact

obtenues pour les plaquettes a angle de coupe de 0° et de 20°.

Données permettant ’estimation du gradient de tempé-
ratures au sein du copeau
Les épaisseurs de copeau, les élévations de températures maximale dans le copeau et

les coefficients de forttement apparent, sont exposés dans les figures fig. 4.6.18 pour les

plaquettes a angle de coupe de 0° et fig. 4.6.19 pour celles a angle de coupe de 20°.
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FIGURE 4.6.16 — Longueurs de contact outil-copeau comparées a la largeur de chanfrein,
en fonction de la vitesse de coupe et du rapport ryyance : angle de coupe de 0°
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FIGURE 4.6.17 — Longueurs de contact outil-copeau comparées a la largeur de chanfrein,

en fonction de la vitesse de coupe et du rapport ryance : angle de coupe de 20°
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Estimation de I'élévation de température maximale au sein du copeaun - yo 0°
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FIGURE 4.6.18 — Températures AT, , épaisseurs du copeau et coefficients de frottement
apparents en fonction de la vitesse de coupe et du rapport ruance : angle de coupe de 0°
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Temperatures [°C)
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FIGURE 4.6.19 — Températures AT, , épaisseurs du copeau et coefficients de frottement
apparents en fonction de la vitesse de coupe et du rapport rypance : angle de coupe de 20°
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Annexe 6

Cette annexe a pour but d’expliquer la démarche d’obtention des efforts F, et F)., présentés
pour chacune des fraises (la fraise & plaquettes ainsi que la fraise en carbure monobloc),

dans le chapitre 2.

Modélisation des efforts de coupe

F. et F, sont respectivement les efforts colinéaires a la vitesse de coupe et a I'avance.
Les valeurs montrées dans le chapitre 2 correspondent aux valeurs de ces efforts pour une
dent (et ce pour les deux fraises) et lorsque I’épaisseur coupée est maximale (dans les

configurations d’engagement choisies).

Usinage avec la fraise a plaquettes

Alinsi, pour la fraise a plaquette, du fait d’un décalage du centre outil de 5 mm par rapport
a la paroi usinée (épaulement de 20 mm et diamétre d’outil de 50 mm), I’épaisseur de
coupe maximale est obtenue lors de l'entrée de l'outil dans la matiére, i.e. pour une
position angulaire # de 101°. Le paramétrage de la coupe, ainsi que les efforts de coupe
projetés sur la dent (F, et F}) et ceux mesurés par la platine F), et F}, sont présentés dans
la figure fig. 4.6.20.
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i
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FIGURE 4.6.20 — Paramétrage de la coupe pour I'usinage avec la fraise a plaquettes

Ainsi, il est possible d’identifier sur les courbes d’efforts F,, et F, (fig. 4.6.21), issues des
mesures faites avec la platine dynamométrique, la position angulaire ¢ = 101° donnant
effort maximal pour F,, (et 'effort positif maximal F}).

De plus, de cette géométrie d’usinage, nous pouvons établir les relations suivantes :

F.=—F, -sin() + F, - cos(6) (4.6.27)

F, =F,-cos(f)+ F, - sin(). (4.6.28)
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Efforts de coupe dans le repére de la platine, en fonction
du temps

5.9

—Fx

-1500
Fy

Efforts (N)

-2000
-2500

-3000

-3500
Temps (s)

FIGURE 4.6.21 — Efforts de coupe F, et Fj en fonction du temps - cas de la fraise a

plaquettes

Les efforts F. et F, (A épaisseurs de coupe maximales) sont donc évalués a différents

instants de 1'usinage, puis moyennés pour chaque condition de coupe (fig. 4.6.22). Les

valeurs présentées dans le chapitre 2 sont ces valeurs moyennées.

Efforts de coupe dans le repére de la plagquette, en fonction
de la position angulaire

3500

3000

—Fc
| Fr

20 280 480 880 880 1080

Position angulaire (deg)

FIGURE 4.6.22 — Efforts de coupe F, et F, en fonction de la position angulaire de la dent
- cas de la fraise a plaquettes
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FEgalement, la représentation des efforts F, et F, en fonction de la position angulaire
permet de déterminer la position angulaire limite 6; a partir de laquelle U'effort F). devient
supérieur a leffort F. (fig. 4.6.23). Comme pour les efforts, cette position angulaire
limite est évaluée pour plusieurs instants de 1'usinage et moyennée pour chaque condition

de coupe.

Efforts de coupe dans le repére de la plaquette, en fonction
de la position angulaire
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FIGURE 4.6.23 — Correspondance entre les efforts dans le repére de la platine et dans le
repéere de la dent

Usinage avec la fraise en carbure monobloc

Pour le cas de la fraise en carbure monobloc, 'opération d’usinage effectuée étant un
rainurage pleine matiére, I’épaisseur de coupe maximale pour une dent est obtenue lorsque
celle-ci posséde une position angulaire de 90°. Nous considérons que pour cette position
angulaire, seule la dent observée est en prise dans la matiére. Le reste du temps, le total de
dents usinant simultanément est de 2. Ainsi, nous ne prenons pas en compte la contribution
de I'angle d’hélice, qui peut conduire a ce que pour une position angulaire de 90° pour la
dent observée, les deux dents adjacentes (une précédente et une suivante) soient également

partiellemment immergées dans la matiére.

Dans ce cas, la mise en place d'une modélisation a pour but de localiser la position an-
gulaire de 90° sur les courbes des efforts F, et F, (obtenus a l'aide de la platine), pour
la igme dent observée (qui sera la dent de référence, i étant un entier compris entre 1 et

4). Ces efforts sont ensuite projetés dans le repére de cette dent afin d’obtenir les efforts
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expérimentaux Fe,_ et F,.__  a épaisseur de coupe maximale. Enfin, ces efforts expéri-
mentaux sont obtenus pour chaque dent et moyennés entre eux pour plusieurs instants de

I'usinage. Ces moyennes correspondent aux valeurs F,. et F). présentées dans le chapitre 2.

Dans un premier temps, les efforts de coupe de chaque dent : F,, et F, sont
modélisés en fonction des positions angulaires des dents (eq. 4.6.29 et eq. 4.6.30).

F., . =K. -h-sin(6;)-a,, (4.6.29)

Fri—mod = KT ’ Fci—mod' (4630)

Avec K. et K, des coefficients spécifiques de coupe dont les valeurs prises sont dans les
ordres de grandeur des valeurs employées pour 1'usinage des alliages de titane. h représente

I’épaisseur de coupe étudiée et 6; la position angulaire de la 74, dent.

Alinsi, suivant la position angulaire de la dent de référence, la contribution aux efforts
et F,

Ttot—mod

totaux modélisés F, (efforts de la fraise dans les sens de la vitesse de

Ctot—mod

coupe et de I'avance, a la position angulaire de la dent de référence) de chaque dent varie
(fig. 4.6.24).

Le calcul des efforts totaux, en prenant la premiére dent comme référence et pour une

révolution compléte de I'outil, est donné dans les équations eq.4.6.31 & eq. 4.6.34.

Pour 0 <0 <7/2:

(Fctotfmod:Fclfmod+Fr4fmod). (4.6.31)

Frtotfmod :Frlfmod Fc4fmod

Pour /2 <60 <7 :

(Fctotfmod:Fclfmod FT27mod) . (4632)

Frtotfmod :Frl —mod Fc2fmod

Pour 7 <0 < 37/2:

(Fctot—modi Feg moa FTz—mod) ) (4633)

Frtot—mod Fr3—mod FCQ—mod

Pour 37/2 <0 < 27 :

(Fctotfmod: F037mod+FT4fmod) ) (4.6.34)

Frtotfmod: FT37mod Fc47'mod
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De ce fait, il est possible en projetant ces efforts totaux dans le repére de la platine,
d’obtenir les efforts modélisés F, 04 €t Fy moq en fonction de la position angulaire de

la dent de référence (eq. 4.6.35 et eq. 4.6.36), de synchroniser les efforts expérimentaux

F, et I, avec ces derniers et donc d’obtenir les efforts F,, et F,, _  pour la position
angulaire de 90°.
FI mod — Fctotfmod ’ Sln<0) - Frtotfmod ’ COS(H) (4635)
Fy mod — _Fctotf'mod : Cos(e) - Frtotf'mod ’ Sln<0) (4636)

Un décalage de 90° permet 'obtention de ces mémes efforts pour la dent suivante et donc
par démarche identique 'obtention de ces efforts pour toutes les dents a épaisseur de

coupe maximale (fig. 4.6.25).
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FIGURE 4.6.24 — Paramétrage de la coupe pour 'usinage avec la fraise en carbure mono-

bloc
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Efforts de coupe dans le repére de |a platine
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Titre de la thése : Développement d’une méthodologie d’optimisation des conditions d’usinage, appli-
cation au fraisage de ’alliage de titane TA6V.

Les travaux présentés dans cette thése s’inscrivent dans le contexte de l'identification de I’influence des paramétres de
coupe et géométries d’outil sur 'usinabilité de Dalliage de titane Ti-6Al-4V sous deux états cristallographiques : o + 3 et
B et s’insérent dans le projet TiMasS, en partenariat avec Airbus et Figeac Aéro. La premiére partie consiste donc en une
identification des différents critéres d’usinabilité considérés dans la bibliographie pour I'usinage des titanes et la modélisation
des actions thermomécaniques régissant la coupe. Dans une deuxiéme partie, I’'usinabilité des deux matériaux a été étudiée
pour deux outils coupants, utilisés par les industriels, constituant ainsi nos deux couples outil matiére. Aussi, suivant la
démarche du Couple Outil-Matiére (COM) un espace de fonctionnement des conditions de coupe a été défini pour les
deux couples considérés, afin de déterminer les paramétres de coupe garantissant une amélioration de la productivité. Les
efforts de coupe, ainsi que la durée de vie des outils ont de ce fait été sélectionnés comme critére d’usinabilité. Egalement,
I’observation de la morphologie des copeaux et de leur état de déformation a permis de voir les singularités de comportement
existantes entre les deux microstructures. Ces singularités ayant un impact sur la géométrie méme du copeau et les actions
thermomeécaniques exercées par ce dernier sur les outils coupants, dans la troisiéme partie, des essais de coupe orthogonale
(pour les deux matériaux) ont été effectués afin d’évaluer 'impact des géométries d’outil, des conditions de coupe et de
la microstructure du matériau sur la thermomeécanique de la coupe et les longueurs de contact entre la face de coupe des
outils coupant et le copeau. La visualisation de 1’écoulement du copeau par caméras rapides a permis de constater une
certaine variabilité des longueurs de contact, influencée en partie par les paramétres de coupe et majoritairement par I’état
cristallographique du matériau. I.’analyse EDX des faces de coupe des outils coupant a montré que cette variabilité a une
influence marquée sur 'usure en diffusion des plaquettes. Enfin, dans une derniére partie, un dernier critére d’usinabilité
est étudié, reposant sur I’analyse des contraintes résiduelles générées par la coupe en surface de la piéce usinée. En se
basant sur les essais de coupe orthogonale réalisés dans la partie précédente, une modélisation numérique basée sur un
couplage thermomeécanique faible a été développée afin de déterminer ’effet des conditions de coupe et des géométries
d’outil sur les actions thermomeécaniques et donc la génération de contraintes résiduelles, pour le cas du matériau a structure
cristallographique bimodale. Les résultats de la modélisation ont ensuite étés comparés & des mesures de diffractométrie a
rayons X effectués sur les piéces.

Mots clés : TA6V, efforts de coupe, longueurs de contact, microstructure, usure, contraintes résiduelles

Title : Methodology development for machining condition optimization, application to the milling of
TAG6V titanium alloy.

The work presented in this thesis aims to identify the influence of cutting conditions and tool geometries on Ti-6Al-4V
alloy’s machinability under two microstructural states : a+ 8 and S. This thesis takes part into the TiMaS project involving
collaboration with Airbus and Figeac Aero. In a first part, we have identified machinability criteria usually considered
for titanium alloys. Also, models describing thermomechanical actions occurring during cutting process are explored. In a
second part, the two materials’ machinability has been studied for two cutting tools used by the industrials. Following the
Tool Material Pair method, an operating space has been defined for the considered pairs. Then, cutting conditions leading
to an increase of productivity have been obtained. Cutting forces as well as tool lives have been chosen has machinability
criteria. Moreover, observations of chips and their states of deformation highlighted some behavior singularities between
the two materials. These singularities have an impact on chip geometries and thermomechanical actions applied on cutting
tools. Thus, in a third part, orthogonal cutting tests have been done in order to evaluate the effect of cutting conditions,
tool geometries and microstructural state of the work material on thermomechanical actions of the cutting process and
on tool chip contact lengths. Observations made on the chip flowing, with high speed cameras, have shown a variability
of these contacts, mostly due to the microstructural state of the material. EDX measurements made on tools’ rake face
allowed linking these variabilities to diffusion wear. In the last part, residual stresses induced by cutting process on the
finished surface has been taken as the last machinability criterion for this study. Using orthogonal cutting test datas from
the previous part, a numerical modeling using a low thermomechanical coupling has been carried out in order to understand
cutting condition and geometry effects on residual stress generation. Modeling results have been confronted to residual
stress measurements made with X-ray diffraction method on finished surface.

Keywords : TA6V, Cutting forces, contact lengths, microstructure, wear, residual stresses
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