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Les excellentes propriétés mécaniques et thermiques que présentent les alliages a base de titane ont
encouragé leur introduction dans de nombreuses applications (aéronautique, marine, automobile...). En
revanche, la faible conductivité thermique de ces alliages combinée avec leurs caractéristiques
mécaniques élevées, méme a chaud, sont a ’origine de leur faible usinabilité. En effet, I’usinage des
alliages de titane n’est pas seulement suivi par la segmentation des copeaux, méme a des faibles
conditions de coupe, mais aussi par un échauffement intense de la zone de coupe, d’autant plus accentué
que I’affinité chimique de 1’alliage est élevée avec les outils de coupe. Par conséquent, une dégradation
rapide des outils est obtenue.

Pour mieux comprendre les phénomenes intervenant lors de la formation du copeau, il est indispensable
d’avoir recours a des modélisations, en parallele aux essais expérimentaux. Ceci devient possible grace
aux avancées scientifiques, présentées principalement par le développement de nouveaux codes de
calcul et les améliorations considérables qu’ont suivies, rendant la modélisation des procédés fortement
non linéaires, comme 1’usinage, possible. Le principal avantage de ces modélisations numériques est
présenté par 1’acces instantané a des grandeurs thermomécaniques tres localisées. Toutefois, la présence
des écarts, parfois importants, entre les résultats expérimentaux et numériques a été toujours parmi les
préoccupations majeures des chercheurs. La mise en place d’une modélisation fiable qui permet de
prendre en considération, de fagon précise, des différents phénomenes accompagnants la formation du
copeau reste encore un des problemes ouverts de la simulation numérique.

L’objectif principal du travail présenté par ce rapport est d’augmenter la fiabilité de la modélisation
numérique de la coupe orthogonale, notamment de I’alliage de titane Ti6Al4V. Ceci n’est possible que
lorsqu’une définition appropriée du modele numérique et du comportement du matériau a usiner est
effectuée. L’étude proposée s’intéressera a la détermination de I’effet de différents parametres
(numériques et physiques) liés au modele numérique sur la précision des prédictions. L’étude conduite
présente une grande partie numérique, ce qui a nécessité 'utilisation d’une station de calcul tres
puissante, disponible dans I’ENSAM, permettant d’accélérer les calculs sans trop influencer les résultats
numériques. De plus, la grande expertise des deux laboratoires, le Laboratoire Angevin de Mécanique,
Procédé et innovAtion (LAMPA) et le Laboratoire de Mécanique des Fluides Appliquées et
Modélisation (LMFAM), dans le domaine de la modélisation des procédés de fabrication, notamment la
modélisation de 1’usinage, a permis d’aboutir a des résultats intéressants. La mise en place de différents
modeles numériques en utilisant deux codes de calculs par éléments finis, Abaqus® et Forge®, aura
pour but de déterminer la relation entre les parametres numériques et la fiabilité de la modélisation. En
effet, des changements de la taille des éléments finis, utilisés pour la discrétisation géométrique du
modele, du type de maillage, de sa fonction d’interpolation et de la nature de la formulation utilisée
seront effectués. Ils auront pour but de permettre la mise en place du modele numérique le plus fiable
auquel les parametres les plus adéquats pour la modélisation 2D de la coupe orthogonale seront définis.

Etant donné que la simulation numérique nécessite de plus une reproduction fiable du comportement en
écoulement du matériau a usiner, ’effet des coefficients du modele thermo-viscoplastique et
endommagement (initiation et évolution), les plus utilisés pour la modélisation de la coupe, sera élaboré.
Le but de cette analyse est la détermination des coefficients de comportement les plus agissant sur les
prédictions et permettant d’atteindre des niveaux de corrélation les plus satisfaisants avec les essais
expérimentaux, sans la nécessité d’utiliser et d’implémenter des modeles de comportement plus
physiques mais dont I’identification de leurs coefficients est plus complexe, et donc peu maitrisée.

Une étude numérique 3D sera aussi menée. Elle permettra de déterminer les avantages de ce type
d’approche, trés peu utilisée pour la modélisation de la coupe. De plus des phénomenes se produisant
au niveau du plan médian de la piece, I’écoulement de la matiere sur les bords, totalement négligé avec
une étude numérique 2D en déformation plane, et sa dépendance aux conditions de coupe seront étudiés.
L’évolution des champs de déformations plastiques, de températures et d’endommagement sur toute la
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largeur de copeau et son épaisseur seront déterminées. Les résultats seront analysés afin de mieux
comprendre le procédé de formation du copeau et déterminer le mode de propagation de fissures.

Afin d’augmenter la fiabilité des modeles numériques 3D, notamment pour les grandes avances, une
nouvelle loi thermo-viscoplastique, mieux rendant compte de la sensibilité a la température et a la vitesse
de déformation, sera implémentée dans le logiciel Abaqus®. Une routine VUMATO sera également
développée et utilisée pour la modélisation de la coupe orthogonale du Ti6Al4V.

L’étude présentée par ce manuscrit est décomposée en trois grandes parties : une revue sur I’'usinage du
point de vue expérimentale et numérique, une étude numérique 2D de la coupe orthogonale et une étude
numérique 3D avec la mise en place des essais expérimentaux de la coupe orthogonale du Ti6Al4V. Ces
parties sont réparties sur cinq chapitres :

Le premier chapitre détaille les différentes parties en liaison avec 1’usinage et sa modélisation. Le
processus de formation de copeau et ses différentes morphologies sont présentés tel qu’une attention est
apportée a la segmentation du copeau, liée souvent a 1’usinage des alliages de titane, et également aux
principaux phénomenes physiques qu’ils régissent. L’étude de la modélisation de la coupe fait aussi
partie de ce premier chapitre telle qu’une présentation des méthodes utilisées pour la simulation de la
coupe (analytiques, hybrides, numériques avec et sans maillage) est effectuée. L’accent est mis sur la
modélisation numérique avec maillage de la coupe, élaborée par ce manuscrit tel que I’effet des
parametres numériques et des lois de comportement sur les prédictions est présenté. Les propriétés
physiques et microstructurales du matériau étudié, le Ti6Al4V, sont introduites dans ce premier chapitre.

Le deuxiéme chapitre se focalise sur la détermination de I’effet des parameétres numériques sur la
fiabilisation de la modélisation numérique 2D de la coupe orthogonale. De nombreuses simulations sont
effectuées. Le modele géométrique est discrétisé de différentes fagons, et ceci en faisant varier de facon
séparée la taille, la topologie et la fonction d’interpolation des éléments finis discrétisant le modele
géométrique. Des comparaisons qualitatives et quantitatives entre le copeau prédit et expérimental sont
effectuées. L’influence du type de la formulation utilisée est aussi étudiée telle que 1’approche
lagrangienne est comparée aux différentes méthodes d’adaptation de maillage (par une relocalisation
des neeuds ou par un remaillage). La capacité de ces approches a reproduire le processus de formation
du copeau avec et sans la définition d’un modele d’endommagement est aussi élaborée.

Le troisieme chapitre est consacré a la détermination de 1’effet des coefficients du modele de
comportement de Johnson-Cook (initiation et endommagement) et du critere énergétique, décrivant
I’évolution de I’endommagement dans le matériau, sur les résultats numériques. De nombreuses
simulations en 2D sont alors mises en place a lesquelles les coefficients de comportement et les
conditions de coupe sont variés. A partir des résultats obtenus, les coefficients les plus agissant sur les
prédictions (en termes de la morphologie du copeau, de la géométrie des festons et des efforts) et
nécessitant beaucoup de précision lors de leur identification sont déterminés.

Des essais expérimentaux du tournage orthogonal du Ti6Al4V a différentes conditions de coupe seront
établis dans le quatriéme chapitre. Le but de cette étude expérimentale est de déterminer 1’effet de la
vitesse de coupe, mais aussi de 1’avance, sur le processus de formation du copeau. En parall¢le, des
simulations numériques 3D sont effectuées dans le but d’étudier les phénomenes se produisant sur toute
la largeur de coupe et dont la modélisation 2D, focalisée sur 1’étude des phénomenes observés au plan
médian de la piece, est incapable de les reproduire. La reproduction de 1’écoulement de la matiere sur
les bords et sa dépendance aux conditions de coupe est aussi étudiée dans ce chapitre. De plus, la capacité
des modeles numériques 3D a reproduire fidelement la géométrie du copeau et les efforts de coupe pour
différentes vitesses de coupe et d’avance est analysée.

Dans le cinquiéme chapitre, une nouvelle loi rhéologique est mise en place. Cette loi proposée est
inspirée de celle de Johnson-Cook tel qu’elle permet de mieux prendre compte de 'effet de la
température et de la vitesse de déformation sur le comportement du matériau a usiner. Une subroutine
VUMAT®, a laquelle nous définissons la nouvelle loi, est développée. La démarche adoptée pour son
implantation et I’identification de ses coefficients, relatifs a 1’alliage de titane Ti6Al4V, est détaillée. La
comparaison des résultats obtenus avec ce modele de comportement a ceux correspondants au modele
standard de Johnson-Cook doit montrer des améliorations au niveau des prédictions.
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La conclusion générale, établie a la fin de ce manuscrit, synthétise 1’étude scientifique menée et reprend
ses principaux résultats. Des perspectives de futurs travaux sur la modélisation de I’usinage sont établies.






Chapitre 1

Chapitre L.
Revue bibliographique sur l’usinage et sa
modélisation numérique

I.1 Usinage et processus de formation de copeau

L’usinage est le procédé le plus répondu dans le domaine de fabrication des pieces mécaniques car la
majorité des composants mécaniques subissent des opérations d’enlévement de matiére, notamment
pour I’opération de finition. Ce procédé permet de bien respecter la géométrie finale de la piece et les
spécifications d’intégrité de surface. Cependant, 1’amélioration de la productivité et de la qualité des
surfaces usinées a toujours été parmi les préoccupations majeures pour les fabricants. C’est pour cette
raison que les recherches, étudiant le processus de coupe et les différents phénomenes associés, n’ont
pas cessé dans le but de lui apporter des améliorations notables.

La faible usinabilité de certains matériaux, tels que les alliages de titane, a contribué a de nombreuses
investigations, expérimentales et/ou théoriques ( (Arrazola, et al., 2009), (Germain, et al., 2013a),
(Nouari & Makich, 2014), (Moufki, et al., 2015), (Moussaoui, et al., 2015), (Wagner, et al., 2015),
(Trabelsi, et al., 2016), (Ayed, et al., 2017)...), ayant pour but de bien comprendre le processus
d’enlévement de matiere et par conséquent de surmonter les problémes y sont associés. Dans ce cadre,
il est indispensable de bien connaitre au préalable les particularités microstructurales, physiques,
mécaniques et thermiques du matériau a usiner.

Pour cette raison, 1’étude bibliographique présentée par ce chapitre vise dans un premier temps a
examiner 1’un des principaux facteurs définissant la coupe, le copeau, révélant des indications sur la
stabilité de la coupe, les températures atteintes, le comportement de la piece sous des conditions
extrémes... qui régissent 1’usinabilité du matériau. Apres avoir abordé les différentes morphologies du
copeau et leurs effets sur le procédé d’usinage, une attention est apportée a la segmentation du copeau
et aux principaux mécanismes la régissant. Cette étude s’achevera par une présentation des méthodes et
des dispositifs expérimentaux les plus utilisés pour examiner le processus de formation du copeau. Nous
passons par suite a I’introduction des différentes méthodes numériques utilisées pour la modélisation de
la coupe. L’effet des parametres numériques sur les prédictions sera également présenté. Les propriétés
thermomécaniques et microscopiques du Ti6Al4V, étudié par ce rapport, seront introduites. Quelques
résultats de la littérature mettant I’accent sur I'intérét d’utiliser des modeles fiables adéquatement
identifiés pour la reproduction du comportement du matériau a usiner seront présentés. Mais, nous
commencons cette étude bibliographique par une bréve introduction sur la coupe orthogonale,
fréquemment utilisée pour la compréhension des phénomenes de coupe

LI.1.1 Configuration de coupe orthogonale

Le procédé d’enlevement de matiere, particulierement le tournage, est couramment présenté en une
configuration de coupe orthogonale. Cette configuration, basée sur des hypotheses simplificatrices du
procédé d’usinage, a été développée par Merchant (Merchant, 1945). Elle nécessite que I’aréte de coupe
de I’outil soit perpendiculaire a la fois a la vitesse de coupe V. et a I’avance f. Le faible rapport entre
I’avance f et la largeur de coupe a, permet de ramener le probleme de coupe orthogonale a une
configuration de déformation plane ou les effets de bords sont négligés. Ceci n’est licite que lorsque a,
est suffisamment grand par rapport a f (a, >>> f). L’utilité de cette configuration se présente selon
Changeux (Changeux, 2001) par sa capacité a reproduire les phénomenes situés au centre de la piece,
tout a fait en opposition a une configuration de contrainte plane qui s’ intéresse, selon Germain (Germain,
2013), aux sollicitations appliquées sur les bords.
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Dans les conditions de coupe orthogonale, le processus d’enlévement de matiere est fréquemment
ramené a un probleme 2D de déformation plane. Cette configuration se présente actuellement comme la
plus utilisée du point de vue théorique, car elle permet de réduire fortement les parametres définissant
la coupe :

— La profondeur de passe devient équivalente a I’avance

— L’effort de coupe reste dans le plan médian (condition de symétrie de la coupe orthogonale).

Deux configurations de coupe orthogonale typiquement rencontrées en usinage peuvent &tre mises en
ceuvre :

— En plongée sur un disque de faible épaisseur et de diametre important (Figure I-1a)

— En bout d’un tube d’épaisseur négligeable (Figure I-1b)

Il est a noter que dans le cas d’une configuration en plongée, ou le diametre de la piece diminue au cours
du temps, il faut maintenir la vitesse de coupe constante, et ceci grace a I’augmentation de la vitesse de
rotation de la broche. Cette augmentation peut entrainer une variation au niveau de la morphologie du
copeau (Changeux, 2001). Dans le cas de 1’usinage d’un tube, la vitesse de coupe varie 1égerement le
long de I’épaisseur du tube, ce qui peut mener a une déviation du copeau.

(a)

Avance

| Face de coupe _
1

I Surface )
usinée’,

Copeau

Surface libre

Mouvement
de coupe

Figure I-1 Configuration de coupe orthogonale : (a) usinage en plongée d’un disque (Le Calvez,
1995), (b) usinage en bout d’un tube (Le Calvez, 1995) et (c) illustration dans une modélisation 3D
(Sutter, 2005)

I.1.2  Processus de formation du copeau

I.1.2.1 Ecoulement de la matiére et formation des zones de cisaillement

Le processus de coupe a été largement investigué sous différents aspects, notamment les mécanismes
de formation du copeau. Dans la littérature, certaines études se sont focalisées sur les principaux facteurs
stimulant la formation du copeau et sa transition d’un copeau continu a festonné ( (Barry & Byrne,
2002), (Lorentzon, et al., 2009), (Atlati, et al., 2011)...). D’autres travaux ont plutdt porté sur la
détermination de sa morphologie et sa géométrie ( (Molinari, et al., 2002), (Hua & Shivpuri, 2004),
(Kouadri, et al., 2013), (Wagner, et al., 2015)...), aussi bien que sur 1’étude des changements
microstructuraux subits par le matériau lors de son usinage ( (Barry & Byrne, 2002), (Siemers, et al.,
2003), (Puerta Vel “asquez, et al., 2007), (Wan, et al., 2012), (Rotella, et al., 2013), (Cui, et al., 2013)...).
Cependant, quelle que soit la nature de I’opération, le processus de formation du copeau reste analogue.

En observant la formation d’un copeau dans une configuration de coupe orthogonale, on apercoit
plusieurs zones de fortes déformations. Une premiere bande de déformation intense se crée entre la
pointe de I’outil et la surface libre de la piece (voir Figure 1-2). Dans cette zone, appelée ‘zone de
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cisaillement primaire’ Z;, la déformation est principalement du cisaillement. Un échauffement
important, di a la dissipation plastique combinée avec un cisaillement intense, est remarqué. Cette zone
correspond au changement de la direction d’écoulement de la matiere.

D’autre part, un contact intime se produit entre le copeau et 1’outil et il résulte a la formation d’une
deuxieme zone de cisaillement, appelée ‘zone de cisaillement secondaire’ Zp. Des niveaux tres
importants de déformation et de chaleur sont atteints dans cette zone sous I’effet de tres fortes pressions
de contact (plusieurs GPa), des vitesses élevées d’écoulement du copeau et du frottement prononcé.

Similairement au contact outil-copeau, 1’outil de coupe frotte sur la surface usinée et génere a la fois un
écrouissage et un échauffement en surface. Cette troisieme zone de cisaillement est appelée ‘zone de
cisaillement tertiaire’ Zm, dont I’intensité de la déformation est beaucoup plus faible que celle obtenue
dans Zi. Comme pour la zone de cisaillement secondaire, Zy; est soumise a des niveaux importants de
déformations, d’échauffement et de frottement. Malgré la faible taille de cette zone (par rapport a celle
de Zu), sa présence influe fortement sur I’intégrité de surface de la piece usinée.

On peut synthétiser de cette présentation sur la formation du copeau qu’a 1’échelle mésoscopique’,
I’écoulement de la matiere est similaire pour toutes les opérations d’usinage. Il donne lieu a trois zones
de cisaillement :

— Zone de cisaillement primaire au niveau de la racine du copeau (bifurcation de I’écoulement)

— Zone de cisaillement secondaire entre I’outil et le copeau (frottement)

— Zone de cisaillement tertiaire entre 1’outil et la piece (frottement)

(b) Flux de chaleur dissipé
(a) par le copeau ,l

Zone de cisaillement

" Face de coupe
secondaire

Festonnage
du copeau

Flux de chaleur

Flux de chaleur dissipé —— dissipé par ’outil

par P’air ambiant

a
Zone de cisaillement
Piéce primaire 1‘1‘

Flux de chaleur diffusé dans la piece

Face de dépouille

Zone de cisaillement
tertiaire

Figure I-2 (a) Visualisation par caméra rapide de la formation du copeau (Germain, et al., 2009) et (b)
schématisation simplifiée 2D de la coupe orthogonale (Hor, 2011)

L.1.2.2 Morphologie du copeau

Pour le cas ol la déformation plastique reste homogene et stable dans la zone primaire de cisaillement,
un copeau de forme continue est formé (Figure [-3a). Avec cette morphologie, une stabilité du processus
d’enlevement de matiere est remarquée, dont la contrainte d’écoulement mesurée sur toute I’épaisseur
du copeau reste inférieure a la limite a la rupture du matériau sollicité. Ceci engendre un régime de
cisaillement régulier qui se caractérise par un écoulement continu du copeau le long de la face de coupe
de I’outil, gardant pratiquement la méme longueur de contact durant toute 1’opération de coupe.

Une variation dans les conditions de coupe et/ou la géométrie de 1’outil engendre la formation d’un
copeau ondulé, faiblement segmenté, caractérisé par une forme quasi continue (voir Figure I-3b). Avec

! L’échelle mésoscopique consiste a représenter les phénomenes physiques produits & une échelle de quelques
mm? autour du rayon d’acuité de I’outil de coupe.
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cette morphologie, des bandes de cisaillement non prononcées commencent a apparaitre et a perturber
légerement la stabilité de la coupe. Des plans de cisaillement proches les uns des autres et non réguliers
se forment. Un léger confinement de la déformation plastique, de valeur un peu plus importante que
celle située en dehors du plan de cisaillement, est remarqué.
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Figure I-3 Différentes morphologies du copeau : (a) copeau continu, (b) copeau ondulé, (c) copeau
segmenté et (d) copeau fragmenté (Wagner, et al., 2012)

Dans le cas des conditions de coupe plus séveres, 1’usinage provoque une forte segmentation du copeau
(voir Figure I-3c). Pour cette morphologie de copeau, appelé aussi ‘en dents de scie’ ou ‘festonné’, une
discontinuité de la déformation est obtenue. Il en résulte la formation de bandes de cisaillement
régulieres. Une non-homogénéité au niveau de la longueur de contact et une forte fluctuation des efforts
de coupe sont remarquées. Néanmoins, il est possible pour certains métaux, tels que les alliages de titane,
de faire festonner le copeau sous 1’application des conditions de coupe relativement faibles. La Figure
I-4 illustre la localisation de la déformation au niveau des bandes de cisaillement dans le cas d’usinage
du Ti6Al4V a une vitesse de coupe de 30 m/min. Un copeau en dents de scie, présentant une instabilité
dans la distribution de la déformation, est donc obtenu contrairement a la morphologie du copeau en
acier AISI4340, obtenue par Komanduri et Hou (Komanduri & Hou, 2002) suite a ’'usinage de la piece
a une vitesse de coupe légerement supérieure (V. = 40 m/min). Pour ce matériau, un copeau continu,
présentant une évolution quasi-uniforme des champs de déformation, est formé.

Figure I-4 Morphologies du copeau correspondantes a : (a) I’alliage de titane Ti6Al4V
(Ve = 30 m/min) et (b) I’acier AISI4340 (V. = 40 m/min) (Komanduri & Hou, 2002)

Suite a I’application des conditions de coupe encore plus importantes (Figure [-5d-f) ou I’introduction
des assistances a l’usinage, telle qu’une assistance jet d’huile haute pression (Figure I-5a-c), une
transition d’un copeau segmenté a totalement fragmenté (‘discontinu’ ou ‘élémentaire’) est possible. Ce
type de copeau se caractérise par 1’obtention des segments de matiere détachés suite a la propagation
des fissures tout le long de la zone de cisaillement primaire (Figure I-3d). Cette morphologie peut &tre
considérée comme bénéfique car elle permet d’évacuer facilement les copeaux et ainsi éviter les arréts
machine pour les évacuer manuellement. De plus, une bonne évacuation des copeaux évite qu’ils rayent
la piece et confine I’échauffement au niveau de la pointe outil. Néanmoins, cette fragmentation nécessite
des parametres de coupe généralement plus élevés qui résultent a un échauffement plus important au
niveau des zones de fortes déformations (notamment dans Zy et Zni), favorisant par conséquent I’usure
de I’outil. D’apres Arrazola et al (Arrazola, et al., 2009), une adhésion prend place au niveau de la face
de coupe de I’outil, mais aussi au niveau de la piece elle-m&me. En outre, la présence des bandes de
cisaillement adiabatique dans le copeau segmenté entraine une fluctuation plus importante des charges
mécaniques (instabilité des efforts) et thermiques (alternance entre des zones chaudes et froides)
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appliquées a I’ outil de coupe, accélérant a leur tour son usure ((Calamaz, et al., 2008), (Arrazola, et al.,
2009)).

En effet, il est évident que chaque morphologie du copeau agit différemment sur le processus de coupe.
Non seulement, le passage d’une morphologie a une autre est fonction de plusieurs parametres de coupe,
dont leurs effets nécessitent d’&tre connus par avance. Pour cette raison, nous nous intéressons dans la
partie suivante a présenter les principaux facteurs agissants sur la forme du copeau ainsi que leurs effets
sur I’usinage.

(a) Usinage Conventionnel (b) HP Huile entier (c) HP Huile soluble
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Figure I-5 Influences des conditions de coupe sur la morphologie du copeau : (a, b et ¢) Ti6Al4V
(Ve = 111 m/min et f = 0,24 mm/tr) (Nandy, et al., 2009), et (d, e et f) Til7 (V. = 50 m/min
et f=0,25 mm/tr) (Ayed, 2013)

I1.1.2.3 Effet de la morphologie du copeau sur le procédé d’usinage et principaux facteurs
y agissant

La morphologie du copeau dépend de plusieurs facteurs dont nous citons principalement :

— Les conditions de coupe ( (Atlati, et al., 2011), (Daoud, et al., 2015), (Baizeau, et al., 2015))

— L’outil de coupe : sa géométrie, son matériau, la présence d’usure, le type de revétement ...
( (Sutter, 2005), (Sima & Ozel, 2010), (Atlati, et al., 2011), (Duan & Zhang, 2013), (Zhang, et
al., 2014), (Daoud, et al., 2015), (Baizeau, et al., 2015))

— La nature du matériau a usiner et sa structure cristallographique (Barelli, 2016)

— Le type d’usinage : conventionnel ou avec une assistance ( (Nandy, et al., 2009), (Ayed, et al.,
2014))

Le copeau incorpore des informations significatives sur les phénomenes physiques, mécaniques et
thermiques accompagnant sa formation (Sutter, 2005). C’est pour cette raison qu’une diversité
d’investigations a été menée dans le but d’étudier la dépendance de la morphologie du copeau aux
conditions de coupe, a la géométrie de I’outil, au frottement... ( (Atlati, et al., 2011), (Kouadri, et al.,
2013), (Saleem, et al., 2016), (Ducobu, et al., 2016)), agissant a leur tour sur la rugosité de la piece finie,
son état de surface, et les contraintes résiduelles ( (Puerta Velasquez, et al., 2010), (Braham-Bouchnak,
et al., 2013)) ainsi que sur la durée de vie des outils de coupe ( (Bermingham, et al., 2011), (Nandy, et
al., 2009), (Nouari, et al., 2008)).

Plusieurs auteurs ont trouvé des résultats comparables du point de vue de la relation entre le copeau
formé (morphologie et géométrie des festons) et les températures, les efforts de coupe, la dégradation
des outils, I’intégrité de surface... et ceci pour des matériaux différents. Pour le cas d’usinage de 1’alliage
d’aluminium AA2024-T351, par exemple, Kouadri et al (Kouadri, et al., 2013) et Atlati et al (Atlati, et
al.,2011) ont noté que 1’augmentation de la vitesse de coupe entraine la formation d’un copeau segmenté
avec un rapport élevé de déformations plastiques maximales (&p.maxmoy) par rapport a celles minimales
(&p.min.moy) pour différents angles de coupe y(voir Figure I-6-a). Un festonnage important du copeau a été
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obtenu avec un faible angle de coupe (y = 0) et/ou des vitesses de coupe importantes. Des efforts de
coupe élevés ont été notamment mesurés. Cependant, avec un angle y fixé, les efforts de coupe et les
longueurs de contact outil-copeau ont diminué avec 1’augmentation de V. tout en gardant un niveau de
fluctuation élevé (voir Figure I-6b et c).
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Figure I-6 Effet de la vitesse de coupe et de 1’angle de coupe sur les résultats (a) expérimentaux et (b-
d) numériques dans le cas de I’alliage d’aluminium AA2024-T351 (Atlati, et al., 2011) : (a)
morphologie du copeau, (b) intensité de segmentation du copeau, (c) évolution instantanée des efforts
de coupe et (d) valeurs moyennes de F,

La littérature a souligné aussi un effet significatif de 1’avance sur la morphologie du copeau. Ducobu et
al (Ducobu, et al., 2016) ont étudié 1’usinage de I’alliage de titane Ti6Al4V tout en passant des essais
en macro-coupe a des essais en micro-coupe. Avec la diminution de I’avance, un changement radical
dans la morphologie du copeau a été noté, soulignant par conséquent le role majeur de fsur I’écoulement
de la matiere. La Figure I-7¢ illustre la formation d’un copeau continu suite a la définition d’une faible
avance. Toutefois, une segmentation prononcée du copeau avec une forte localisation du cisaillement a
été remarquée suite a la définition d’une avance de 0,28 mm/tr.

Le type du matériau a usiner et sa famille présentent aussi un indice de la morphologie du copeau.
Prenons I’exemple de deux types d’alliages de titane, le Ti6Al4V et le Ti555-3, faisant I’objet de
plusieurs études de la littérature ( (Arrazola, et al., 2009), (Germain, et al., 2013), (Nouari & Makich,
2014)). Leur usinage sous les mémes conditions de coupe et avec la méme géométrie de 1’ outil résulte
a la formation des copeaux de différentes morphologies (voir Figure I-8). Pour une vitesse de coupe de
50 m/min et une avance de 0,15 mm/tr, par exemple, une forte segmentation du copeau est obtenue lors
de I’usinage du Ti6Al4V tandis qu'un copeau légerement festonné, avec moins de régularité dans ses
bandes de cisaillement (zones blanches sous forme filaire), a été noté dans le cas du Ti555-3.
Similairement, Nouari et Makich (Nouari & Makich, 2014) ont remarqué une segmentation plus aisée
du copeau en Ti6Al4V (voir Figure I-8f) permettant la réduction des efforts de coupe, et par conséquent
I’obtention d’une usinabilité supérieure de celle du Ti333-5. Cette différence est principalement
attribuée a la variation notée dans leurs tenues en éléments stabilisateurs alpha (Al, O, N...) et béta (Mo,
V, Fe, Cr...) qui influencent leurs propriétés physiques. Comme 1’ont remarqué Germain et al (Germain,
et al., 2013), le Ti555-3 se caractérise initialement par un pourcentage élevé en phase 3 (environ 69%),
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tres supérieure a celui du Ti6Al4V, qui participe, au moins en une partie, a cette différence d’usinabilité
entre ces deux alliages de titane.

Figure I-7 Copeau expérimental obtenu suite a I’'usinage du Ti6Al4V a différentes avances :
(a) f=0,28 mm/tr, (b) f=0,1 mm/tr et (c) f= 0,04 mm/tr (V. =30 m/min, a, = 1 mm et y = 15°)

(Ducobu, et al., 2016)
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Figure I-8 Morphologies du copeau correspondantes a deux types d’alliages de titane (Ti555-3 et
Ti6Al4V) et différentes conditions de coupe : (a et d) V. = 50 m/min et f= 0,15 mm (Braham-
Bouchnak, 2010), (b et e) V. = 50 m/min et f= 0,1 mm (Arrazola, et al., 2009) et (c et f)

V. =35 m/min et f= 0,1 mm (Nouari & Makich, 2014)

La structure cristallographique du matériau a usiner apporte aussi des modifications sur le processus de
formation du copeau et sa morphologie. Barelli (Barelli, 2016) s’est intéressé a 1’usinage de ’alliage de
titane biphasé Ti6Al4V sous deux microstructures : (a) traité B de microstructure lamellaire et (b) non
traité B de microstructure équiaxe. Bien que dans cette étude 1’usinage des deux échantillons en Ti6Al4V
a été effectué a des conditions de coupe similaires et avec le méme outil, une différence dans la
morphologie des copeaux a été obtenue (voir Figure 1-9). Pour le Ti6AI4V avec une structure équiaxe,
le copeau formé est parfaitement festonné dont des fissures sont présentes a son extrémité. Ces bandes
sont beaucoup plus diffuses pour la deuxieme microstructure caractérisée par la formation d’un copeau
faiblement segmenté.

Etant donné que I’usinage des alliages de titane, particulierement le Ti6Al4V, étudié dans ce rapport, se
caractérise par la fréquente segmentation du copeau ( (Calamaz, 2008), (Arrazola, et al., 2009), (Ayed,
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2013), (Wagner, et al., 2015)), nous nous intéressons dans la partie suivante a examiner les mécanismes
physiques qui la régissent.

Fissures
propagées

Figure 1-9 Effet de la structure cristallographique du Ti6Al4V sur la morphologie du copeau :
(a) Ti6AI4V traité B avec une structure équiaxe et (b) Ti6Al4V non traité f avec une structure
lamellaire (V. = 65 m/min et f= 0,1 mm/tr) (Barelli, 2016)

1.1.2.4 Mécanismes physiques régissant la segmentation du copeau

La segmentation du copeau attire de plus en plus I’attention des chercheurs menant plusieurs analyses a
I’échelle microscopique dans le but de déterminer les principaux mécanismes stimulateurs de cette
morphologie. Dans la littérature, deux théories responsables du festonnage du copeau ont été défendues :
— L’instabilité thermoplastique
— L’amorcage périodique de fissures

1.1.2.4.1 Segmentation du copeau due a une instabilité thermoplastique

La segmentation du copeau pour certains matériaux a été expliquée dans de nombreuses investigations
par la compétition entre deux phénomenes, le durcissement du matériau et son adoucissement thermique,
induisant une instabilité thermoplastique au niveau de Z; ( (Davies, et al., 1996), (Barry & Byrne, 2002),
(Shatter, 2005), (Puerta Vel“asquez, et al., 2007), (Cotterell & Byrne, 2008), (Wan, et al., 2012),
(Wagner, et al., 2015)). Cette instabilité est expliquée par: (a) le confinement de la déformation
plastique dans le plan de cisaillement, qui contribue a un taux élevé d’écrouissage, et (b) I’augmentation
de la température générée par le frottement outil-matiere et la déformation plastique du matériau lors de
son usinage, qui conduit a une réduction de ses propriétés mécaniques. Un cisaillement adiabatique est
alors obtenu dans la bande de déformation primaire lorsque I’effet de I’adoucissement thermique excede
celui de I’écrouissage, impliquant par conséquent une chute de la courbe de contrainte d’écoulement.

En effet, la prépondérance de 1’adoucissement thermique par rapport a I’écrouissage favorise la création
des zones de déformations plastiques intenses dont la chaleur est trés élevée, d’ou I’apparition d’un
régime adiabatique et d’une forte localisation du cisaillement, qui sont & 1’origine de la formation des
bandes de cisaillement adiabatique BCA (présentées par la Figure I-10a). Selon Wan et al (Wan, et al.,
2012), I’apparition de ces bandes dépend de plusieurs parametres comme les conditions de coupe et les
propriétés physiques et mécaniques du matériau a usiner (chaleur spécifique, conductivité thermique,
dureté, ductilité...).

Les alliages de titane, caractérisés par une faible conductivité thermique, sont susceptibles d’atteindre
I’instabilité thermoplastique a des faibles conditions de coupe. En effet, lors de la formation des bandes
de cisaillement, la chaleur confinée dans une fine zone de déformation entraine une augmentation
importante de la température. La formation du feston est alors attribuée au cisaillement trés localisé
induit par ’adoucissement thermique de la matiere. Cette hypothese a été vérifiée par Wan et al (Wan,
et al., 2012) pendant I’usinage du Ti6Al4V avec des outils de coupe de différents angles de coupe tel
qu’aucune fissure n’a été remarquée dans le copeau formé d’une morphologie segmentée.

La formation des BCA a évidemment un impact sur la microstructure des copeaux tel que des
transformations de phase peuvent avoir lieu au niveau des bandes de cisaillement, de la zone Zy et de la
surface usinée. Ces transformations tres localisées sont dues principalement a I’augmentation importante
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de la température au niveau de ces zones de cisaillement. Des images microscopiques obtenues par un
microscope électronique a balayage (MEB) et des analyses chimiques effectuées par la diffractométrie
de rayons X (DRX) ont été réalisées par Bayoumi et al (Bayoumi & Xie, 1995) sur un copeau segmenté
en Ti6Al4V de microstructure lamellaire. Des transformations de phase ont été identifiées par les auteurs
au niveau des bandes de cisaillement ol une disparition des piques a été remarquée (B(100), B(110) et
B(200) de la Figure I-11a). Les auteurs ont attribué la disparition des piques a I’augmentation brusque
de la température (T > 1000°C) dans les zones fortement déformées. Siemers et al (Siemers, et al., 2003)
ont souligné a partir des essais d’usinage sur une microstructure plutét bimodale (ou ‘duplex’) de
Ti6Al4V la présence de transformations de phase allotropiques. Avec le refroidissement du copeau, une
structure ‘lenticulaire’ a été partiellement formée a partir de la phase £ par nucléation et grossissement.
L’intensité de ces modifications microstructurales a été progressivement diminuée en s’éloignant des
bandes de cisaillement (Figure I-11b).
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Figure I-10 Observation par Microscope Electronique a Balayage MEB d'un copeau festonné en
Ti6Al4V : (a) cas d’absence et (b) de présence de fissures dans les bandes de cisaillement (Calamaz,
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Figure I-11 Transformations de phase identifiées par (a) DRX (Bayoumi & Xie, 1995) et (b) MEB
(Siemers, et al., 2003) dans le copeau en Ti6AI4V :

Wang et al (Wang, et al., 2017) ont développé un modele numérique qui permet de reproduire les
changements microstructuraux accompagnant I’usinage a grande vitesse du Ti6Al4V. Les résultats
obtenus ont indiqué une augmentation du pourcentage de la phase f dans les bandes de cisaillement, la
zone de cisaillement secondaire et la surface finie de la piece usinée suite a I’application des vitesses de
coupe €levées (entre 200 m/min et 500 m/min). Ces transformations de phase sont en accord avec les
observations expérimentales menées par les auteurs (Figure 1-12). D’autre part, ’analyse des pics de
diffraction menée par Germain et al (Germain, et al., 2013) sur les bandes blanches, formées dans les
deux zones de cisaillement Z; et Zy lors de 1’usinage du Ti555-3 a différentes conditions de coupe, a
souligné la présence des transformations de phase pour cet alliage de titane. Une diminution dans la
proportion de la phase a a été obtenue suite a une augmentation de la vitesse de coupe. Wagner et al
(Wagner, et al., 2015) ont attribué ce changement dans la microstructure du Ti555-3 aux niveaux élevés
de contraintes et de températures générées pendant la coupe.

Toutefois, il est possible d’avoir une segmentation du copeau sans aucune transformation de phase.
Puerta Velasquez et al (Puerta Vel’asquez, et al., 2007) ont justifié, a partir des observations
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microscopiques (sur MEB) et des analyses chimiques (par DRX), I’absence de transformations de phase
dans les bandes de cisaillement formées suite a I’usinage du Ti6Al4V de microstructure initiale équiaxe
a des vitesses de coupe élevées. Les auteurs ont montré que seulement un raffinement intense des grains
a eu lieu tout en gardant la microstructure initiale de cet alliage de titane. De méme, suite a I’'usinage du
Ti6Al4V a une vitesse de coupe de 50 m/min, Wang et al (Wang, et al., 2017) ont indiqué 1’absence des
transformations de phase dans le copeau formé (voir Figure I-12¢), impliquant par conséquent la
complexité et la diversité des phénomenes se produisant au moment de la coupe.
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Figure I-12 Microstructure du copeau et de la surface usinée expérimentalement déterminée, pour
différentes conditions de coupe a I’aide (a) d’une microscopie électronique en transmission (MET) et
(b) d’une diffraction d’électrons sur une surface sélectionnée (SAED), et (c) sa validation numérique

(Wang, et al., 2017)

En parallele a I’effet de I’instabilité thermoplastique sur la morphologie du copeau et sa microstructure,
la segmentation a été expliquée, pour certains métaux, par un autre mécanisme : ’initiation et la
propagation de fissures. Wan et al (Wan, et al., 2012) ont indiqué que dans le cas d’un matériau de forte
sensibilité a la déformation et & I’initiation de la rupture, I’amorcage périodique de fissures et leur
propagation participent au festonnage du copeau. Cela met 1’accent sur la possibilité d’avoir une
segmentation par endommagement, sous 1’effet de la présence des microfissures et des vides. Cette
théorie fait 1I’objectif du paragraphe suivant.

1.1.2.4.2  Segmentation due a I’amorcage et a la propagation de fissures

La littérature a mis 1’accent sur le role de I’amorcgage de fissures et leur propagation a l'intérieur des
bandes de cisaillement sur la formation d'un copeau en dents de scie ( (Shaw & Vyas, 1998), (Hua &
Shivpuri, 2004), (Hua & Shivpuri, 2004)). Cela revient a dire que la forte localisation de la déformation
entraine une contrainte de cisaillement trés importante au niveau du plan de cisaillement qui atteint la
limite a la rupture du matériau et conduit par suite a 1’amorcage et la propagation progressive de
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microfissures dans le copeau. Les deux surfaces restent soudées sous 1’effet combiné de la pression et
de la température et résultent a la segmentation du copeau (Puerta Vel asquez, et al., 2007).

Shaw et Vyas (Shaw & Vyas, 1998) ont indiqué que pendant 1’usinage des aciers, I’initiation périodique
des fissures a partir de la surface extérieure du copeau et sa propagation de facon partielle ou totale vers
la pointe de I’outil de coupe conduit au festonnage du copeau, voire méme sa fragmentation, en fonction
des conditions de coupe. Dans le cas de 1’usinage conventionnel du Ti6Al4V a une faible vitesse de
coupe (V. = 15 m/min par exemple), Barry et al (Barry, et al., 2001) ont mis I’accent sur I’intervention
du mécanisme de clivage dans I’endommagement par rupture fragile du matériau au niveau de la surface
libre de la zone cisaillée. Toutefois, pour des conditions de coupe plus séveres (V. = 180 m/min par
exemple), I’observation microscopique de la surface libre du copeau a montré la présence d’une rupture
ductile (voir Figure I-13b). Cette rupture est produite suite a la nucléation de cavités, leur croissance et
leur coalescence, qui sont a I’ origine du festonnage du copeau. Ce résultat prouve la présence de fissures
dans le plan de cisaillement et leur effet, au moins en une partie, sur le festonnage du copeau.
Similairement, Barelli (Barelli, 2016) a montré I’effet de I’endommagement, dans le cas de 1’usinage de
I’alliage de titane Ti6Al4V traité B avec des vitesses de coupe élevées, sur la segmentation du copeau.
La présence des colonies lamellaires a contribué a I’apparition de fissures a son extrémité par une
concentration des contraintes au niveau des interfaces des colonies, et donc a 1’accentuation de sa
segmentation (voir Figure [-9-a). Les auteurs ont souligné I’effet de la compétition entre 1’instabilité
thermoplastique et la propagation des fissures sur la segmentation du copeau qui peut étre due a un
adoucissement thermique suivi par une nucléation et croissance des microcavités.

Figure I-13 Facies de la surface cisaillée d’un copeau segmenté correspondant a différentes conditions
de coupe : (a) V. = 15 m/min et (b) V. = 180 m/min (f = 0,08 mm/tr) (Barry, et al., 2001)

La détermination expérimentale des mécanismes contrélant la formation d’un copeau de forme
quelconque et des différentes étapes qu’il a subies a nécessité la mise en place de plusieurs dispositifs
expérimentaux dont nous aborderons a les présenter brievement dans la partie suivante.

1.1.2.5 Dispositifs expérimentaux utilisés pour la compréhension de la formation du copeau

De nombreux travaux expérimentaux ont été consacrés a la compréhension du mécanisme de formation
du copeau et de son effet sur l'usinabilité des matériaux. Cependant, afin d’examiner expérimentalement
les étapes de formation d’un copeau de forme quelconque, deux techniques ont été souvent utilisées :

— La réalisation des essais de coupe orthogonale interrompue, connus par le dispositif ‘Quick-
Stop’ (Figure I-14a) : Le principe de ces essais consiste a ‘figer’ le copeau au cours de sa
formation, tout en permettant a un instant donné d’exploiter les zones critiques produites lors
de la coupe et d’analyser les surfaces de contact outil-matiere ( (Molinari, et al., 2002), (Siemers,
et al., 2003)).

— La réalisation d’un essai de coupe classique, mais avec la mise en place des caméras rapides
‘Charge Coupled Device CCD’ (Figure I-14b) : L’utilisation des caméras dans plusieurs
investigations ( (Nouari & Makich, 2014), (Pottier, et al., 2014)) a pour but de rendre possible
I’observation des phénomenes locaux produits dans des zones localisées (d’environ quelques
centaines de micrometres), situées autour de la pointe outil. Cette technique a 1’avantage de
permettre la capture au cours du temps de la formation du copeau, la mesure de la longueur de
contact outil-copeau, la détermination de la nature de frottement...

A la base de ces deux techniques, d’autres méthodes plus évoluées de types caméras CCD en proche
infrarouge, couplage caméra CCD-microscope longue distance... ont été utilisées. Elles ont pour but de
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déterminer 1’évolution des champs de température, de déformation... au niveau des interfaces de
contact. Cependant, il est important de mettre en évidence que ces différentes méthodes nécessitent de
procéder au préalable a une préparation tres délicate et couteuse de la machine et des pieces a usiner,
diminuant leur efficacité.

Outil de coupe

Pigce a
usiner
Etau

Caméra
rapide

Image capturée

Dispositif
N d’éclairage

Outil retiré ,
de la matiere

(b)

Figure I-14 Montage expérimental utilisé (a) pour la coupe interrompue (Poulachon, 1999) et (b) la
coupe avec des caméras rapides (Pottier, et al., 2014)

I.1.3  Synthése

L’analyse menée dans cette premiere partie de 1’état de 1’art consiste a représenter, a partir de
nombreuses études expérimentales de la littérature, les différentes parties liées a la formation du copeau.
En effet, afin d'augmenter la productivité et la durée de vie des outils de coupe, il s’est avéré nécessaire
d'étudier profondément le mécanisme de segmentation de copeau et les parametres y agissant. Les
différentes morphologies de copeau et leurs dépendances a une diversité de parametres ont été présentées
dans le but de rappeler leurs effets sur la stabilité de la coupe et la durée de vie des outils. L’accent a été
mis par la suite sur le festonnage du copeau et les mécanismes le régissant, notamment dans le cas de
I’alliage de titane Ti6Al4V, qui sera étudié dans ce rapport, caractérisé par la fréquente segmentation de
son copeau.

Cependant, malgré les éventuelles améliorations dans les techniques expérimentales utilisées, il reste
difficile d’aboutir, par le biais des méthodes expérimentales, a une compréhension approfondie du
processus de coupe avec ses différents aspects. Il est alors difficile de se passer de I'utilité des
modélisations. Ces dernieres permettent d’économiser énormément dans les colits des essais
expérimentaux. Il parait alors judicieux de développer des modeles fiables qui permettent une
compréhension approfondie de la formation du copeau. C’est cet aspect qui nous intéresse tel que nous
essayons par les différentes études présentées dans ce rapport de fiabiliser la modélisation numérique de
la coupe orthogonale. En effet, nous présentons dans les parties suivantes de ce chapitre une étude
bibliographique sur les méthodes numériques utilisées pour la modélisation de la coupe, les principaux
parametres numériques influant les prédictions et 1’effet important d’une reproduction fiable du
comportement du matériau a usiner sur la fiabilité€ des modélisations.

1.2 Introduction, caractérisation et résultats liés a la modélisation
numérique de la coupe

Une étude approfondie du processus de coupe a souvent recours a I’utilisation de la modélisation en
complément d’essais expérimentaux. Ces méthodes présentées principalement par des modélisations
analytiques, numériques ou hybrides ont pour but de prédire fidelement des parametres globaux (tels
que les efforts de coupe, la morphologie du copeau et la longueur de contact), locaux (comme la
distribution de la température, 1’évolution de la déformation dans le copeau et la propagation des
fissures) et tribologiques (tel que le coefficient local de frottement, la longueur de la zone de contact
collant et glissant...) accompagnant le processus de formation du copeau, et par conséquent de mieux
maitriser le procédé d’usinage.
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L’ approche analytique est a la base des méthodes utilisées pour la modélisation de la coupe. Elle est tres
utilisée dans la littérature ( (Molinari & Moufki, 2008), (Ozlu, et al., 2009), (Pawade, et al., 2009),
(Mondelin, et al., 2012), (Moufki, et al., 2015), (Moufki, et al., 2017)), que ce soit pour la modélisation
de la coupe orthogonale ou oblique. L’avantage de cette méthode se présente par sa capacité a étudier
I’écoulement de la matiere et a tenir compte des propriétés de contact (la longueur de contact, les
coefficients de frottement, la zone de contact collant-glissant...). De plus, elle permet un acces rapide,
par rapport a la méthode des éléments finis EF, & des résultats locaux.

Moufki et al (Moufki, et al., 2015) ont utilisé un modele thermomécanique de coupe oblique pour prédire
analytiquement les efforts de coupe pendant un essai de fraisage périphérique du Ti6Al4V. Un niveau
élevé de corrélation avec les résultats expérimentaux a été obtenu sur une large gamme de conditions de
coupe. Dans une autre étude, Moufki et al (Moufki, et al., 2017) ont tenu compte du frottement outil-
copeau, de plus du rayon d’acuité de 1’outil et du comportement thermomécanique de la piece, pendant
la modélisation analytique du fraisage de 1’inconel 718. Pour mieux tenir compte de 1’effet du rayon
d’acuité de 1’outil sur les efforts de coupe, les auteurs ont proposé un nouveau modele qui permet de
déterminer les conditions de coupe les plus appropriées, pour lesquelles I’évolution des efforts est quasi-
stationnaire. Des parametres locaux comme la température de coupe, la longueur de contact et la
direction d’écoulement du copeau ont pu étre analysés dans cette étude. Cependant, I’inconvénient
majeur de la méthode analytique se présente par son domaine d’étude réservé encore au régime
stationnaire, et donc a la modélisation de la formation d’un copeau continu.

Un autre type d’approche, 1’approche hybride, a été€ récemment utilisée pour la modélisation de la coupe
( (Bahi, et al., 2011), (Bahi, et al., 2012), (Avevor, et al., 2017)). Elle consiste a combiner entre la
méthode analytique et numérique. Bahi et al (Bahi, et al., 2011) ont utilisé cette approche de sorte qu’ils
ont déterminé analytiquement les conditions de contact outil-matiere pour un essai de coupe tout en
résolvant numériquement la non-linéarité des problemes thermiques produite principalement au niveau
des interfaces de contact. Le modele hybride proposé dans cette étude a permis une identification
simplifiée de l'interaction entre les phénomenes thermomécaniques produits dans la zone de cisaillement
primaire et a l'interface de contact outil-copeau. La tenue en considération de la différence de modes de
contact (collant et glissant), des propriétés thermiques de contact et du comportement de la piece a
permis d’atteindre des niveaux élevés de corrélation en termes d’efforts de coupe. A partir de la
distribution de la température et de la contrainte aux interfaces de contact, les auteurs ont pu déterminer,
en fonction du type de contact, les modes d’usure de 1’outil et les principaux parametres les contrdlant.

Malgré les améliorations significatives que la méthode hybride a apportées a la modélisation de la coupe,
son probléme majeur est sa limitation a I’étude d’un probléme stationnaire alors que 1’analyse des
phénomenes transitoires, comme la segmentation du copeau, n’est pas encore possible. Cependant,
comme il a été vu dans le début de ce chapitre, notre étude doit permettre une meilleure reproduction du
festonnage du copeau accompagnant 1’usinage de 1’alliage de titane Ti6Al4V. Par conséquent, les
modélisations analytiques et hybrides ne seront pas développées par la suite.

Les approches numériques présentées par la méthode aux éléments finis prennent ces derniéres années
une place intéressante dans la modélisation de la coupe. Méme si de nombreux aspects demeurent encore
non résolus, la modélisation par éléments finis MEF a 1’avantage de pouvoir reproduire avec précision
des phénomenes locaux tels que la localisation des déformations et des températures dans le copeau, les
contraintes résiduelles, la formation des BCA, I’apparition et la propagation de fissures, etc. Elle est
considérée comme étant la méthode la plus efficace pour prendre compte du comportement non linéaire
des matériaux soumis a des sollicitations extrémes, faisant intervenir des déformations, des températures
et des conditions de contact tres séveres, notamment dans le cas de la formation d’un copeau discontinu.

N

Plusieurs types de modélisations numériques existent a I’heure actuelle et sont toujours en
développement. Elles se distinguent par la méthode utilisée pour la discrétisation du modele
géométrique, le type d’intégration temporelle, le formalisme numérique....

17



Chapitre 1

I.2.1 Méthodes de discrétisation géométrique du modele numérique

1.2.1.1 Méthode sans maillage

Plusieurs méthodes de discrétisation sans maillage (comme la méthode CNEM (Constrained Natural
Elements Method), DEM (Discret Elements Method), SPH (Smoothed Practicle Hydrodynamics, MPM
(Material Point Method) et FPH (Finite Pointset Method)) ont été utilisées dans de nombreuses études
numériques ( (Onate & Rojek, 2004), (Illoul & Lorong, 2011), (Ambati, et al., 2012), (Abolfazl Zahedi,
et al., 2013), (Madaj & Piska, 2013)...) focalisées a la modélisation de la coupe dont quelques résultats
sont illustrés par la Figure I-15. Ces approches sont encore au cours de développement. Elles se
distinguent de la méthode de discrétisation géométrique avec maillage par leurs aptitudes a étudier au
mieux le processus de coupe, faisant intervenir de fortes non linéarités. Elles permettent de minimiser,
voire éliminer, la dépendance de la solution au maillage initial. Il est alors possible de modéliser les
fortes déformations sans rencontrer le probleme de distorsion de maillage.

B DOE+08
550E+08

0 00E+D0

Figure I-15 Copeau simulé avec différents types d’approches sans maillage: (a) CNEM (Illoul &
Lorong, 2011), (b) DEM (Onate & Rojek, 2004) et (c) MPM (Ambati, et al., 2012)

Ces méthodes sans maillage se présentent comme étant des approches alternatives a la méthode avec
maillage nécessitant la résolution des équations aux dérivées partielles pour chaque nceud. De méme,
les méthodes sans maillage permettent la mise a jour des variables au niveau des noeuds répartis sur le
domaine étudié. Cependant, avec la MEF (avec maillage), le calcul est réalisé au niveau de 1’élément
défini par I’ensemble de ses noeuds inchangés, ce qui n’est pas le cas pour les méthodes sans maillage,
dont la notion de voisinage est réactualisée régulierement pour reproduire une nouvelle connectivité
entre les nceuds. De facon générale, les méthodes sans maillage s’affranchissent de la notion d’un
maillage fixe ce qui les permet de suivre de facon plus controlée les fortes déformations de la matiere et
donc d’éviter les problemes de distorsion d’éléments souvent rencontrés dans le cas des modélisations
numériques avec maillage. La réactualisation des nceuds voisins, impossible lorsque des éléments avec
des noeuds fixes sont utilisés, rend les résultats moins dépendants a la discrétisation géométrique de la
picce.

Cependant, méme si les approches sans maillage présentent certains avantages, leur utilisation pour la
simulation des procédés de fabrication reste encore limitée a des applications bien déterminées. En effet,
ce type de modélisation ne permet pas de connaitre tres précisément la frontiere du domaine, ce qui pose
des problemes pour la gestion du contact et I’application des conditions aux limites. De plus, la densité
et la répartition des particules (ou nceuds) est aussi une problématique a ne pas négliger. Par conséquent,
les approches sans maillage, toujours en fort développement, sont des techniques intéressantes, mais
surtout trés prometteuses pour les futures modélisations de la coupe. Toutefois, elles restent encore non
suffisamment développées pour réaliser des simulations pertinentes de la coupe.

1.2.1.2 Méthode avec maillage

De nos jours, les modeles numériques fréquemment adaptés pour la modélisation de la coupe
orthogonale utilisent généralement la méthode de discrétisation avec maillage du modele géométrique.
Cette approche consiste a discrétiser le domaine étudié en sous espaces, appelés éléments, pour lesquels
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les équations de conservation sont résolues. Les grandeurs modélisées sont interpolées par des fonctions
de forme et projetées a I’ensemble des nceuds appartenant a chaque élément. Ce type de modélisations
numériques occupe depuis plusieurs années une place importante dans la compréhension et la
reproduction du processus de coupe caractérisé par sa forte non-linéarité et ses niveaux élevés de
déformations. Elles ont montré une capacité intéressante a reproduire I’ensemble des phénomenes
thermomécaniques tout en permettant 1’acces instantané a des informations tres localisées telles que les
champs de température, les déformations, les contraintes, les efforts de coupe, la nature du contact outil-

matiere... dont il est infiniment difficile de les examiner expérimentalement.

Généralement, les MEF se distinguent les unes des autres par la méthode d’intégration, le formalisme
utilisé, le type et la gestion de maillage. Pour cette raison, nous présentons dans la partie suivante et a
partir de la littérature, 1’effet de quelques parametres numériques sur la fiabilisation de la modélisation
de la coupe.

L.2.2 Schémas d’intégration temporelle

Un schéma d’intégration temporelle doit permettre une discrétisation convenable de 1’espace du temps
selon le type de probleme a résoudre. Le choix adéquat du type d’intégration est donc important pour
garantir la précision de la solution numérique, sa stabilité et sa robustesse. Selon le type de probleme a
résoudre, un schéma d’intégration particulier, implicite ou explicite, doit étre utilisé. La différence entre
ces deux schémas se présente principalement par I’instant a partir duquel la solution incrémentale est
déterminée. Si I’état des points matériels a I’instant 7+4¢t est mis a jour a partir des informations itératives
en position, vitesse et accélération des nceuds de maillage, déterminées au méme instant, on dit qu’une
résolution implicite est utilisée (Harewood & McHugh, 2007). En revanche, pour le cas d’une résolution
explicite, seules les informations a I’instant # en un nceud donné sont utilisées pour la détermination de
la solution finale (a I’instant r+A¢).

En ce qui concerne les avantages et les inconvénients de chacun des schémas d’intégration, un schéma
implicite se caractérise généralement par sa stabilité et son niveau intéressant de précision bien qu’il
présente certaines limitations. La stabilité est maintenue malgré la définition d’un incrément de temps
relativement important. Toutefois, ce schéma d’intégration nécessite I’inversion de la matrice de rigidité
afin de linéariser le systeme d’équations. Cette étape de linéarisation incrémentale présente une
opération trés couteuse du point de vue du temps de calcul, surtout pour le cas de fortes non linéarités.
C’est pour cette raison qu’une intégration implicite est souvent réservée a 1’étude des problemes
statiques a quasi-statiques, qui ne font pas intervenir de phénoménes dynamiques avec une évolution
prononcée de 1’état des points matériels entre deux instants consécutifs ¢ et +4t. Choi et al (Choi, et al.,
2002) ont affirmé que dans le cas des calculs dynamiques impliquant une forte non linéarité, comme
pour la modélisation de I’enlevement de la matiere, des grandes difficultés numériques surviennent pour
la convergence de la solution apres chaque incrément de temps. De trés nombreuses itérations doivent
étre effectuées a chaque pas de temps At jusqu'a ce qu'un critere de convergence soit satisfait. Les temps
de calcul s’accroissent alors tres fortement et des difficultés de convergence de la solution finale sont
présentes. Ceci explique la non-adéquation de la méthode implicite a la simulation des phénomenes
dynamiques avec une forte non-linéarité (Harewood & McHugh, 2007).

Contrairement a une intégration implicite, la méthode explicite est principalement utilisée pour la
résolution des procédés de type dynamique. Bien que le pas de temps avec cette intégration temporelle
nécessite d’€étre tres faible, ce qui entraine un nombre élevé d’incréments, cette méthode a I’avantage de
permettre 1’étude des phénomenes fortement dynamiques, tel que le cas des chocs et des procédés de
fabrication, avec des temps de calcul plus maitrisés (Ducobu, 2013). En revanche, il est a noter que la
méthode explicite ne pose pas de problemes de convergence une fois la condition de stabilité sur le pas
de temps est bien définie (Barge, 2005). Plus de détails sur les conditions a respecter sur le pas de temps,
dans le cas d’un calcul explicite, ont été donnés par Zhang et al (Zhang, et al., 2011a).
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I.2.3 Formalismes numériques

De plus de la méthode d’intégration temporelle utilisée, nous distinguons quatre grandes familles de
formalismes numériques (voir Figure I-16) :

— Eulérien

— Lagrangien

— ALE (Arbitrary Lagrangien Eulerian).

— Remaillage

Les caractéristiques, les avantages et les limites de chacun de ces formalismes sont brievement présentés
dans les paragraphes suivants.

[Point )
matériel
ONceud de
Temps maillage
Grille de calcul Matieére
24 | Y J y y y y
v I
./ & &/
N
x [T« . . .

aty a to+At aty a to+At at a to+At

(a) (b) (c)

Figure I-16 Schématisations simplifiées du mouvement de maillage pour différentes formulations : (a)
Eulérienne, (b) Lagrangienne et (c) ALE ( (Asad, 2011) et (Philippe, 2009))

1.2.3.1 Méthode Eulérienne

Pour ce type de formulation, le maillage reste fixe dans I’espace pendant la simulation alors que le flux
de matiere le traverse (Gadala, et al., 2002), reproduisant parfaitement le principe d’une approche
classique de mécanique des fluides. Cette formulation a été€ généralement utilisée dans la littérature pour
I’étude d’un écoulement stationnaire, dans le cas général, et d’un copeau continu stable dans le cas
d’usinage (Kim, et al., 1999) (voir Figure I-17). Avec la formulation eulérienne, le maillage reste fixe
ce qui permet d’éviter la distorsion des éléments finis. De plus, la formulation eulérienne permet d’avoir
des temps de calcul intéressants dans le cas d’un probleéme stationnaire. Toutefois, cette formulation qui
est a la base des premieres simulations numériques, ne peut pas étre utilisée pour des problemes non
stationnaires comme ceux rencontrés dans le cas de la formation d’un copeau discontinu. Il est alors
souvent impossible de modéliser la morphologie réelle de certains copeaux, tels que ceux en alliages de
titane caractérisés par la fréquente segmentation du copeau méme a des faibles conditions de coupe.

@ LIS (b)

Figure I-17 Modélisation de la coupe orthogonale correspondante a une formulation eulérienne (Kim,
et al., 1999) : (a) modele géométrique et maillage, (b) évolution de la vitesse de déformation du
copeau
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1.2.3.2 Méthode Lagrangienne

La formulation lagrangienne a été largement utilisée dans la littérature ( (Baker, 2003), (Mabrouki, et
al., 2008), (Yaich, et al., 2016)) pour I’étude de la coupe. Elle suppose que les nceuds du maillage ne
sont pas fixes dans I’espace, mais qu’ils suivent le mouvement du point matériel auquel ils sont attachés.
Dans ce cas, la déformation de la matiere conduit & une déformation du maillage (voir Figure I-16b). En
effet, cette méthode n’est pas limitée au domaine de petites déformations, mais aussi aux grandes
déformations. Le mouvement du maillage, qui suit en tout point et a chaque instant celui de la matiére
(voir Figure I-18), permet la simulation du processus de coupe des la pénétration de 1’outil dans la
matiere jusqu’a I’obtention d’une morphologie quelconque et non préalablement définie du copeau
(Laheurte, 2004).

Figure I-18 Modélisation lagrangienne des différentes étapes controlant la formation d’un copeau
segmenté (Mabrouki, et al., 2008)

Cependant, il est a noter que dans le cas de grandes déformations, un probleme de dégénération rapide
des éléments de maillage est rencontré. La forte distorsion de maillage entraine non seulement des arréts
brusques de calcul, mais aussi une mauvaise prédiction des résultats. Pour éviter ce probleme
fréquemment rencontré lors de la modélisation de la coupe, il est inévitable d’utiliser un critere de
séparation de la matiere. Le critere de séparation a pour but de permettre la génération du copeau a partir
d’un ‘détachement’ (séparation) de la matiere. Deux méthodes sont souvent utilisées :
— La séparation de la matiére avec un déboutonnage des nceuds situés tout le long d’une ligne
préalablement définie : Dans ce cas, le déboutonnage a lieu lorsqu’un critere géométrique (Lo,
2000) ou physique (Strenkowski & Carroll, 1985) est atteint (Figure 1-19a).
— La séparation de la matiere avec une suppression des éléments situés au niveau d’une bande fine
en contact avec la pointe outil (Figure I-19b) : Cette méthode a été fréquemment utilisée dans
la littérature ( (Mabrouki, et al., 2008), (Chen, et al., 2011), (Ijaz, et al., 2016), (Saleem, et al.,

2016)).
(a) (b)
 o— —>
Copeau Outil Copeau il Outil Copeau Outil
Piece Piece Picce
Ligne de séparation Bande de séparation

Figure I-19 Différentes méthodes de séparation de la matiere : (a) par un déboutonnage des noeuds ou
(b) par une suppression des éléments (Barge, 2005)

L’utilisation d’un critere de séparation de maillage dans une formulation lagrangienne a pour but de bien
maitriser la distorsion des éléments lors de la modélisation numérique de la formation du copeau. Les
résultats obtenus avec cette technique sont tres intéressants. Cependant, son probleme majeur est la
séparation prédéterminée (ou ‘favorisée’) de la matieére au niveau de la pointe de I’outil. Les résultats
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des simulations sont donc treés sensibles au critere de séparation souvent imposé de fagon arbitraire. De
plus, comme il a été vu dans le chapitre 1.1.2.4, une séparation de la matiere (fissures) peut aussi avoir
lieu au niveau de la bande primaire de cisaillement, ce qui est impossible a prévoir a priori. Il faut donc
étre tres vigilant sur les prédictions obtenues avec ce type de modélisations méme si elles permettent de
simuler ‘facilement’ la formation d’un copeau de morphologie quelconque.

12.3.3 Méthode ALE

Cette troisieme approche basée sur le principe d’adaptation de maillage peut étre présentée comme étant
une voie hybride dont le maillage est ni fixe dans I’espace (cas de 1’approche eulérienne) ni 1ié a la
matiere (cas de 1’approche lagrangienne). La méthode ALE permet de profiter des avantages des deux
approches, eulérienne et lagrangienne, dont la prédiction d’une géométrie quelconque du copeau est
théoriquement possible.

Avec une approche ALE, le maillage se déplace ‘globalement’ comme la mati¢re, mais les nceuds
peuvent ‘glisser’ (€tre relocalisés) (Figure I-16-c) afin de minimiser la distorsion des éléments tout en
conservant la connectivité entre eux. Ce repositionnement des nceuds a pour but de concentrer le
maillage dans les zones fortement déformées. En effet, la dissociation entre maillage et matiere permet
de surmonter significativement les problemes de distorsion menant a des arréts rapides des
modélisations. Par conséquent, la formulation ALE a 1’avantage de reproduire une longueur suffisante
de surface usinée sans avoir recours a des criteres de séparation des nceuds et/ou a la perte de la
connectivité entre les éléments (cas du remaillage) (Arrazola, et al., 2013).

Toutefois, I’inconvénient principal de la méthode ALE est qu’en affinant le maillage dans les zones
fortement déformées, les éléments sont plus gros dans les zones moins déformées (a cause du nombre
fixe des éléments) ce qui conduit a des défauts, notamment géométriques, importants (voir Figure [-20).
De plus, méme si elle permet d’éviter les problemes de distorsion de maillage, sans efficacité reste
limitée dans le cas de grandes déformations, fréquemment rencontrées en usinage.

Maillage grossier Maillage
raffiné

Figure I-20 Modélisation ALE de la formation du copeau (Germain, et al., 2011)

1.2.3.4 Meéthode de remaillage

Il est aussi possible de procéder a une adaptation de maillage par un ‘remaillage’ (création d’un nouveau
maillage). Son introduction dans les modélisations de coupe ( (Umbrello, 2008), (Fourment &
Delalondre, 2008), (Mohammadpour, et al., 2010), (Calamaz, et al., 2011)) est tres récente (par rapport
aux méthodes eulérienne et lagrangienne). Cette méthode garantit une adaptation parfaite de la taille des
éléments a I’intensité des déformations subites par la matiere, nécessaire pour éviter les distorsions de
maillage. En effet, il est possible d’obtenir un raffinement de maillage dans les zones de fortes
déformations et un déraffinement dans les zones de faibles sollicitations (voir Figure I-21), permettant
de mieux prendre compte des changements géométriques subits par le domaine modélisé.

Bien que le remaillage présente une capacité intéressante du point de vue adaptation du maillage a la
nouvelle géométrie fortement déformée, il présente certains problemes. Le probleme majeur est celui
du transfert des données (champs de température, de déformation et de contrainte) des anciens éléments
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de maillage aux nouveaux. Ce transfert est inévitablement réalisé a travers de nombreuses interpolations
afin de mettre a jour la valeur des variables correspondantes aux nouveaux nceuds. Avec ce transfert, il
est possible de perdre la précision des valeurs calculées (interpolées) et d’entrainer un lissage indésirable
des champs mécaniques et thermiques, ce qui crée une ‘diffusion numérique’ alors qu’on souhaite
prédire la localisation des contraintes dans les bandes de cisaillement.

Maillage initial Maillage final

Figure I-21 Adaptation de maillage par un remaillage

I.2.4 Parametres numériques et leurs effets sur les résultats de la simulation

Apres avoir présenté brievement les différentes approches possibles de 1la MEF, nous nous intéressons
a mettre en valeur le rdle majeur que présente le choix convenable des parametres numériques sur les
résultats et par conséquent sur la fiabilisation des modeles numériques. Barge (Barge, 2005) a étudié
dans sa these I’effet de la méthode de traitement des modes Hourglass sur les résultats numériques. Dans
cette étude 2D de la coupe orthogonale de 1’acier 42CrMo4, 1’auteur a utilisé des éléments
quadrangulaires du premier ordre : CPE4RT. Ces éléments sont caractérisés par un couplage de type
déplacement-température et ils utilisent une intégration réduite. Bien que la définition du point de Gauss
permette de pallier certains problémes li€s a la définition d’une intégration compléte, son utilisation
nécessite d’ajouter aux éléments du maillage un amortissement et/ou une raideur artificielle, et ceci en
définissant convenablement le mode Hourglass approprié au type de calcul. Cette méthode a pour but
de prévenir des fortes amplitudes et/ou oscillations liées a I’intégration réduite, qui influent sur les
résultats numériques. La comparaison entre les deux méthodes Hourglass, Relax Stiffness et Combined,
effectuée par Barge a montré la dépendance de la morphologie du copeau a ces deux modes ainsi qu’a
la densité de maillage. Une efficacité plus intéressante a été remarquée pour la méthode Relax Stiffness
telle qu’une dépendance moins significative de la solution a la densité de maillage a été obtenue.
Cependant, avec un raffinement excessif du maillage, cette méthode a montré une forte localisation de
la déformation au niveau des bandes de cisaillement suivies par une segmentation prononcée illogique
du copeau (illustrée par la Figure 1-22).

Non seulement les modes Hourglass et la densité du maillage sont critiques dans une modélisation
numérique, 1’inclinaison préalable des éléments peut aussi influencer les résultats. D’apres Miguélez et
al (Miguélez, et al., 2013), une définition adéquate de I’angle d’inclinaison participe a la ‘facilitation’
de la modélisation de I’écoulement de la matiere et de la formation des bandes de cisaillement.

L’effet des différentes formulations présentées dans le chapitre 1.2.3 sur la modélisation de la coupe a
fait I objectif de plusieurs investigations. Zhang et al (Zhang, et al., 2015) ont comparé entre trois types
de formalismes lors la modélisation de la coupe orthogonale du Ti6Al4V : la formulation lagrangienne,
la formulation ALE et la formulation CEL (Coupled Eulerian Lagrangian)). Ils ont montré qu’avec la
formulation lagrangienne, la définition du modele d’endommagement permet la simulation de la
séparation de la matiere et la segmentation du copeau. Toutefois, avec les deux autres méthodes
d’adaptation de maillage (ALE et CEL), un copeau continu a été simulé (voir Figure I-23a et b) et ceci
quel que soit le jeu des coefficients du modele de comportement.
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Figure 1-22 Effet de la taille de maillage et de la méthode Hourglass utilisée sur I'écoulement de la
matiere (Barge, 2005)

Figure I-23 Dépendance de la morphologie du copeau au type de formulations : (a) ALE, (b) CEL
et (c) Lagrangienne (V. = 90 m/min et f = 0,1 mm/tr) (Zhang, et al., 2015)

La possibilité de procédé a une modélisation de la coupe en utilisant plusieurs codes de calculs par EF
est avantageuse, mais aussi entraine une divergence entre les résultats (voir Figure 1-24). Dans les
travaux de Zhang et al (Zhang, et al., 2011), deux codes de calculs par EF, Abaqus®/Explicit et
Deform®/Implicit, ont été utilisés pour la modélisation 2D de la coupe orthogonale de I’alliage de titane,
le Ti6Al4V. Les résultats illustrés par la Figure I-24a montre la différence entre la morphologie des
copeaux simulés avec ces deux codes de calculs.

De méme, les températures (Figure I-25a), les contraintes résiduelles (Figure I-25b), les efforts de coupe
et les longueurs de contact sont aussi influencés par les parametres numériques définis tel qu’ils different
d’un code de calcul a un autre. Cela peut étre attribué a la méthode d’intégration temporelle, au type des
éléments de maillage, et a 1a nature de formulation utilisée par chaque logiciel.

L’étude de I’effet des codes de calcul par EF sur la modélisation du processus d’enlevement de la matiere
a fait I’objectif d’autres travaux de la littérature. Constantin et al (Constantin, et al., 2012) ont comparé
entre les résultats de la modélisation de la coupe orthogonale du Ti6Al4V, obtenus par les trois codes
de calcul : Deform®, Forge® et AdvantEdge®. Les méthodes de résolution utilisées par ces trois
logiciels (type d’intégration, nature du maillage, méthode d’adaptation de maillage utilisée définie, etc.)
sont différentes. Non seulement, les lois de comportement et de frottement utilisées par les auteurs ne
sont pas identiques dans toutes les modélisations, mais toutes sont cessées refléter le comportement du
matériau a usiner. Pour cela, des résultats tres différents du point de vue de la morphologie du copeau
(Figure I-24b), du temps de calcul et des efforts de coupe ont été obtenus, et cela pour deux géométries
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de I’outil de coupe. II est donc difficile de discriminer a partir de ces résultats I’effet de chacun des
parametres sur la fiabilisation des modeles numériques.

(a) (b)

Temperature (C)
833

[ Copeau expérimental |

[Rhaqwsa] ==

Figure I-24 Morphologies du copeau en Ti6Al4V simulées avec différents codes de calcul :
(a) (Zhang, et al., 2011) et (b) (Constantin, et al., 2012)
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Figure 1-25 Dépendance (a) de la température et (b) de la contrainte résiduelle au code de calcul utilisé
pour la modélisation de la coupe (Zhang, et al., 2011)

Le but principal de ces différentes études est de reproduire le plus fidelement possible les phénomenes
physiques prenant place lors de I’enlévement de matiere. Or il a ét€ montré que les résultats dépendent
fortement des parametres de la modélisation, particulierement des parametres numériques utilisés par
chaque code de calculs. En effet, la fiabilisation de la modélisation nécessite une bonne connaissance
de I’effet de chacun de ces parametres sur les résultats de la simulation. Nous ajoutons aussi que le choix
de travailler en 2D et donc de négliger les effets de bords présente certainement des inconvénients.

Seulement quelques études de la littérature se sont intéressées a modéliser la coupe en 3D a cause de sa
complexité et des temps de calcul prohibitifs. L’étude menée par Delalondre (Delalondre, 2008) a porté
sur la modélisation 3D de la coupe. Le code de calcul Forge® a été utilisé par 1’auteur. Ce code integre
un remailleur adaptatif puissant qui permet de surmonter les problemes de distorsion de maillage,
d’autant présents dans les simulations 3D. L’auteur a pu simuler la formation des bourrelets de largeur
non négligeable au niveau des deux extrémités du copeau, alors qu’ils ont été négligés avec les modeles
2D (voir Figure 1-26). Ayed (Ayed, 2013) a aussi montré dans sa thése que la largeur des bourrelets
devient de plus en plus importante en augmentant 1’avance. Cet écoulement de la matiere sur les bords,
expérimentalement observé, influe sur le processus de formation du copeau. De plus, les informations
offertes par une simulation 3D sur I’évolution des champs thermiques et mécaniques sur toute la largeur
de coupe présentent un autre avantage des modeles numériques 3D. Potier et al (Pottier, et al., 2014) ont
mis en évidence, par la mesure des champs de déformation avec des caméras rapides, que les
phénomenes qui contribuent a la formation du copeau sont bien des phénomenes 3D. Trois scénarios,
tous 3D, ont été proposés pour expliquer la formation d’un feston lors de 1’usinage du Ti6Al4V (voir
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Figure 1-27), mais ils nécessitent d’étre vérifiés. Seule une simulation numérique 3D pertinente
permettra de valider les hypotheses d’un tel ou tel scénario, et aussi expliquer les phénomenes
thermiques et mécaniques mis en jeu pendant la formation du copeau, d’ou 1’avantage d’une
modélisation 3D par rapport a celle en 2D.

Temp
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Figure [-26 Comparaison entre la modélisation (a) 2D et (b) 3D de la formation du copeau en utilisant
le code de calcul Forge® (Delalondre, 2008)

Etape 1 Etape 2 Etape 3

Contrainte
ostati

(a) Scénario 1

(b) Scénario 2

(c) Scénario 3

Figure I-27 Différents scénarios possibles de la propagation de I’endommagement
(Pottier, et al., 2014)

L.2.5 Synthése

Dans cette deuxieme partie de I’état de I’ art, I’accent a été mis sur la diversité des modélisations utilisées
pour la simulation de la coupe orthogonale. De nombreuses difficultés lies a la reproduction de la
séparation de la matiere, a la gestion du contact et au changement de la géométrie du domaine étudié
sont souvent rencontrées. La capacité des MEF a surmonter au maximum les problémes impliqués lors
de la coupe et de reproduire le plus fidelement possible la formation du copeau détermine 1’efficacité du
modele numérique. Une liaison entre les résultats prédits et les parametres numériques définis a la
simulation (comme le maillage, la nature de la formulation, le type d’intégration temporelle et la
dimension de 1’étude (2D ou 3D)), souvent liés au code de calcul utilisé.

Néanmoins, la robustesse des méthodes numériques n’est pas limitée au choix adéquat des parametres
numériques, elle nécessite aussi une modélisation pertinente du comportement du matériau a usiner face
aux sollicitations qui lui sont appliquées. En effet, les modeles de comportement utilisés pour la
simulation de la coupe doivent prendre en considération le couplage qui existe entre les différents
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aspects mécaniques, thermiques et microstructuraux du matériau a usiner, ainsi qu’a ’historique des
chargements. Pour cette raison, nous nous intéresserons dans la partie qui suit a présenter les modeles
de comportement fréquemment utilisés pour la modélisation de la coupe et leurs effets sur la fiabilisation
des modeles numériques. Mais, nous commengons par introduire les principales propriétés
microstructurales, physiques et thermomécaniques de ’alliage Ti6Al4V étudié par ce rapport.

1.3 Etude du comportement de ’alliage de titane Ti6Al4V

L’analyse bibliographique conduite dans cette partie vise a mieux comprendre les spécificités de
I’alliage de titane étudié, le Ti6Al4V, et notamment sa faible usinabilité. Dans un premier temps, les
particularités de sa microstructure, les principales caractéristiques liées a son usinabilité et les propriétés
thermo-physiques majoritairement le définissant sont abordées. Dans un deuxieme temps, quelques
modeles de comportement, fréquemment utilisés dans la littérature pour la modélisation de 1’usinage, et
les résultats associés seront présentés. L’effet des modeles de comportement et des méthodes
d’identification de leurs coefficients sur la fiabilisation des modeles numériques sera aussi abordé.

I.3.1 Microstructure, propriétés physiques et usinabilité de I’alliage Ti6Al4V

1.3.1.1 Alliages de titane

Vu I'utilisation croissante des alliages de titane dans de nombreuses applications industrielles (domaine
aéronautique, automobile, biomédical...), plusieurs travaux ont ét€é menés pour étudier leur
comportement et améliorer leur usinabilité. Ces alliages se caractérisent par leurs propriétés physiques,
mécaniques et thermiques intéressantes méme a des températures élevées. Cependant, ils sont considérés
comme étant difficiles a usiner entrainant des efforts de coupe importants et par conséquent une
puissance consommée élevée. Les températures atteintes sont aussi assez prononcées, d’autant plus que
la conductivité thermique de I’alliage de titane est faible, ce qui fait chuter la durée de vie des outils.
C’est pour cette raison qu’il est généralement recommandé d’éviter 1’utilisation de vitesses de coupe
élevées (méme dans le cas d’une assistance & 1’usinage), entrainant une défaillance catastrophique de
I’outil apres un faible temps d’usinage (Ayed, et al., 2013). En effet, les faibles vitesses de coupe et la
dégradation rapide des outils présentent un frein pour la productivité des pieces en alliages de titane
(Dandekar, et al., 2010).

Arrazola et al (Arrazola, et al., 2009) ont pu conclure a partir des essais expérimentaux effectués sur
deux alliages de titane, le Ti6AI4V et le Ti555-3, que les vitesses de coupe recommandées pour chacun
de ces matériaux varient en fonction de leurs teneurs en phase f. Les résultats ont indiqué une vitesse
de coupe inférieure a 80 m/min pour le Ti6Al4V et a 40 m/min pour le Ti555-3 (voir Figure I-28). Cette
différence non négligeable dans les vitesses de coupe met en évidence 1’effet important de la
microstructure de I’alliage de titane étudié (taille de grains et teneur en phase f) sur ses propriétés
physiques, et donc sur son usinabilité. Nouari et Makich (Nouari & Makich, 2014) ont aussi comparé
I’usinabilité du Ti6AI4V et du Ti555-3 et ils ont montré que, pour la méme condition de coupe et la
méme géométrie de 1’outil, une zone d’usure de taille supérieure est formée lors de 1’usinage du Ti555-
3. De plus, une différence dans les modes d’usure de 1’outil de coupe a été soulignée dans cette étude.
Nouari et Makich ont aussi étudié 1’effet de la géométrie de 1’outil sur 1’usinabilité des matériaux étudiés
tel qu’une différence d’usinabilité a été remarquée entre les deux alliages de titane. Elle passe de 12%
pour un angle de coupe nul a environ 34,7% pour un angle de 20°, dont la plus faible est celle du Ti555-
3. Cette différence a été expliquée par 1’adhérence tres prononcée, sous 1’effet des niveaux importants
de contact, du Ti555-3 sur la face de coupe de I’outil faisant augmenter par conséquent les champs
thermiques.

Les études comparatives menées a titre d’exemple entre le Ti6AI4V et le Ti555-3 ont montré une
usinabilit¢ médiocre de ce dernier par rapport a celle du Ti6Al4V. Cette différence est due
principalement aux propriétés physiques, thermiques et mécaniques particulieres de chaque matériau,
nécessitant d’étre préalablement connues pour éviter les problémes rencontrés au moment de 1’usinage.
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C’est pour cette raison que la partie suivante de ce chapitre sera focalisée sur 1’étude de 1’effet de la
microstructurale du Ti6Al4V sur son usinabilité.
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Figure I-28 Evolution de I’usure en dépouille en fonction de la vitesse de coupe et du type d’alliages
de titane (cas d’un temps d’usinage de 15 min) (Arrazola, et al., 2009)

1.3.1.2 Microstructure du Ti6Al4V

Pour la fabrication des pieces mécaniques, il est recherché des alliages de titane ayant une excellente
résistance et une tenue en service trés élevée, mais avec une usinabilité assez intéressante. Il est alors
privilégié des nuances biphasées, comme le Ti6Al4V largement utilisé pour différentes applications
industrielles. Cet alliage de titane sera notre matériau d’étude.

D’apres Sun et al (Sun, et al., 2009), la structure cristallographique du Ti6Al4V se caractérise par des
mailles majoritaires de type hexagonale compacte dits alpha (a), de taille 73 um, entourés par des joints
intergranulaires ductiles dits béta (5) de maille cubique centrée et de taille d’environ 1 pm. Cette dualité
de phase lui permet d’allier les avantages de joints ductiles pour sa formabilité et des grains durs pour
sa résistance.

La désignation du Ti6Al4V montre que le titane majoritaire en masse est renforcé par 6% en masse
d’aluminium, qui est un élément fortement alpha®™* nécessaire pour la stabilité de la phase o, et de
vanadium, présentant d’environ 4% en masse, faisant partie des éléments béta®™* isomorphes du
Ti6Al4V et formant une solution solide de substitution. D’autres éléments d’addition (comme O, C, N,
Fe, Mn, Cr et N) de quantités moins importantes sont introduits dans la composition de cet alliage
caractérisé par des propriétés mécaniques intéressantes (ténacité et résistance mécanique élevées).

Le pourcentage en masse de ces éléments d’addition ainsi que les traitements mécaniques et thermiques
utilisés lors de I’élaboration du Ti6Al4V agissent sur sa microstructure finale (Calamaz, 2008). De
méme, les propriétés mécaniques a température ambiante de 1’alliage de titane biphasé, le Ti6Al4V,
dépendent fortement de sa microstructure qui varie en fonction de la rapidité du refroidissement appliqué
et du type de traitement thermique utilisé. Le Ti6Al4V peut se trouver sous différentes microstructures
comme indiqué par la Figure [-29. Cette différence dans la morphologie des grains et la fraction
volumique des phases a et £ a un effet non négligeable sur la segmentation du copeau, et donc sur tout
le processus de coupe, comme il a été montré dans la partie 1.1.2.4. Par conséquent, il est nécessaire de
tenir compte de la microstructure initiale du Ti6Al4V, de I’historique et de la nature du traitement lui
est appliqué pendant I’étude de son usinabilité.

A cause de la différence dans la taille, la forme et la disposition en éléments o™ et f"° de I’alliage
de titane Ti6Al4V, le pourcentage en masse de la phase /5 et son évolution en fonction de la température
varient légerement d’une microstructure a une autre (voir Figure I-30). Semiatin et al (Semiatin, et al.,
2002) ont indiqué que la phase B occupe initialement environ 20% en masse du Ti6Al4V étudié. Ce
pourcentage est maintenu constant jusqu’a une température de 750°C. Puis, il augmente rapidement
jusqu’a atteindre 100% en masse a une température de 1000°C.
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Figure I-29 Différentes microstructures du Ti6Al4V : (a) aiguillée, (b) lamellaire, (c) duplex et (d)
équiaxe (Ducobu, 2013)
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Figure I-30 Variation de la fraction volumique en phase B en fonction de la température : cas du
Ti6Al4V (Zhang, et al., 2014)

1.3.1.3 Propriétés thermo-physiques et usinabilité

Dans cette partie, seules les principales propriétés thermo-physiques du Ti6Al4V et leurs impacts sur
son usinabilité sont étudiés.

Il est communément connu que cet alliage de titane se caractérise par :
— Une faible densité, tres inférieure a celle des aciers (d’environ 60% des aciers)
— Une haute résistance a la corrosion provoquée par de nombreux agents telle que 1’affinité a
I’oxygene contribuant a la formation d’une couche mince d’oxyde efficace contre la corrosion
— Des propriétés mécaniques spécifiques élevées (rapport de propriété mécanique sur la densité)
— Une compatibilité intéressante aux différents traitements thermiques...

La comparaison du Ti6Al4V a d’autres alliages de titane (comme le Ti555-3) a montré une usinabilité
supérieure de cet alliage, méme s’il pose certaines difficultés lors de son usinage. En comparant les
efforts spécifiques et I’'usure des outils, Arrazola et al (Arrazola, et al., 2009) ont conclu que le Ti6Al4V
possede une usinabilité supérieure a celle du Ti555-3 (d’environ 44% de celle du Ti555-3), mais qui
reste faible par rapport aux autres métaux (tels que les aciers). Cela est dii a :
— Sa réactivité chimique élevée avec les outils, notamment a des grandes températures (Che-
Haron & Jawaid, 2005)
—  Son faible module d'Young et dureté (environ 35 HRc selon (Yang & Liu, 1999)) qui impliquent
un retour élastique important favorisant le talonnage de 1’outil et par suite 1’obtention des
niveaux importants de vibrations qui nuisent a la durée de vie des outils de coupe
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— Sa faible conductivité thermique

L’effet conjugué de la faible conductivité thermique et des niveaux élevés de température en usinage
(estimées de 1000°C) conduit au confinement de 1’énergie thermique au niveau de I’interface outil-
copeau. Une grande portion de cette énergie, créée par cisaillement intense de la matiere et par
frottement, reste ‘bloquée’ au niveau de cette interface de contact. Une tres faible quantité de chaleur
est évacuée par le matériau usiné. Ezugwu et Wang (Ezugwu & Wang, 1997) ont estimé qu’environ
80% de la chaleur générée lors de I’'usinage du Ti6Al4V est transférée a I’outil alors que pour le cas de
I’usinage des aciers, il ne dépasse pas les 40%. Cette faible conductivité thermique explique les
températures élevées mesurées au niveau de la face de coupe et de 1’aréte de 1’outil, qui entrainent pour
des grandes vitesses de coupe une dégradation rapide des outils par échauffement intense, par fatigue
thermique et par écaillage rapide de 1’aréte de coupe. De plus, la réactivité chimique importante du
Ti6Al4V avec les outils de coupe, particulierement ceux en carbure de tungsténe li€ au cobalt, a des
températures élevées, accélere la formation d’arétes rapportées et les phénomenes d’usure par adhésion
et par diffusion.

Pour conclure, il est important de prendre en compte les propriétés thermo-physiques du Ti6Al4V
menant souvent a de nombreux problemes lors de I’usinage. Son comportement sur une large gamme
de vitesses de déformation et de températures doit étre adéquatement reproduit. Quelques modeles de
comportement, principalement ceux fréquemment utilisés dans la MEF de la coupe, sont présentés dans
la partie suivante. Leur effet sur la fiabilisation des modeles numériques est notamment examiné.

1.3.2 Modélisation du comportement de la piece a usiner

Une définition convenable du comportement du matériau a usiner, soumis a des conditions de
chargement séveres, s’avere d’une haute importance pour une modélisation fiable du procédé de coupe
(Sima & Ozel, 2010). C’est pourquoi le choix de ces modeles de comportement est considéré souvent
comme une étape critique, ou la précision dans la prédiction du comportement du matériau et la
simplicité de son expression sont recherchées.

1.3.2.1 Etude bibliographique sur les modéles de comportement les plus utilisés pour la
modélisation de la coupe

Contrairement a I’outil de coupe, dont son comportement est généralement décrit par une loi simple de
type €lastique ou rigide, celle utilisée pour décrire le comportement mécanique du matériau a usiner est
beaucoup plus complexe. Un modele de comportement de type isotrope est fréquemment utilisé. Il doit
prendre compte des effets de différents phénomenes (comme la sensibilit€é a 1’écrouissage, a
I’adoucissement thermique et a la vitesse de déformation) ainsi que des propriétés physiques, chimiques
et thermiques du matériau a usiner. Le modele de comportement est généralement donné sous la forme
d’une (ou des) équation(s) mathématique(s) qui relie(nt) la contrainte d’écoulement du matériau a usiner
aux variables rhéologiques et aux phénomenes thermiques et mécaniques observés sur une large gamme
de vitesses de déformation et de températures.

Afin de rendre possible la simulation de la segmentation du copeau, due a une chute de la contrainte
d’écoulement, il est indispensable d’utiliser soit un modele d’endommagement en parallele a la loi de
plasticité soit une loi rhéologique qui permet de reproduire la chute de la contrainte dans le matériau
suite a son adoucissement.

Généralement, les lois rhéologiques sont classées en trois catégories

— Lois empiriques

— Lois semi-empiriques

— Lois physiques
Le choix de la loi rhéologique est fonction de la considération ou non de la dépendance du comportement
du matériau a son aspect métallurgique et de 1’introduction ou non de variables internes ayant pour but

de prendre compte de I’effet des phénomenes physiques (telles que la densité des dislocations, la
recristallisation et 1’historique des chargements).
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Pour les lois empiriques, elles sont généralement données par une formulation simple qui ne s’appuie
pas sur des phénomenes physiques et dont I’effet des variables internes est négligé. L’effet de
I’historique de la déformation sur le comportement global du matériau sollicité n’est pas pris en compte.
Ce type de modeles de comportement se caractérise généralement par un nombre réduit de coefficients
a identifier. L utilisation fréquente de ces modeles dans 1’étude numérique de la coupe se justifie par
I’identification moins compliquée de leurs coefficients a partir d’un nombre limité d’essais. Par ailleurs,
I’implémentation déja effectuée pour certains modeles empiriques dans les codes de calcul encourage
leur utilisation pour la modélisation de la coupe.

En revanche, pour aboutir a une solution plus physique, d’autres types de modeles rhéologiques plus
complexes (détaillés dans les travaux de Lurdos (Lurdos, 2008), d’Hor (Hor, 2011) et d’Ayed (Ayed,
2013)) ont été proposés dans la littérature. Ces modeles ont pour but de s’approcher des phénomenes
réels subits par le matériau. Grace aux nombreuses améliorations apportées aux codes de calculs, il
devient possible, avec certaines précautions, d’introduire des modeles physiques, mais cela nécessite
des développements importants ou de se limiter aux phénomenes physiques les plus influents.
Cependant, I’utilisation des modeles de comportement d’aspect purement physique de niveau intéressant
de fidélité dans la modélisation de la coupe reste encore restreinte. Cela peut étre expliqué par les
difficultés rencontrées pour I’identification du nombre élevé de leurs coefficients, faisant appel a la
réalisation de plusieurs essais expérimentaux spécifiques. De plus, I'implémentation de ce type de
modeles rhéologiques est difficile. Cela explique pourquoi méme si les modeles dits empiriques ont
montré certaines limites, ils sont encore les plus utilisés pour la modélisation de 1’usinage.

Dans la partie suivante, nous nous pencherons qu’a 1’étude des modeles empiriques. Cette partie
s’achevera en mettant 1’accent sur la dépendance ‘fiabilisation des simulations numériques-type de la
loi rhéologique définie’ tout en examinant I’effet de I’identification adéquate des coefficients de
comportement sur les résultats de la simulation.

1.3.2.1.1 Lois empiriques découplées

La littérature a montré que de nombreuses études ( (Ijaz, et al., 2016), (Yaich, et al., 2016), (Saleem, et
al., 2016), (Mabrouki, et al., 2016)...) portantes sur la modélisation de la coupe ont utilisé la loi
empirique de Johnson-Cook (notée dans la suite par la loi de JC) (Johnson & Cook, 1983). Ce modele
est caractérisé par le découplage entre les effets de la déformation, de la vitesse de déformation et de la
température comme le montre sa formulation mathématique (équation I-1). Le compromis que présente
ce modele thermo-viscoplastique entre la simplicité d’identification de ses coefficients et la prise en
compte des principaux phénomenes rhéologiques (écrouissage, viscosité et adoucissement) explique sa
large utilisation. Sa simplicité provenant de sa formulation mathématique, du découplage qu’elle
présente et du nombre limité de ses coefficients (seulement cinq) facilite son identification a partir d’un
nombre limité d’essais. Entre autres, I’'implémentation de la loi de JC dans une diversité de codes de
calculs et les nombreuses ressources présentant les valeurs de ses coefficients pour de nombreux
matériaux encouragent son utilisation. Mais, il est important de noter que cette ‘simplicité’ de la loi de
JC ne permet pas généralement de bien représenter le comportement du matériau sur un tres grand
domaine de sollicitation ( (Germain, et al., 2013) et (Hor, et al., 2013)).

o=(A+Be")x|1+Cln Ex|1- =T -1)
£, T, T

amb

avec A traduit la contrainte équivalente a la limite d’¢élasticité du matériau a température ambiante, B et
n sont les coefficients liés au terme d’écrouissage du modele, C est le coefficient décrivant la sensibilité

a la vitesse de déformation et m présente la sensibilité a la température. &, est la vitesse de déformation

de référence. Tr et T, sont respectivement la température de fusion du matériau et la température
ambiante (ou de référence).

Les limites du modele de JC résident dans la plage réduite de sa validité en termes de vitesses de
déformation et de températures. Pour affranchir de ce défaut, deux solutions peuvent étre adoptées :
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— L’identification par partie des coefficients, c'est-a-dire sur des plages plus restreintes en vitesses
de déformation et en températures. Le fait de procéder a ce type d’identification, cela permet de
garantir la validité des coefficients de cette loi sur tout le domaine de chargement ( (Vaultrot,
2012), (Kpenyigba, 2013), (Germain, et al., 2013a), (Ayed, et al., 2017)). Dans ce cas,
I’implémentation de la loi dans les codes de calcul doit étre modifiée pour que les coefficients
puissent évoluer en fonction des plages définies de températures et/ou de vitesses de
déformation.

— La modification de I’expression de la loi de JC et ceci en ajoutant de nouveaux termes et/ou en
changeant une partie de son expression. Ces modifications ont pour but de prendre compte de
certains couplages qui existent entre les phénomenes physiques ( (Calamaz, et al., 2011), (Sima
& Ozel, 2010), (Hor, et al., 2013)).

Comme le montre sa formulation (équation I-1), la contrainte d'écoulement augmente toujours avec la
déformation, et ceci quelles que soient la température et la vitesse de déformation. Le comportement
complexe des matériaux ne peut pas donc étre totalement pris en compte par la loi empirique de JC. En
effet, les termes prenant en compte de la sensibilité a la vitesse de déformation et a la température
conduisent seulement a appliquer un facteur multiplicatif a la loi d’écrouissage initiale, sans changer sa
forme. Pour remédier a cette augmentation continue de la contrainte d’écoulement, le modele
rhéologique de JC doit étre couplé a un modele d’endommagement (comme celui donné par Johnson et
Cook (Johnson & Cook, 1985)). Cette méthode lui permet de reproduire la chute brutale de la contrainte
qui se produit dans la zone primaire de cisaillement, et donc de permettre la modélisation de la formation
du copeau et de sa segmentation.

Toute I’ambigiiité du modele de JC réside dans le fait que les termes sont découplés ce qui facilite
I’identification de ses coefficients, mais ne permet pas de représenter finement le comportement du
matériau. Pour cela, d’autres types de modeles empiriques, cette fois ci couplés, récemment développés
ont été utilisés dans la modélisation de la coupe, dont leurs effets sur les résultats numériques seront
présentés ultérieurement (dans la partie 1.3.2.2).

1.3.2.1.2  Lois empiriques couplées

De nombreuses études focalisées sur 1’amélioration du modele de JC ont été effectuées dans la littérature
( (Baker, 2006), (Lurdos, 2008), (Sima & Ozel, 2010), (Calamaz, et al., 2010), (Calamaz, et al., 2011),
(Hor, 2011) ...). Les modifications effectuées consistent a ajouter un ou plusieurs nouveaux termes, ou
a modifier ceux du modele d’origine.

La solution proposée par Baker (Baker, 2006) consiste a remplacer le terme d’adoucissement de la loi
de JC par un couplage entre I’effet d’écrouissage et la température a travers une fonction exponentielle
w(T) (voir équations I-2 et I-3). L’introduction de cette fonction permet de prendre compte, dans le cas
de I'usinage du titane, de I’adoucissement propre a ce matériau. Elle agit sur 1’écrouissage pour
accentuer I’effet de 1’adoucissement thermique, menant par conséquent a une chute de la contrainte
d’écoulement. Comme pour le modele de JC, le nombre de coefficients n’est que de 5, mais leur

identification est plus difficile a cause du coulage présent.

az(ir* xy/(T))xe”*‘”(T) x(1+ Cln (in (I-2)

&

r \"
avec w(T)=exp —[—J I-3)
amb

ol, K, 77*, Cet u* présentent les parametres du modele de Baker. &, et Tun» sont respectivement la

vitesse de déformation initiale et la température de référence.

Calamaz (Calamaz, 2008) a proposé une nouvelle loi couplée, dérivée du modele de JC, qui permet de
mieux prendre compte de 1”auto-échauffement présent dans le Ti6Al4V et par suite de mettre en valeur
I’effet de I’instabilité thermoplastique. A travers cette loi couplée, désignée par MJC, I’auteure a supposé
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que la contrainte d’écoulement dans le matériau continue a croitre sous 1’effet de I’écrouissage jusqu’a
atteindre une valeur critique de déformation. Au-dela de cette déformation, la contrainte commence a
chuter avec l'augmentation de la déformation jusqu’a une valeur d’environ 1,5. En dessus de cette
déformation, la contrainte reste pratiquement constante. La formulation mathématique de ce modele est
donnée par les équations suivantes :

n 1 £ T_Tamb i
o=| A+Be"| —— | |x 1+Cln[_—j x| 1—| —= | |x £(D,S) (1-4)
exp 8“) & Ty =T,
. d b
avec f(D.S)=| D+(1-D)tanh| ——— || ; D=1- T es=| L (1-5)
(e+S8) T, T,

ou A, B, n, C et m correspondent aux coefficients du modele d’origine de JC, a est une constante
matérielle contrdlant la pente de décroissance de la contrainte d’écoulement pour des grandes
déformations. f{D,S) est le terme ajouté par Calamaz décrivant la dépendance adoucissement-
température. ¢ est une constante du matériau responsable de la décroissance de la contrainte
d’écoulement pour des faibles déformations. b et d sont aussi des constantes matérielles qui agissent
respectivement sur la déformation a partir de laquelle le matériau atteint sa contrainte maximale et sur
I’amplitude d’adoucissement par déformation.

Les modifications effectuées par Calamaz sur la loi de JC consistent donc a :
— Modifier le terme d’écrouissage en ajoutant 1’adoucissement du matériau dont Miller et al
(Miller, et al., 1999) ont indiqué son apparition pour le Ti6Al4V a une température proche de
celle de transus-f et a une déformation effective comprise entre 0,05 et 0,5
— Ajouter un nouveau terme sous forme de tangente hyperbolique qui décrit la dépendance
adoucissement-température, nécessaire pour la diminution progressive de la contrainte une fois
une déformation critique est dépassée.

Les modifications proposées par Calamaz (Calamaz, 2008) ont permis d’améliorer le niveau de
corrélation avec les résultats expérimentaux en termes de morphologie du copeau. Contrairement au
modele de JC, la segmentation des copeaux a pu étre simulée. Cependant, ce modele a monté une
certaine faiblesse au niveau de la prédiction des efforts de coupe et de la fréquence de segmentation.
Ceci montre que malgré les modifications effectuées, ayant pour but de prendre en compte de I’effet de
la restauration” et/ou de la recristallisation dynamique’, I’utilisation de ce modéle n’est pas optimale.
L’intervention de I’adoucissement par déformation ‘Strain Softening’ a température ambiante, qui est
en contradiction avec les essais expérimentaux, agit négativement sur la fiabilité du modele développé.
D’autre part, Calamaz a signalé qu’il est difficile avec ce modele de faire varier I’amplitude de cet
adoucissement ce qui traduit la faible flexibilité de ce modele.

Depuis, cette approche a été reprise. Une nouvelle loi rhéologique, connue par la loi TANH, avec 10
coefficients a déterminer, a été développée par Calamaz et al (Calamaz, et al., 2010). Sa formulation
mathématique est donnée par les équations suivantes :

o=(A+Be")x[1+Cln[iJ]x 1—(MJ x f(D,¢€) (1-6)

80 Tf - Tamb

2 Réarrangement des dislocations menant a leur annihilation

3 Mécanisme d’adoucissement supplémentaire ayant pour role de ralentir le durcissement du matériau jusqu’a ce
qu’une valeur maximale de contrainte soit atteinte
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1+ pxe”

q
1 xe" T-T
avec  f(D,e)=D+(1-D)tanh| — | et D=1-[ L2 ann|| ——em_ d-7)
£+ 80 rec ~ Lamb
ou A, B, n, C et m sont les coefficients du modele de base de JC. T, et Ty sont respectivement les
températures de référence et de fusion du matériau. &, est la vitesse de déformation de référence. p, g,

r, &, et Ty sont les coefficients relatifs au nouveau terme ajouté f{D,e) contrdlant I’adoucissement par

déformation dans le matériau.

Le fait de ne pas apporter des changements aux termes d’écrouissage et de sensibilité a la vitesse de
déformation du modele de base de JC, cela réduit énormément les cofits d’identification. Par ailleurs,
I’insertion de la déformation plastique de référence ¢y a pour rdle principal de déterminer
convenablement la déformation pour laquelle la contrainte d’écoulement est maximale. Le parametre D
permet la reproduction de la dépendance de 1’adoucissement a la fois a la déformation et a la
température. p, T, et g permettent de contrdler respectivement la pente de la chute de la contrainte a
partir de ¢o, la température d’amorcage de I’adoucissement et I’intervalle (en termes de température) sur
lequel le phénomene Strain Softening prend place.

Les modifications effectuées sur I’expression du parametre D du modele de JCM (donnée par 1’ équation
I-5) a pour but de reproduire le phénomene Strain Softening dans le matériau tout en gardant identiques
les trois termes du modele d’origine de JC. En effet, aucune modification n’a été effectuée sur le début
du domaine de plasticité ni sur le niveau atteint par la contrainte (Hor, 2011). Toutefois, les parametres

ajoutés g, p, r, £, et T, n’agissent que sur :

— La partie d’adoucissement en déterminant la déformation a partir de laquelle la contrainte
commence a chuter (a travers r et &)

— La pente de chute de la contrainte (2 travers g, Ty et p).

Les résultats obtenus avec ce modele en termes de la morphologie du copeau, et particulierement la
géométrie des festons, et d’efforts de coupe ont montré des niveaux intéressants de corrélation avec les
essais expérimentaux et ceci sur une large gamme de vitesses de coupe. Ce modele est jugé selon
Calamaz (Calamaz, 2008) meilleur par rapport a celui de JC et de MJC du fait qu’il garantit un niveau
élevé de fiabilité des modeles numériques sans trop augmenter les coiits d’identification des coefficients.

Une comparaison entre les courbes expérimentales de contrainte d’écoulement et celles numériques
correspondantes aux modeles de plasticité de JC et de TANH a été effectué par Hor (Hor, 2011) pour
trois matériaux. Quelques résultats sont illustrés par la Figure I-31. Les courbent numériques mettent en
évidence la reproduction parfaite de la chute de la contrainte, expérimentalement observée, par la loi
TANH. En effet, I’effet de 1’adoucissement domine par rapport a celui de 1’écrouissage a partir qu une
certaine déformation et ceci pour les trois matériaux étudiés : 1’acier 42CrMo4 avec une microstructure
ferrito-perlitique, 1’acier 100Cr6 et 1’alliage d’aluminium 2017-T4. Cependant, ce modele présente
encore quelques faiblesses, notamment au niveau de la sensibilité de la contrainte a la déformation d’une
part et a la température d’autre part. Cette sensibilité n’est pas prise en considération par le modele de
base de JC et n’a pas été parfaitement corrigée par le modele proposé. Par conséquent, des écarts
importants ont été notés entre les contraintes calculées et celles expérimentales (voir Figure I-31).

Sima et Ozel (Sima & Ozel, 2010) ont aussi travaillé sur I’amélioration de I’expression du modele
thermo-viscoplastique de JC. Ils ont proposé 3 modeles qui permettent de reproduire :

— La chute de la contrainte avec I’augmentation de la déformation sans prendre en considération
de I’effet de la température (modele M; donné par les équations I-8 et 1-9). L’introduction des
coefficients p, r, s et M a pour but de mieux tenir en considération des différents niveaux
d’adoucissement a des déformations élevées.

— La dépendance déformation-température a travers les parametres D et p (modele M, donné par
les équations I-10 et I-11). Ce modele permet de mettre en valeur ’effet combiné de la
déformation et de la température sur la chute de la contrainte
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— Ladépendance de la réponse du matériau a la température, a la déformation et a I’adoucissement
par déformation (modele M3 donné par les équations I-12 et I-13). Ce modele est presque
identique a celui de MJC. Il s’en differe seulement par I’introduction d’un exposant qui permet
de contrdler davantage 1’adoucissement par déformation dans le matériau a usiner.

a b
( ) ( ) Johnson-Cook
g, 450
4501 & P, Johnsan-Coak
T n T
" 400 T
= . i
- P, y ~ TANH
3
- 5350 3 "h“lunn
—~——TA Ll
TANH b » ""’“n“,"
: 300
= _L'acier 42CrMo4-FP- (T=873 K, d&/dt=10"s" | - L'acier 100Cr6 (T=873 K, dg/dt=10"5")|
300 T T T T J 250 T T T T 1
0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.0 0.1 0.2 0.3 04 0.5
£ €
450 (C)
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g ——TANH
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= L'aluminium 2017-T4 (T=473 K, dg/dt=1s")]

0.0 0.1 0.2 8 0.3 04 0.5

Figure I-31 Comparaison entre 1’évolution de la contrainte d’écoulement expérimentale et numérique
pour trois matériaux : (a) I’acier 42CrMo4 ferrito-perlitique, (b) 1’acier 100Cr6 et (c) I’alliage
d’aluminium 2017-T4 (Hor, 2011)

a:(A+Bs")><[1+C1n[.i]]x 1—[Mj x g (€) (I-8)

8() Tf _Tumb
avec g(e)=M +(1-M)| tanh ;r d1-9)
£+ p)
O':(A+B€”)X[l+Cln(iJ]X 1| L= Tam x| D+ (1-D)| tanh ;r (I-10)
& Ty =Ty (e+p)
d b
avec D=1- T et p= I (I-11)
Ty Ty

amb

d b
avec D=1- I p= i (I-13)
T, T,

Pour les trois modeles proposés, les coefficients A, B, n, C et m correspondent a ceux du modele de JC.

xl—{T_T“””’] x| D+(1-D)| tanh| —— || |@-12)
Ty - (e+p)

Tams, Ty et & sont respectivement la température ambiante, la température de fusion et la vitesse de
déformation de référence.
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Dans cette étude, les auteurs ont cherché a étudier 1'effet de la chute de la contrainte d’écoulement, du
durcissement et de 1'adoucissement thermique ainsi que de 1’interaction entre eux. La capacité de ces
modeles a reproduire le comportement du Ti6Al4V a été testée. Les résultats obtenus en termes de
morphologie du copeau et d’efforts de coupe ont montré une concordance élevée avec les résultats
expérimentaux une fois le modele M3 est défini.

Un autre modele empirique couplé, dérivé de la loi TANH, a été proposé par Hor et al (Hor, et al., 2013)
dont le nombre des coefficients a déterminer a été diminué (de 10 a 9). Les auteurs ont cherché a travers
les modifications effectuées a :
— Introduire une interaction de type température-vitesse de déformation en remplagant le
coefficient C par une fonction qui varie avec la température
—  Mettre plus I’accent sur I’effet de I’adoucissement thermique a travers le multiplicateur m;

Ces modifications ont permis de tenir en considération a la fois de 1’effet de :

— La compétition écrouissage-adoucissement thermique d’origine restauration-recristallisation
dynamique observée dans la microstructure de 1’alliage de titane Ti6Al4V au-dela de sa
température de transus-f (Ding & Guo, 2004)

— La sensibilité a la température

— L’interaction vitesse de déformation-température.

La formulation mathématique de ce modele est donnée par les équations suivantes :

o‘=(A+Bg")><(l+C(T)ln[§DX 1-m, [%] xr(D.e) (I-14)
0 f amb

f(D,e)= D+(1—D)tanh(

@)
(e+g)

avece D=1-| 2% s tanh T T (I-15)
I+ p XE Trec - Tamb
C, xexp| C, (77:]
¥
c(T
(7) i3
T,

ou A, B, n, p et & sont les coefficients des termes traduisant la compétition écrouissage-adoucissement.
m; et my présentent les coefficients du terme de la sensibilité a la température. C; et C, sont les
coefficients décrivant la sensibilité a la vitesse de déformation. Ty, Trec €t Ty sont respectivement la
température ambiante, la température de recristallisation et la température de fusion du matériau.

On peut retirer a partir de cet état de 1’art sur les modeles de comportement que la littérature est riche de
lois rhéologiques de différentes formulations mathématiques. Elles sont toutes développées afin
d’améliorer la fiabilité des simulations numériques. Cependant, méme avec une loi qui décrit finement
le comportement du matériau, I’identification adéquate de ses coefficients demeure primordiale. En
effet, il est trivial de bien identifier les coefficients rhéologiques du fait qu’ils peuvent impliquer des
erreurs non négligeables, et par conséquent contribuer a une mauvaise prédiction finale.

1.3.2.2 Problémes liés a I’identification du modeéle de comportement

Dans cette partie, nous présentons quelques résultats de la littérature qui mettent en valeur 1’effet des
modeles de comportement et de 1’identification convenable de leurs coefficients sur les prédictions
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d’une simulation numérique. Une attention particuliere est portée aux études effectuées sur 1’alliage de
titane Ti6Al4V.

Dans I’étude d’Umbrello (Umbrello, 2008), I’auteur a étudié 1’effet des coefficients de la loi thermo-
visco-plastique de JC sur la simulation numérique de la coupe pour différentes vitesses de coupe. Trois
jeux de coefficients rhéologiques, identifiés par différentes méthodes, ont été utilisés. Un niveau
intéressant de corrélation entre les résultats numériques et expérimentaux en termes de la morphologie
de copeau et d’efforts de coupe a été obtenu suite a 1’utilisation des coefficients identifié€s par Lee et Lin
(Lee & Lin, 1998). Ces coefficients ont été déterminés par la méthode Split-Hopkinson Pressure Bar
SHPB, 2 partir d’essais mécaniques a grandes vitesses de déformation (2000 s™) et a des températures
situées entre 700°C et 1100°C. Un copeau dentelé d’épaisseur de crétes, d’épaisseur de vallées et de
largeur de festons trés proches de celles expérimentales a été simulé avec ce jeu de coefficient (voir
Figure 1-32b).

(a)

I'Iltluml

Hauteur

Largeur
de feston

(b) Erreur (%)

150 CCR : Rapport de
Compression

100

W Vallée
— B Créte

O Largeur du feston
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50

Figure I-32 Effet des coefficients du modele de JC sur (a) la morphologie du copeau et (b) sa
géométrie (V. = 120 m/min, f = 0,127 mm/tr et a, = 2,54 mm) (Umbrello, 2008)

Le méme jeu de coefficients a été utilisé par Ozel et Sima (Ozel & Sima, 2010) lors de la modélisation
de l'usinage du Ti6Al4V a différentes conditions de coupe. La transition d’un copeau de faible
segmentation a fortement segmenté suite a I’application des conditions de coupe plus séveres a été
parfaitement reproduite avec ce jeu de coefficient (Figure I-33a). Cependant, du point de vue prédiction
des efforts de coupe et des températures, la Figure I-34 montre que sous 1’application d’une vitesse de
coupe de 185 m/min, par exemple, les coefficients déterminés par Meyer et Kleponis (Meyer &
Kleponis, 2001) donnent des prédictions de la température plus en accord a celle expérimentale, tandis
que les coefficients déterminés par Kay (Kay, 2003) donnent les plus faibles erreurs pour les efforts de
coupe. En faisant varier la vitesse de coupe, les écarts avec les résultats expérimentaux ont changé avec
les différents jeux de coefficients, ce qui implique I’incapacité de la loi empirique de JC a décrire le
comportement du matériau a usiner sur une large gamme de vitesses de déformation et de températures.

Méme dans le cas de 1a modélisation de la coupe a I’aide du modele empirique de Sima et Ozel (Ozel
& Sima, 2010) (M1 donné par les équations I-8 et I-9), une variation non physique dans la morphologie
du copeau a été simulée par les auteurs en faisant varier les coefficients M et s de la loi utilisée (Figure
I-33b). I est alors possible, pour les mémes conditions de coupe, de simuler des morphologies
quelconques de copeau (continue, segmentée...) en passant d’un jeu de coefficients a I’autre. Pour cela,
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il s’est avéré crucial d’apporter plus d’attention a I’identification des coefficients du modele de
comportement agissant considérablement sur la fiabilit€¢ des modeles numériques.

(a) (b)
Ve (m/min)l 1 o0 1in Meyer- Temp.*C g::?“e
n

Jf (mm/tr) Kleponis

185 m/min
et
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280 m/min
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| Johnson-Cook
| modifié

M=10 s=10 iRt

Figure I-33 Dépendance de la morphologie du copeau aux coefficients de comportement : Cas du
modele (a) de JC et (b) de M1 (Ozel & Sima, 2010)
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Figure I-34 Dépendance (a) des efforts de coupe et (b) des températures a la loi rhéologique utilisée
pour prédire le comportement de la piece a usiner (Ozel & Sima, 2010)

Dans cette premicre partie, 1’accent a été mis sur les problemes liés principalement au choix des
coefficients rhéologiques pour un méme modele de comportement, dont la méthode d’identification
utilisée differe. La possibilité d’avoir plusieurs jeux de coefficients de comportement pour le méme
matériau agit considérablement sur 1’évolution de la contrainte d’écoulement (voir Figure I-35), et par
conséquent sur le comportement du matériau pour les mémes intervalles de déformations, de vitesses de
déformation et de températures.

Toutefois, de plus de la méthode d’identification, le modele de comportement utilis€é pour la
modélisation de la coupe agit aussi sur sa fiabilisation. Comme I’a montré Hor (Hor, 2011) dans son
étude, la contrainte d’écoulement doit avoir un minimum d’écart avec celle réelle pour garantir des
niveaux élevés de corrélation avec les résultats expérimentaux. La comparaison entre les différentes
formes du copeau obtenu avec trois modeles de comportement (JC (donné par 1’équation 1.1), TANH
(donné par les équations 1.6 et 1.7) et celui proposé par Hor (donné par les équations 1.14 et 1.15)) a mis
en valeur l’effet de l’introduction de I’adoucissement dans le modele de comportement sur
I’amélioration de la segmentation du copeau. Cependant, la définition d’une loi d’endommagement a
entrainé une fragmentation non physique du copeau (Figure [-36-a). Cette fragmentation peut &tre
expliquée par la chute de la courbe de la contrainte d’écoulement, obtenue a la fois par
I’endommagement et I’adoucissement du matériau.
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Figure I-35 Courbes de la contrainte d’écoulement de 1’alliage d’aluminium Al2017-T4 calculées avec
différents modeles de comportement : Cas (a et b) de deux jeux de coefficients du modele de JC, (c) de

la loi TANH, (d) de la loi de Baker et (¢) de la loi d’Hor (6"0 =710 s_l) (Hor, 2011)
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Figure I-36 Dépendance de la morphologie du copeau au modele de comportement : (a) cas de 1’acier
42CrMo4 (V. = 250 m/min et f = 0,2 mm/tr) (Hor, 2011) et (b) de I’alliage Ti6Al4V (V. = 120 m/min
et f=0,1 mm/tr) (Ozel & Sima, 2010)

De méme, la comparaison effectuée par Ozel et Sima (Ozel & Sima, 2010) entre les copeaux simulés
avec trois modeles de comportement (M; M, et M3) a montré une différence notable dans leur
segmentation, et ceci en fonction des couplages pris en compte. Dans cette étude, o aucun modele
d’endommagement n’a été défini, le festonnage le plus prononcé a été obtenu avec le modele Ms. Cela
est expliqué selon les auteurs par la considération de la dépendance du matériau a la température, a la
déformation et a I’adoucissement par déformation.

1.3.3 Synthése

L’étude de la microstructure et des propriétés thermo-physiques de 1’alliage de titane Ti6Al4V

e L.

expliquent son utilisation dans de nombreuses applications industrielles. En revanche, il a été montré
que sa particularité du point de vue propriétés physiques, mécaniques et thermiques agit
significativement sur son usinabilité en la diminuant.
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La communauté scientifique a travaillé sur le développement de lois rhéologiques reproduisant le plus
fidelement possible le comportement du matériau lors de son usinage. Différents modeles rhéologiques
utilisés pour la modélisation de la coupe ont été présentés dans cette partie de 1’état de I’art. Nous nous
sommes volontairement limités aux modeles empiriques les plus utilisés en usinage des alliages de
titane.

Quelques résultats de la littérature qui mettent I’accent sur ’effet d’une définition adéquate du
comportement du matériau a usiner sur les résultats numériques ont été abordés en fin de ce chapitre.
Le but de cette étude est de montrer que mé€me avec des modeles de comportement de formulations
mathématiques trés complexes, une mauvaise corrélation avec les résultats expérimentaux peut étre
obtenue une fois une identification non adéquate des coefficients de comportement est effectuée.

I.4 Conclusion

Cette analyse bibliographique a permis de mettre 1’accent sur les principaux problémes associés au
procédé d’usinage. Les résultats présentés dans ce chapitre sont dans leur majorité obtenus pour notre
matériau d’étude, le Ti6Al4V. Cet alliage de titane, caractérisé par la segmentation de son copeau méme
pour des faibles conditions de coupe, est d’une faible usinabilité. Ce festonnage résultant de la
compétition entre plusieurs phénomenes (instabilité thermoplastique, changement de sa microstructure,
amorgage et propagation de fissures, etc.) reste a I’heure actuelle mal maitrisé.

La difficulté d’usinage du Ti6Al4V vient de sa faible conductivité et de ses caractéristiques mécaniques
élevées, méme a chaud. En effet, non seulement une localisation des contraintes dans les bandes de
cisaillement, permettant le festonnage du copeau, est remarquée, mais aussi un échauffement excessif
de la zone de coupe est obtenu menant a une dégradation rapide de 1’outil, d’autant plus prononcée que
I’alliage de titane présente une faible conductivité thermique et une affinité chimique élevée avec le
matériau des plaquettes de coupe.

Nous avons vu qu’une multitude de techniques (expérimentales, numériques...) ont été utilisées pour
I’étude de la coupe mais aucune n’est completement maitrisée. La littérature a montré que les
simulations numériques sont les plus pertinentes pour une compréhension approfondie des phénomenes
de formation des copeaux, notamment ceux d’une morphologie segmentée. Méme avec la diversité des
méthodes numériques utilisées pour la modélisation de la coupe, aucune ne donne encore une
satisfaction absolue.

De plus, il a été montré que de nombreuses difficultés, limitant 1’efficacité des modélisations, peuvent
étre contournées. Néanmoins, il est important de se focaliser sur les aspects les plus significatifs, car les
parametres numériques sont trop nombreux pour étre tous optimisés. S’ajoute a cela, la modélisation du
comportement du matériau qui est d’un effet significatif sur la qualité des résultats numériques. Les lois
de comportement doivent alors étre fiables sur tout le domaine de sollicitations atteint en usinage sans
qu’elles présentent un nombre élevé de coefficients.

L’étude bibliographique effectuée sur les lois thermo-viscoplastiques utilisées pour la simulation de la
formation d’un copeau segmenté a montré une trés grande diversité de lois disponibles. Toutefois,
aucune entre elles ne fait I’'unanimité pour la modélisation de la coupe, mé€me si la loi de JC (et ses
dérivées) est la plus largement utilisée. De plus, méme pour une loi de comportement fixée,
I’identification de ses coefficients fait encore débat, donnant lieu a la publication de nombreux jeux de
coefficients tres différents pour un matériau donné. Cela est d’autant plus critique qu’il a été montré que
la différence dans les coefficients d’'une méme loi peut entrainer la divergence des résultats de la
simulation.

Suite a ce qu’il a été présenté dans ce premier chapitre, nous focaliserons notre attention dans le chapitre
suivant sur I’étude de la dépendance des modélisations 2D aux parametres numériques les plus
significatifs. Nous examinerons dans un premier temps 1’effet de la topologie du maillage, notamment
sa densité et le type des éléments utilisés. L’effet du type de la formulation sera aussi étudié dont des
résultats numériques sans et avec la définition du critere d’endommagement seront comparés aux essais
expérimentaux.
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Chapitre II.
Etude paramétrique 2D : Effet des paramétres
numériques sur les prédictions d’une
modélisation par éléments finis de la coupe
orthogonale

Malgré la diversité des techniques expérimentales et les éventuelles améliorations qu’elles ont subies,
les essais expérimentaux ne permettent pas de bien comprendre les différents mécanismes participants
a la formation du copeau. Afin de surmonter ce manque, des modélisations ont été développées. Elles
ont pour but de permettre la détermination fiable de la distribution locale des champs thermomécaniques,
aussi bien que la prédiction des grandeurs macroscopiques (efforts de coupe et d’avance). Différentes
approches (analytiques, numériques et hybrides) ont été proposées et utilisées dans la littérature.
Cependant, les approches numériques basées sur la méthode des éléments finis sont les plus utilisées du
fait qu’elles permettent de prédire la segmentation du copeau avec ses différents aspects (localisation de
la déformation, concentration de la chaleur, endommagement...). De plus, elles donnent acces a des
informations et des grandeurs physiques instantanées tres localisées pour différents types de problémes
(statiques a fortement dynamiques).

Cependant, les résultats des simulations sont sensibles, en plus des données d’entrée, aux parametres
numériques du modele. Parmi les facteurs ayant le plus d’effet sur la fiabilité des modélisations, nous
distinguons :

— Le comportement du matériau a usiner

— Le contact outil-matiere

— Les parametres numériques liés a la modélisation par éléments finis MEF

Les parametres numériques sont définis principalement par :
— Le maillage, notamment sa densité, sa topologie, son orientation, le type d’interpolation utilisée
(linéaire ou quadratique), la position et le nombre des points d’intégration par élément...
— La formulation numérique (Lagrangienne, ALE, Remaillage...)
— Le type de discrétisation temporelle

Dans le cadre d’une modélisation 2D de la coupe orthogonale, trés peu d’investigations ont été menées
dans le but de déterminer I’effet des parametres numériques sur les résultats de la simulation. La
connaissance de I’effet de certains parametres du modele numérique sur la fiabilité des simulations
présente 1’objectif principal de ce chapitre.

Des modélisations 2D de la coupe orthogonale de ’alliage de titane Ti6Al4V a des conditions de coupe
particulieres sont effectuées pour déterminer 1’effet des éléments de maillage (de différentes tailles et
topologies) et des formulations numériques sur les résultats des simulations.

Pour la validation des modeles numériques et la détermination de 1’impact de chacun des parametres
numériques étudiés, les résultats des simulations sont comparés directement a ceux expérimentaux de la
littérature. La comparaison est principalement basée sur la morphologie du copeau et les efforts de
coupe. Nous commencons alors ce chapitre par un petit rappel des résultats expérimentaux
correspondants a 1’usinage du Ti6Al4V a des conditions de coupe particulieres, qui vont servir de
références a notre analyse numérique.
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II.1 Présentation des résultats expérimentaux

Des essais expérimentaux de coupe orthogonale a sec du Ti6Al4V effectués Calamaz (Calamaz, 2008)
et Calamaz et al ( (Calamaz, et al., 2008) et (Calamaz, et al., 2010)) seront utilisés pour la validation des
modeles numériques présentés dans ce chapitre, et aussi pour le bon ajustement de leurs parametres
numériques. Dans ces études expérimentales, la piece cylindrique a usiner de diametre 150mm comporte
plusieurs rainures de largeur 3 mm (Figure II-1). Différentes conditions de coupe ont été testées par les
auteurs. Seuls les résultats correspondants a une avance de 0,1 mm/tr et trois vitesses de coupe
(33 m/min, 75 m/min et 180 m/min) seront retenus dans ce chapitre. La morphologie du copeau, la
géométrie des festons et les efforts de coupe correspondants a chacune des conditions de coupe étudiées
sont représentés respectivement par les figures 11-2, 11I-3 et 11-4.

Ty

LU

. 3

Figure II-1 Piece utilisée pour les essais expérimentaux de tournage orthogonal (Calamaz, 2008)

Bandes de
cisaillement

Faible
ondulation

(€]

Propagation
des fissures

Bandes de
cisaillement

Figure II-2 Morphologie du copeau correspondante a différentes vitesses de coupe : (a) 33 m/min
(Calamaz, 2008), (b et ¢) 75 m/min (Calamaz, 2008), (d et f) 180 m/min (Calamaz, et al., 2008)
(f=0,1 mm/tr et a, = 3 mm)

D’apres la Figure 1I-2, pour une avance de 0,1 mm/tr, I’application des trois vitesses de coupe étudiées
par ce chapitre a entrainé la formation d’un copeau de différentes morphologies. Un copeau segmenté
présentant des fissures au niveau des bandes de cisaillement a été obtenu par les auteurs a une vitesse
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de coupe élevée, soit de 180 m/min (Figure II-2e). En revanche, aucun festonnage n’a été remarqué suite
a la définition de la plus faible vitesse de coupe (soit égale a 33 m/min), tel que seulement des faibles
ondulations ont été obtenues (Figure 1I-2a).
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Figure II-3 Dépendance de : (a) la hauteur de crétes, (b) de la hauteur de vallées et (c) de la largeur
moyenne des festons a la vitesse de coupe (f= 0,1 mm/tr et @, = 3 mm) (Calamaz, et al., 2010)
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Figure 11-4 Efforts moyens (a) de coupe et (b) d’avance expérimentalement déterminés a des vitesses
de coupe variables (f = 0,1 mm/tr et a, =3 mm) (Calamaz, et al., 2010)

Des mesures de la hauteur de crétes H et de vallées /& du copeau ont été effectuées. La largeur moyenne
des festons L, a été aussi mesurée. Les résultats obtenus pour les différentes vitesses de coupe sont
illustrés par Figure II-3. Pour le cas d’une vitesse de coupe de 33 m//min, un copeau ondulé, avec une
faible différence entre les hauteurs moyennes H et & a été obtenu ce qui explique 1’absence des mesures
en H correspondantes a cette condition de coupe.

La dépendance des efforts de coupe aux conditions de tournage a été aussi étudiée par Calamaz et al
(Calamaz, et al., 2010). D’apres la Figure 1I-4a, un effort moyen de coupe, F., d’environ 600 N a été
déterminé pour toutes les vitesses de coupe testées (comprises entre 21 m/min et 235 m/min). Quant aux
efforts d’avance, F}, les auteurs ont noté qu’ils restent pratiquement constants jusqu’a 1’ application d’une
vitesse de coupe de 94 m/min (Figure II-4b). A partir de cette vitesse, Fy continue a augmenter en

44



Chapitre 11

fonction de V. jusqu’a se retrouver a nouveau constant (d’environ 400 N) pour des vitesses de coupe
supérieures a 119 m/min.

Il est a noter que pour les figures I1-3 et II-4, les résultats entourés de rouge et correspondants aux trois
vitesses de coupe 33 m/min, 75 m/min et 180 m/min seront retenues dans notre étude pour la validation
des différentes modélisations numériques 2D.

I1.2 Définition du modéle numérique

I1.2.1 Modeles géométriques et conditions initiales

Dans ce chapitre, la modélisation 2D de la coupe orthogonale d’une piece en Ti6Al4V al’aide d’un outil
en carbure de tungsténe est effectuée. Seul le cas de I’usinage a sec est examiné. Les spécifications liées
a la cinématique, a la géométrie du modele, a la topologie du maillage, a la taille des éléments et aux
conditions aux limites correspondantes a chacune des formulations numériques seront détaillées dans
les parties I1.3.1, I1.4.1 et I1.5.2.

Nous soulignons que dans cette étude numérique, une seule largeur de coupe (a, = 3 mm) et une seule
vitesse d’avance (f = 0,1 mm/tr) sont utilisées. Seule la vitesse de coupe varie. La géométrie de la piece
et de I’outil sont identiques pour toutes les modélisations (Tableau II-1).

Tableau II-1 Parametres géométriques et conditions de la modélisation

Parametre Valeur

Angle de coupe v (°) 2

Angle de dépouille a (°) 7

Rayon d’acuité r, (um) 20

Longueur de la piece L (mm) 3

Hauteur de la piece / (mm) 0,73

Avance f (mm/tr) 0,1

Vitesse de coupe V. (m/min) 33 -75-180

Seul le transfert de la chaleur a I’interface de contact outil-matiere est considéré alors que les autres
types d’échanges thermiques sont négligés (Figure I1-5). Cette hypothese est justifiée par les tres faibles
temps d’usinage simulés (inférieures a 2 ms). Ces essais de courte durée ne permettent pas d’atteindre
le régime thermique stabilisé. Pour cela, une température de 20°C est initialement définie, dans toutes
les modélisations, a 1’outil et a la piece a usiner. Cette hypothese est critiquable, notamment pour
connaitre les sollicitations thermiques au niveau de 1’outil. Néanmoins, le fait que le but de cette étude
n’est pas de connaitre ces sollicitations, mais plutot de comparer les résultats de plusieurs modélisations
conduites dans les mémes conditions, et qu’un faible temps d’interaction ne permet pas d’obtenir le
régime thermique stable, I’hypothése d’une température initiale de 20°C peut étre acceptable.

w Pas d’échange avec I’environnement : Outil

<) Pas d’échange par convection

,»I' 7
, (
4~y Echange par frottement permis 1
b 1 Face de

: coupe

ap
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L

Figure II-5 Modele géométrique et échanges thermiques
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I1.2.2 Propriétés thermo-physiques des matériaux mis en contact

Le Tableau II-2 regroupe les valeurs des propriétés thermiques et physiques du matériau de la piece a
usiner et de celui de 1’outil de coupe. On note qu’aucune dépendance a la température n’a été prise en
compte. De plus, un outil rigide est défini dans toutes les simulations présentées dans ce chapitre. Nous
expliquons ce choix par la nécessité d’appliquer les mémes conditions de simulations afin de maintenir
la pertinence des comparaisons, or seul un outil rigide peut &tre utilisé dans le cas de la définition de la
méthode d’adaptation de maillage disponible dans Forge2D® (voir section I1.5). De plus, le fait que
dans 1’étude expérimentale effectuée par Calamaz (Calamaz, 2008), 1’auteure a procédé a un
changement de plaquettes aprés chaque usinage, nous pouvons alors supposer qu’il n’y a pas d’usure, et
donc que I’outil de coupe n’a pas subi de changements au niveau de sa géométrie. Bien que I’outil de
coupe soit supposé rigide, ses propriétés thermiques, notamment les échanges de chaleur avec la piece,
sont prises en compte dans toutes les simulations.

Tableau II-2 Propriétés thermo-physiques a température ambiante de la piece & usiner et de I’outil de
coupe (Ducobu, et al., 2016a)

Piece en alliage de titane  Outil en carbure de

Paramétre physique (Ti6AI4V) tungsténe (WC-Co)
Masse volumique, p (kg/m?) 4430 15 000

Module d’Young, E (GPa) 113,8 —

Coefficient de Poisson, v 0,342 —

Chaleur spécifique, C, (J/kg°C) 580 203

Conductivité thermique, A (W/m/°C) 7,3 46

Dilatation thermique, &, (um.m/°C)  8,6x10° 4,7x10°

En ce qui concerne la piece a usiner, elle est représentée par un solide déformable dont son
comportement thermo-viscoplastique-endommagement est détaillé dans la section 11.2.3. Quant aux
conditions de contact aux interfaces outil-copeau et outil-piece, au modele le frottement et aux
algorithmes controlant les différentes formes de contact, ils sont présentés par la section I1.2.4.

I1.2.3 Modeles thermo-viscoplastique et d’endommagement

Le modele thermo-viscoplastique de JC donné par 1’équation (I-1) est utilisé dans ce chapitre pour
reproduire le comportement de la piece a usiner. Pour tenir compte de la chute de la contrainte apres une
certaine valeur de déformation plastique (voir Figure II-6), la loi d’endommagement de JC (Johnson &
Cook, 1985), donnée par 1’équation (II-1), est définie. Son utilisation a pour but de permettre la
simulation de la formation du copeau ainsi que son festonnage et sa fragmentation. Une rupture est
amorcée dans le matériau une fois le parametre D,c est égal a 1 (initiation de I’endommagement).
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Les valeurs correspondantes aux coefficients de comportement sont regroupées par les tableaux II-3 et
11-4.
40 - ,
Comportement Initiation de I’endommagement
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Figure II-6 Schématisation de la contrainte d’écoulement pour un matériau ductile

Tableau II-3 Coefficients du modele thermo-viscoplastique de JC correspondants a 1’alliage de titane
Ti6Al4V (Li & He, 2006)

Coefficient de JC Symbole Valeur
Limite d’élasticité a température ambiante (MPa) A 968
Module d’écrouissage (MPa) B 380
Exposant d’écrouissage n 0,421
Coefficient de viscosité C 0,0197
Coefficient d’adoucissement thermique m 0,577
Vitesse de déformation initiale (s™) £, 0,1
Température de référence (K) Tamp 293
Température de fusion (K) Ty 1943
Tableau II-4 Coefficients du modele d’endommagement de JC correspondants au Ti6Al4V
(Zhang, et al., 2011a)
Coefficient d’endommagement de JC Symbole Valeur
Coefficient de déformation initiale a la rupture D, -0,09
Facteur exponentiel D, 0,25
Facteur 1ié a la triaxialité D; -0,5
Coefficient de dépendance a la vitesse de déformation Dy 0,014
Coefficient lié a la température D5 3,87

L’application seule du modele d’endommagement de JC résulte a un endommagement total
(suppression) des éléments dés que le parametre Djc est égal a 1, ce qui ne correspond pas au
comportement réel du matériau. Pour cette raison, il est impératif d’associer une loi d’évolution de
I’endommagement a ce critere. Cette loi d’évolution a pour role de contrdler la diminution progressive
de la rigidité dans le matériau sollicité et par conséquent d’assurer 1I’évolution de la défaillance jusqu’a
atteindre la rupture finale. Son importance n’est pas limitée au contrdle de 1’évolution de la rupture
finale dans le matériau du fait qu’elle permet aussi de réduire significativement la dépendance du
maillage a la déformation. Ceci est di a son aptitude a reproduire le comportement du matériau
endommagé, non plus comme une réponse de type contrainte-déformation, mais plutét comme une
réponse de type contrainte-déplacement (comme indiqué par la Figure II-6). Le fait de continuer apres
I’initiation de I’endommagement a décrire le comportement du matériau sous la forme d’une réponse de
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type contrainte-déformation, cela induit une forte dépendance du maillage a la localisation de la
déformation. En effet, une diminution dans la taille des éléments entraine automatiquement une
décroissance de 1’énergie dissipée et par suite une déformation plus importante du maillage. Une
évolution non souhaitée de I’endommagement est alors produite, d’ou I’intérét de décrire 1’évolution de
I’endommagement sous la forme contrainte-déplacement.

Le code de calcul Abaqus® propose deux méthodes pour calculer la variable d’évolution de
I’endommagement Dy, :

— En fonction d’un déplacement plastique équivalent (U )

— En fonction d’une énergie a la rupture (Gy)

Pour les deux cas, une forme linéaire ou exponentielle, donnée respectivement par les équations (II-2)
et (II-3), peut étre utilisée pour la détermination de la variable scalaire Ds, (voir Figure 11-6). Cela est
intéressant du fait qu’il permet de mieux rendre compte de la différence dans la réponse du matériau
endommagé et des modes de chargement (traction, cisaillement...). La variable D, varie théoriquement
entre O et 1.

_ (o (siD, <1)
u, - —
D, ,==—=3Le, LE _ ) (I1-2)
Ur ;R = ZG: % tuao (SI D/c =1)
-a(w /%) ur
l—e o -~
D, =————=l-exp| - j = du, (I1-3)
1-¢° 0 Gf

ou Up et UR sont respectivement les déplacements plastiques équivalents avant la rupture finale et a la

rupture. L. est la longueur caractéristique de I’élément de maillage le plus petit. Elle dépend
généralement de la géométrie de I’élément de maillage et de sa fonction d’interpolation (1" ou 2™ ordre).
Sa définition est justifiée par la non-connaissance a I’avance de la direction selon laquelle la rupture se
propage. o r.q0 e€st la contrainte équivalente d’écoulement dans le matériau aprés 'initiation de

I’endommagement. Ep est la déformation plastique équivalente dans le matériau.

Le parametre Gy définit la quantité d’énergie requise pour faire endommager une unité de surface. Dans
le cas général, ce parametre est donné par I’équation (II-4). Cependant, dans le cas d’une modélisation
2D de la coupe orthogonale avec une configuration de déformation plane, 1’équation (II-5), proposée
par Mabrouki et al (Mabrouki, et al., 2008), a été largement utilisée dans la littérature ( (Chen, et al.,
2011), (Atlati, et al., 2011), (Kouadri, et al., 2013), (Ijaz, et al., 2016), (Saleem, et al., 2016)...) pour la
détermination de la valeur de Gy.

G, =["oxdi, = [" oxL xdE, (11-4)

€End0

(=)

(G,),, = [k, | (11-5)

avec v, E et k. sont respectivement le coefficient de poisson, le module d’Young et la ténacité du
matériau. epwa0 €t er présentent respectivement la déformation plastique a [Dinitiation de
I’endommagement et a la dégradation totale du matériau.

Avec une configuration de déformation plane, Mabrouki et al (Mabrouki, et al., 2008) ont indiqué que
seuls deux modes de rupture sont possibles (représentés par la Figure 1I-7). Le premier mode (Mode I),
normal au plan de cisaillement, prend place dans la zone en contact avec le rayon d’acuité de 1’outil ou
une ouverture de la matiere est obtenue et elle conduit a la formation du copeau. Pour le deuxieme mode
(Mode 1), il s’agit d’un glissement de la matiere selon son plan de cisaillement entrainant par la suite le
festonnage du copeau. Cette différence dans les modes de rupture explique I’intérét d’appliquer la valeur

48



Chapitre 11

adéquate de 1’énergie Gy correspondante a chaque zone d’endommagement, notamment a la zone en
contact avec le rayon d’acuité de I’ outil et a celle transformée en copeau.

Copeau
’
, Mode 11
Surface usinée 7,
I Ij’ J
TAVE-44
]
1
Mode 1 /1 ‘l'
/ Piece

Figure II-7 Schématisation des modes de rupture présents dans une configuration de déformation plane
de la coupe orthogonale

I1.2.4 Gestion de contact et frottement outil-matiére

Dans une modélisation numérique du procédé d’usinage, les conditions de contact outil-matiere
s’averent aussi d’une haute importance vue leurs effets sur la formation du copeau. En effet, une
définition convenable de la loi de frottement, de 1’algorithme de contact et des propriétés thermiques du
contact est nécessaire.

11.2.4.1 Introduction sur les méthodes utilisées pour la détermination des propriétés
thermomécaniques du contact

Dans la littérature, de nombreuses études tribologiques ont été effectuées afin de reproduire
convenablement la particularité du contact dans un procédé d’usinage en tout point de 1’interface outil-
matiere. Deux approches ont étre généralement adoptées :

— Une identification a partir du processus de coupe lui-méme

— Une identification a partir des essais sur un tribometre

La premiere méthode pourrait paraitre comme étant la meilleure pour une prédiction plus précise des
conditions réelles de frottement. Toutefois, il est souvent impossible d’avoir un acces instantané a des
informations tres locales a partir de la mesure des efforts de coupe et de 1’observation microscopique
des copeaux récupérés. La variation instantanée de chacune des variables locales (comme la pression,
la température...) en tout point de I’interface de contact outil-matiere ne peut pas alors étre précisément
connue. Cela explique pourquoi la détermination des conditions de frottement aux interfaces du contact
outil-copeau-piece est tres difficile a partir des essais expérimentaux de coupe.

Pour cela, certains auteurs ( (Zemzemi, et al., 2009) et (Rech, et al., 2009)) ont orienté leurs travaux vers
des essais expérimentaux plus simples, en utilisant un tribometre spécifique. Différents tribo-systémes
(détaillés par (Ayed, 2013) et (Courbon, 2011)) ont ét€¢ développés. Ils ont pour but de reproduire des
chargements conformes a ceux appliqués a chaque zone de contact (outil-copeau et outil-piece).
L’avantage principal de ce type d’essai est de pouvoir réaliser des configurations différentes et
maitrisées, allant jusqu’a des pressions de contact treés €levées et des vitesses de glissement tres

importantes.

Toutefois, il est a noter que malgré le progres significatif dans les méthodes de détermination des
conditions réelles et locales de contact, 1’identification précise de ces conditions reste encore un verrou
alever.
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11.2.4.2 Aspect mécanique du contact

La différence dans les méthodes utilisées pour la détermination des aspects du contact est a I’origine de
la diversité des lois de frottement disponibles dans la littérature. Certaines études ( (Moufki, et al., 1998),
(Mabrouki & Rigal, 2006), (Rhim & Oh, 2006)) ont considéré 1’existence d’un contact parfaitement
glissant a I’interface outil-copeau. Dans d’autres études ( (Zorev, 1963), (Childs, 2006), (Karpat & Ozel,
2006), (Bahi, et al., 2011), (Liu, et al., 2013), (Avevor, et al., 2017) ), des modeles de frottement plus
réels, qui tiennent en considération les deux types de contact, collant et glissant, produits a 1’interface
outil-copeau ont été proposés. Ces modeles ont pour but de reproduire de facon plus fidelement les
conditions de contact outil-maticre.

Malgré cette diversité, la modélisation du frottement outil-matiére pendant une opération d’usinage et
pour un couple quelconque de matériaux reste une opération assez compliquée. En outre, certains
modeles de frottement, notamment ceux non linéaires et de formulations mathématiques complexes,
nécessitent encore des développements importants pour leur implémentation dans les codes de calcul
par EF, expliquant par conséquent leur utilisation restreinte dans la modélisation de la coupe.

Plusieurs études comparatives ont été effectuées ( (Filice, et al., 2007), (Ozel, 2006), (Haglund, et al.,
2008), (Arrazola & Ozel, 2010)) afin de montrer I’effet des lois de frottement sur la fiabilisation de la
modélisation numérique de la coupe. Les lois comparées different principalement par le type de contact
considéré (collant/glissant), la nature de leurs coefficients (constants/variables) et les interactions
considérées entre les différentes conditions tribologiques locales (température, vitesse de glissement,
pression de contact, coefficient local de frottement, longueur de contact...). Plus d’attention a été portée
a la dépendance de la géométrie du copeau, des efforts de coupe, de la distribution de la température a
I’interface outil-copeau... a ces modeles de frottement. II a ét€ montré par Ozel (Ozel, 2006) que les lois
non linéaires basées sur des coefficients de frottement variables sont les plus fiables pour la modélisation
du contact outil-matiére. Quant a Filice et al (Filice, et al., 2007), ils ont souligné la faible dépendance
des efforts et de 1a longueur de contact au modele de frottement utilisé. Par contre, les auteurs ont montré
que les conditions de contact agissent principalement sur les résultats thermiques (comme la distribution
de la température et ses niveaux atteints). Ces résultats ont été¢ défendus par Ijaz et al (Ijaz, et al., 2016)
qui ont noté la faible influence des résultats macroscopiques d’aspect mécanique (efforts de coupe,
morphologie du copeau, longueur de contact, etc.) aux conditions de contact et a la loi de frottement,
tout a fait en contradiction aux résultats d’aspect thermique (évolution de la température aux interfaces
de contact, chaleur créée par frottement, températures maximales dans 1’outil de coupe, etc.). Cela
explique la fréquente utilisation des lois de frottement de formulation mathématique ‘simple’, décrivant
de facon moins compliquée le contact outil-matiere produit lors d’un essai d’usinage une fois les
phénomenes thermiques et leurs effets sur la coupe (usure des outils, stabilité de la coupe...) ne
constituent pas le but principal de 1’étude.

Gréce a la simplicité de sa formulation et a son implémentation dans plusieurs codes de calcul, la loi de
frottement de Coulomb a été utilisée dans plusieurs investigations ( (Mabrouki & Rigal, 2006), (Rhim
& Oh, 2006)) pour la modélisation de la coupe. Cette loi considere une évolution linéaire de la contrainte
de frottement 7z Un coefficient de proportionnalité, représenté par le coefficient de frottement de
Coulomb y, relie la contrainte zra la pression de contact g,. Dans d’autres travaux ( (Ceretti, et al., 2007),
(Filice, et al., 2007)), le modele de frottement de Tresca a été utilisé pour reproduire le contact a
I’interface outil-matiere. Ce critere, donné en fonction du coefficient de Tresca mresc. €t d’une contrainte

limite d’écoulement de la mati¢re o, / \/g , définit le seuil de glissement a I’interface de contact. Une

troisieme approche, permettant de combiner les deux modeles précités de sorte qu’une limitation de type
Tresca soit appliquée a la contrainte de frottement, a été largement utilisée dans la littérature ( (Guo &
Liu, 2002), (Guo, et al., 2005), (Calamaz, 2008), (Liu, et al., 2013), (Haddag, et al., 2016)). Cette loi est
donnée par I’équation (II-6). Le couplage que présente cette loi permet de tenir en considération des
fortes pressions de contact appliquées par la matiere enlevée sur I’ outil, notamment a son rayon d’acuité.
L’intensité de ces pressions diminue progressivement en s’éloignant de cette zone de contact. Ce modele
est considéré parmi les plus recommandés en usinage car il est relativement simple, et donc il permet
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d’alléger les cofits de calcul. De plus, il permet de reproduire la dualité du contact, a la fois collant et
glissant, entre 1’outil et la matiere (voir Figure II-8).

Avec le modele de frottement de Coulomb avec une limitation Tresca, une adhérence de la matiere sur
I’ outil est obtenue lorsque la vitesse de glissement est tres faible, notamment au niveau du rayon d’acuité
de I’ outil. Ce collage est modélisé avec le critere de Tresca. En revanche, en s’éloignant de cette zone,
la pression de contact diminue progressivement et le contact devient glissant avec une vitesse de
glissement du copeau de I’ordre de la vitesse de coupe. Dans ce cas, la loi de Coulomb intervient pour
la détermination de la contrainte de frottement. Le passage d’un type de contact a un autre se fait lorsque
la contrainte calculée dépasse la limite de cisaillement 7, . Cette loi de frottement, donnée par

I’équation (II-6), sera utilisée dans ce rapport dont les valeurs correspondantes aux coefficients u et
Mrresca SONt regroupées par le Tableau I1-5.

T, =UXO SiiuxXo, <T..
FoHM n ( ) (I1-6)
T = Tiax = Miyegea X0 /N3 (si:uxo, 271, )

avec g, est la contrainte initiale d’écoulement du matériau.

(a)

0'0/\/5 S T e

Coulomb

\ E limité Tresca
> N\ Point de
+ séparation
(I) Zone d’adhérence  (II) Zone de glissement \ Y N\ Y d X
Zone Zone de

(IIT) Pas de contact , B
d’adhérence  glissement

Figure I1-8 Modélisation du contact outil-matiére : (a) type de contact en fonction de la position de la
matiere par rapport a 1’outil de coupe et (b) loi de frottement lui correspondante

Tableau II-5 Propriétés thermomécaniques aux interfaces de contact

M MTresca U S f S U P
0,1 1 1 0,5 0,9

11.2.4.3 Aspect thermique du contact

La détermination des phénomeénes thermiques induits par le frottement outil-matiére et la mesure
expérimentale des grandeurs thermiques (a 1’aide des thermocouples (Grzesik & Nieslony, 2004) ou des
caméras rapides (Rech, 2006), (M’saoubi, et al., 1998), (Sutter & Ranc, 2007)) restent un réel défi en
termes de délais, coit et précision. Pour cela, d’autres démarches, qui consistent a effectuer des études
analytiques ( (Grzesik & Nieslony, 2004), (Komanduri & Hou, 2001), (Avevor, et al., 2017)) ou des
modélisations numériques ( (Arrazola, et al., 2005), (Davies, et al., 2003), (Mabrouki & Rigal, 2006),
(Courbon, 2011), (Atlati, et al., 2017)), ont été largement adoptées. Elles ont pour but de déterminer
I’impact des conditions de contact (voir Figure II-9) sur la coupe en générale et sur la distribution des
températures dans la piece et I’outil de coupe en particulier.

La chaleur créée par frottement outil-matiere et/ou déformation plastique, et sa répartition entre les
matériaux en contact nécessite d’étre adéquatement définie. Dans le cas de 1’usinage, la présence de
deux zones de contact, outil-copeau et outil-piece, complique de plus la détermination de la proportion
de partage de la chaleur. Quelques formulations de la littérature, fréquemment utilisées pour la
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détermination des coefficients de partage de la chaleur, ont été regroupées par Akbar et al (Akbar, et al.,
2007). La comparaison effectuée par les auteurs entre certains coefficients a souligné une différence
prononcée entre les résultats d’une méme simulation.

A cause des difficultés rencontrées lors de la détermination de la proportion exacte de la chaleur
transmise vers chaque entité (copeau, outil et piece) pendant un essai d’usinage, certains auteurs
(Miguélez et al (Miguélez, et al., 2009), par exemple) ont supposé que 1’énergie créée par frottement,
donnée par I’équation (II-7), soit totalement transformée en chaleur (77 = 1). Cette chaleur a été supposée
répartie d’une facon égale entre I’outil et la piece a usiner (f; = 0,5). Méme si cette hypothese ne tient
pas en considération les propriétés mécaniques et thermiques des matériaux en contact, elle sera retenue
dans ce chapitre dans lequel les phénomenes thermiques et leurs impacts sur la coupe ne présentent pas
I’objectif de I’étude menée.

Chaleur d’origine

T —
|Copeaul| f déformation plastique et
I g, | . frottement

— Copeau
I 4 q_, ouit

Chaleur d’origine
déformation plastique |

Figure I1-9 Schématisation du comportement thermique de contact lors de la formation du copeau

(Atlati, 2012)
Chaleur générée par frottementg, = pxC, X (ATf / At) =1, X7, XV, (II-7)
Chaleur transmise a la picce 9, pivee = (l -/ )X q, (II-8)

avec 1y présente la fraction de la chaleur générée par frottement. 7, et V. sont respectivement la

contrainte de frottement (donnée par 1’équation (II-6) dans cette étude) et la vitesse de glissement de la
matiere enlevée.

Dans le cas de la modélisation du procédé d’usinage, la chaleur créée n’est pas exclusivement due au
frottement entre la piece et 1’outil, elle est aussi produite par la déformation plastique de la matiere
(Figure II-9). Cette chaleur, donnée par 1’équation (II-9), participe en une partie dans le couplage
thermomécanique, déja tenu en considération par le modele de comportement utilisé, et donc a travers
le terme d’adoucissement thermique de la loi de plasticité de JC dans notre cas. Selon Shet et Deng
(Shet.C & Deng, 2000), entre 85% et 95% de I’énergie créée par déformation plastique est transformée
en chaleur. Une valeur de 90% sera définie dans notre étude (17, = 0,9).

Chaleur générée par déformation plastique ¢, =7,0:€ (I1-9)
ou 7,, nommé aussi la constante de Taylor-Quinney, présente la fraction de 1’énergie générée par la
déformation plastique de la matiére et transformée en chaleur.

11.2.4.4 Gestion du contact

Les algorithmes de contact disponibles dans différents codes de calcul par EF ont pour role de mieux
gérer le contact d’un premier matériau avec les autres matériaux ou avec lui-méme. La gestion se fait
généralement a travers deux algorithmes :

— Algorithme de contact général

— Algorithme de contact de type Maitre-Esclave.
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Pour le cas d’un algorithme de contact général, 1’interaction entre tous les éléments du domaine
sélectionné est vérifiée apres chaque itération. Cela entraine I’augmentation du temps de calcul. Cet
algorithme est généralement utilisé pour gérer les problemes d’enroulement du copeau sur lui-méme ou
du contact du copeau avec une autre entité (avec un fluide par exemple). En revanche, avec un
algorithme de contact de type Maitre-Esclave, seuls les éléments sélectionnés des surfaces Maitre et
Esclave sont concernés pour la vérification de I’interaction, d’ou un gain au niveau du temps de calcul.

Pour notre cas, 1’algorithme Maitre-Esclave sera utilisé pour gérer les contacts outil-copeau. Vu qu’un
outil de coupe rigide est défini dans toutes les simulations numériques, ses surfaces vont constituer les
surfaces Maitres tandis que la piece a usiner, notamment les zones d’endommagement, présentera la
partie Esclave.

Pour mieux gérer le contact de type copeau-copeau, un algorithme d’auto-contact, appartenant a la
famille des algorithmes de contact général, est utilisé. Seule I’interaction entre les éléments des surfaces
présélectionnées (voir Figure II-10) de la piece a usiner est itérativement testée pendant la simulation.

IL3 Etude de la sensibilité du modéle numérique a la densité du maillage

I1.3.1 Modele géométrique et conditions aux limites

Dans cette partie, nous abordons 1’étude de convergence du maillage dont la taille des éléments situés
dans les zones de fortes déformations sera variée de 4umx4um a 14umx14um avec un pas de
2umx2um. Aucun angle d’inclinaison n’est défini au maillage initial. Le but principal de cette étude est
de déterminer Ia taille des éléments la plus adéquate qui garantit d’une part la convergence des résultats
numériques et d’autre part un temps de calcul raisonnable. Le code de calcul par EF Abaqus®2D, dans
sa forme explicite et auquel la formulation lagrangienne est définie, est utilisé. Le choix de travailler
avec un schéma d’intégration explicite est expliqué par :

— Son efficacité du point de vue rapidité des calculs et précision

— Son adaptation a I’analyse des procédés impliquant un régime en dynamique rapide

— Sacapacité a prendre compte et a résoudre les couplages thermomécaniques impliqués lors du

procédé d’usinage

Comme indiqué par la Figure II-10, trois sous-parties liées, constituant la piece a usiner, sont définies.
Nous désignons par P, P, et P; la partie transformée en copeau, la zone de passage de 1’outil de coupe
et la partie formant la piece finie, respectivement. Cette technique a été fréquemment utilisée dans le cas
d’une formulation lagrangienne grace a sa capacité a reproduire la formation du copeau sans avoir
préalablement défini une ligne de séparation. La définition de la zone intermédiaire (P,) permet
d’atténuer les problémes numériques de type distorsion de maillage, souvent associée a la formulation
lagrangienne. Dans cette partie, nous supposons que la piece a usiner est fixe tandis qu’un déplacement
est défini a I’outil de coupe. Nous ajoutons que seuls les éléments des deux parties supérieures de la
piece (P; et P») sont considérés en contact avec 1’outil de coupe (Figure 11-10).

Dans cette étude, la discrétisation spatiale du modele numérique est effectuée avec des éléments
quadrangulaires du 1° ordre CPE4RT disponibles dans la bibliotheque du logiciel Abaqus®/Explicit qui
utilisent une intégration réduite et un couplage déplacement-température. Ces éléments ont été
largement utilisés dans la littérature ( (Miguélez, et al., 2013), (Liu, et al., 2013), (Wang & Liu, 2015),
(Saleem, et al., 2016)...) pour la modélisation de la coupe orthogonale 2D. Pour surmonter les problemes
associés a la définition d’une intégration réduite, notamment le probléme d’une déformation totale nulle
calculée au point d’intégration (ou point de Gauss) d’un élément de maillage géométriquement déformé,
cinq méthodes Anti-Hourglass sont mises en disposition par la code de calcul Abaqus®. Elles consistent
a introduire un amortissement et/ou une rigidité artificielle. La différence entre ces méthodes ainsi que
la particularité de chacune sont détaillées dans la documentation du logiciel. En se basant sur les résultats
de Barge (Barge, 2005) (voir chapitre 1.2.4), la méthode Relax Stiffness sera utilisée dans cette étude.

Différentes tailles d’éléments sont appliquées aux zones d’endommagement de la piece (P et P») ainsi
qu’a la surface supérieure de la piece finie (Ps). Elles varient entre 4 um x 4 um et 14 pm x 14 pm avec
un pas de 2 um X 2 um pour donner un total de 6 simulations pour chaque condition de coupe.
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Le maillage de la partie P est effectué d’une facon progressive de sorte que la taille des éléments devient
plus importante quand on s’éloigne de la zone de coupe. Ce choix est justifié par I’effet négligeable du
maillage de cette zone, subissant de faibles sollicitations, sur les résultats numériques. De plus, cette
réduction de la densité de maillage permet des gains significatifs en termes de cofit de calcul.

Zones
d’endommagement

Piece finie (P3)

Piece a usiner

A Condition d’encastrement Auto-contact

A Pas de déplacement suivant Y = Contact outil-matiere

Figure II-10 Modele géométrique, conditions aux limites et maillage utilisé pour la discrétisation des
zones d’endommagement : taille des éléments égale a (a) 4 um x 4 um et (b) 14 um x 14 ym

Des éléments de maillage de longueur d’aréte égale a 5 um sont utilisés pour la discrétisation du rayon
d’acuité de I’aréte de coupe (r, = 20 um). Toutefois, plus on s’éloigne du rayon, plus le maillage utilisé
devient grossier. Il est a noter que dans toutes les simulations numériques, la densité du maillage
discrétisant 1’outil est maintenue constante et elle correspond a 60 éléments.

Une étude préliminaire a été effectuée dans le but est de déterminer le coefficient de frottement de
Coulomb pu et I’énergie d’évolution d’endommagement Gy, permettant d’atteindre des niveaux de
corrélation la plus élevée avec les essais expérimentaux en termes de morphologie du copeau et d’efforts.
La Figure II-11 explique la démarche adaptée pour la détermination de ces coefficients. Dans cette
étude, une vitesse de coupe de 75 m/min (f = 0,1 mm/tr et a, = 3 mm) a été définie a I’outil de coupe.
De plus, des éléments quadrangulaires CPE4RT de taille 10 pm x 10 pm ont été utilisés pour la
discrétisation des deux parties supérieures de la piece (P et P»).

Les modifications apportées a la valeur calculée de 1’énergie Gy sont expliquées par la dépendance de la
ténacité k. aux modes de rupture, y compris la formation des microfissures, a la taille de I’échantillon
(plus elle est faible, plus k. diminue et elle devient instable), aux dislocations des éléments et a la
croissance de fissures subséquentes le long de la ligne de rupture (Opoz & Chen, 2016). Quant 2
I’ajustement du coefficient de frottement u a pour but de mieux prédire les efforts appliqués a I’ outil, et
donc le coefficient de frottement apparent (Haddag, et al., 2016).

Pour les autres densités de maillage, seule la valeur de Gy est modifiée de sorte qu’elle soit adaptée a la
nouvelle taille des éléments définis a P; et P>. Nous utilisons pour sa réidentification I’équation (I1I-10)
proposée par Chen et al (Chen, et al., 2011) qui permet de calculer la nouvelle valeur de 1’énergie a la
rupture en fonction de celle initialement déterminée pour une taille quelconque de maillage (soit égale
2 10 pm x 10 um pour notre cas).
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G, _ doc, =l_1=i= (L. )1 (11-10)
sz doc, I, L, (LC )2

avec doc est la hauteur de la zone d’endommagement (P1 ou P»), [ est la hauteur de la piece a usiner, L
est la largeur de la pice, L. est la longueur caractéristique du maillage.
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Figure II-11 Organigramme utilisé pour la détermination du coefficient de frottement u et de I'énergie
a la rupture Gy

I1.3.2 Effet de la densité du maillage sur la morphologie du copeau

Il est généralement reconnu que plus le maillage est fin, plus il peut reproduire au mieux les particularités
géométriques du domaine modélisé. En revanche, cela n’est toujours vérifié comme il a été démontré
par Barge (Barge, 2005) ou un raffinement excessif des éléments de maillage a contribué a la formation
d’un copeau fortement segmenté, en désaccord complet avec celui expérimentalement obtenu. De plus,
les éléments de maillage de faible taille ont notamment une capacité moins importante a ‘résister’ a la
déformation. Par conséquent, des problemes de distorsion de maillage sont susceptibles d’avoir lieu plus
rapidement, entrainant par conséquent 1’interruption des calculs.

Afin d’éviter la dégénération du maillage et pouvoir faire une comparaison cohérente entre les
différentes modélisations, des temps d’usinage de courte durée sont définis pour les différentes vitesses
de coupe testée (33 m/min, 75 m/min et 180 m/min), mais conduisant tous a une méme longueur usinée
(0,625 mm).

D’apres la Figure II-12, il est remarqué que la discrétisation des zones d’endommagement avec
différentes tailles d’éléments de maillage entraine une différence prononcée dans la morphologie des
copeaux simulés pour une vitesse de coupe de 33 m/min. Pour cette vitesse, un copeau fortement
segmenté, en contradiction avec le copeau expérimental (Figure II-12a), est simulé lorsque des éléments
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de taille 4 um x 4 um sont définis. Le copeau simulé présente des variations importantes dans son
épaisseur. Il est a noter que le festonnage a été atténué avec la diminution de la densité du maillage
jusqu’a ce qu’un copeau avec seulement quelques ondulations a sa surface libre soit simulé pour une
taille de maillage supérieure a 10 pm x 10 pm.

De facon générale, les copeaux prédits peuvent étre classés en deux catégories en fonction de la taille
du maillage :

— Des copeaux festonnés (élément de taille 4 ym x 4 ym ou 6 um X 6um)

— Des copeaux ondulés (au-dela d’une taille de 8 pm x 8 um)

Forte localisation
de la déformation

100pm 100pm td 100pum

PEEQ

{Avg: 75%)
+1.523e+01
+4.000e+00
+3.600e+00
+3.200e+00
+2.600e+00
+2.400e+00
+2.000e+00 100pum
+1.600e-+ 00| [ S-—
+1.200e+00
+6.000e-01
+4.000e-01
+0.000e+00

Figure II-12 Comparaison entre la morphologie du copeau (a) expérimental (Calamaz, 2008) et (b-g)
numérique obtenu avec différentes tailles d'éléments de maillage : (b) 4 um x 4 um, (c) 6 pm X 6 pm,
(d) 8 um x 8 um, () 10 um x 10 um, (f) 12 pum % 12 ym et (g) 14 pm x 14 pym (V. = 33 m/min)

Les modélisations avec une vitesse de coupe plus élevée, soit 75 m/min, contribuent a I’obtention de
résultats plus prédictifs, tel qu'un copeau segmenté est simulé pour les différents maillages. D’apres la
Figure II-13, les copeaux numériques difféerent par leurs intensités de segmentation qui varient avec la
taille du maillage. En effet, 1’évolution de la déformation plastique équivalente est modifiée en fonction
du maillage. Pour la taille 4 um x 4 um, les champs de déformation sont élevés et localisés au niveau
des bandes de cisaillement. Ces bandes sont séparées par des zones de tres faibles déformations (presque
nulles), connues sous le nom de ‘zones mortes’, occupant quasiment la totalité des festons. D apres la
Figure II-14a, des valeurs pratiquement nulles de la variable d’endommagement sont simulées dans ces
zones.

Les mémes observations, mais avec des niveaux de déformation et d’endommagement moins
importants, sont notées pour la taille de 6 um x 6 um et 8 um x 8um. En contrepartie, avec la définition
d’un maillage plus grossier, cette localisation de la déformation devient treés diffuse. Elle a également
tendance a disparaitre lorsqu’un maillage de taille 12 um x 12 pm ou 14 pm x 14 um est défini (Figures
II-13e-f).

En accord avec les faibles niveaux de déformation calculés dans les bandes de glissement, la variable
d’endommagement située dans ces bandes n’atteint pas la limite a la rupture du matériau. Une
diminution prononcée de l’intensité de 1’endommagement est donc obtenue dans les zones de
cisaillement de largeur plus élevée (bandes plus diffuses) a cause de 1’augmentation dans Ia taille des
éléments. Ces observations sont expliquées par la capacité élevée que présente un maillage grossier a
absorber plus d’énergie mécanique, et par suite de résister beaucoup plus aux chargements appliqués,
qui entrainent la formation d’un copeau d’une intensité de segmentation moins importante.

56



Chapitre 11

Surface usinée
. &~ du copeau
o
=y

Zones mortes
déformation

100pm 100pm 100pm
— — —

Faibles
déformations

PEEQ

(Avg: 75%)
+1.926e+01
+4.000e+00
+3.600e+00
+3.200e+00
+2.800e+00
+2.400e+00
+2.000e+00
+1L.600e+00
+1.200e+00
+8.000e-01
+4.000e-01

+0.000e+00]

Couche de «
déformation
modérée S

Surface libre du
copeau

100pm
—

100um
—

100um
[

Faibles
déformations

Figure I1-13 Morphologies du copeau obtenues avec différentes tailles de maillage : (a) 4 um x 4 um,
b)6um x 6 um, (c) 8 um x 8 um, (d) 10 um x 10 pm, (e) 12 ym x 12 pmet (f) 14 pm x 14 pm

(Ve =75 m/min)
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Figure II-14 Evolution de la variable d’endommagement dans le copeau simulé avec différentes tailles
de maillage : (a) 4 um x 4 um, (b) 6 um x 6 um, (c) 8 pm x 8 um, (d) 10 pm x 10 pm,
(e) 12 um x 12 um et (f) 14 um x 14 ym (V. = 75 m/min)
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Suite a I’ utilisation d’un maillage de taille 8 um x 8 um ou 10 um x 10 um, un copeau de segmentation
modérée est obtenu. Il se caractérise par une alternance entre des bandes de localisation de la
déformation et des zones faiblement déformées de tailles moins importantes. La transition entre les
différents niveaux de déformations se fait d’une maniere moins marquée que celle obtenue avec un
maillage fin (4umx4um). Ceci est dli a I’apparition de couches de déformations modérées (illustrées par
la Figure II-13c-d) situées entre les bandes fortement déformées et les zones de faibles déformations.
Du point de vue endommagement, la Figure II-14c-d illustre une augmentation localisée de la variable
d’endommagement au niveau des extrémités des bandes de cisaillement, ou des déformations maximales
sont aussi atteintes.

Des modélisations a une vitesse de coupe de 180 m/min sont réalisées. Elles ont pour but de vérifier la
capacité des densités de maillage étudiées a reproduire la forte segmentation du copeau. De plus, la
capacité des modélisations a reproduire la propagation des fissures, expérimentalement observées a la
surface libre des bandes de cisaillement (Figure II-15g) sera examinée.

100um
—

PEEQ
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+1.754e+01
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Figure II-15 Effet de la taille du maillage sur la morphologie du copeau ((a) 4 pm x 4 pum,
(b) 6 um x 6 um, (¢) 8 um x 8 um, (d) 10 um x 10 um, (e) 12 ym x 12 pym et (f) 14 ym x 14 pm) et
son adéquation avec le (g) copeau expérimental obtenu par Calamaz et al (Calamaz, et al., 2008)
(Ve = 180 m/min)

La Figure II-15 illustre la formation d’un copeau festonné avec les différents maillages définis, mais
aucune fissuration de la matiere n’est observée, méme avec la densité de maillage la plus faible. Les
hauteurs de crétes et de vallées correspondantes aux copeaux simulés ont été déterminées pour les deux
vitesses de coupe 75 m/min et 180 m/min. D’apres la Figure 1I-16, I’évolution de chacun des parametres
garde la méme tendance pour ces deux vitesses. Concernant la hauteur de crétes, elle chute 1égerement
avec le grossissement du maillage, pour les deux vitesses de coupe testées. Toutefois, pour la hauteur
de vallées, elle varie irrégulierement en fonction de la taille des éléments. Quelle que soit la vitesse de
coupe définie, une chute brusque de % est remarquée suite a la définition d’un maillage de taille
10 pm x 10 pm. Cela peut étre attribuée au calage initialement effectué de la valeur de 1’énergie Gy pour
ces éléments et son ‘adaptation’ pour les autres tailles des éléments finis.
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Les comparaisons avec les mesures expérimentales montrent une surestimation des hauteurs de crétes
et de vallées avec toutes les simulations. Des écarts moins importants en termes de 4 sont obtenus avec
les éléments de la plus faible taille, et cela, quelle que soit la vitesse de coupe, ce qui n’est pas le cas
pour H. La Figure II-16 montre que les erreurs en termes de hauteurs de crétes sont minimisées avec la
définition d’un maillage de taille supérieure a 10 um x 10 pm. De plus, nous remarquons que pour une
méme taille des éléments, les écarts calculés en 4 augmentent avec la vitesse de coupe, alors qu’ils
restent pratiquement constants pour H.
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Figure II-16 Comparaison des hauteurs caractéristiques H et & du copeau numérique a ceux
expérimentaux de Calamaz et al (Calamaz, et al., 2010)

I1.3.3 Effet de la densité du maillage sur les efforts de coupe

D’apres les résultats expérimentaux illustrés par la Figure 1I-4a, I’effort de coupe reste pratiquement
constant avec 1’augmentation de la vitesse de coupe. Les mémes observations sont numériquement
reproduites avec les différentes densités de maillage utilisées (voir Figure I1I-17). En effet, une
augmentation de V. engendre des variations négligeables dans les valeurs moyennes prédites de F..
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Figure II-17 Comparaison entre les efforts de coupe expérimentaux et numériques correspondants a
trois vitesses de coupe : (a) 33 m/min, (b) 75 m/min et (c) 180 m/min
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Pour une vitesse de coupe donnée, la variation des efforts tangentiels en fonction de la densité de
maillage est faible (Figure 1I-17). Une augmentation dans la taille des éléments engendre une 1égere
augmentation des valeurs prédites de F. jusqu’a ce qu’une taille de maillage de 10 pm x 10 um est
définie. Dans ce cas, les efforts F, atteignent leur maximum et des niveaux de corrélation intéressants
sont notés. Au-dela de cette taille, F. diminuent de nouveau avec le grossissement du maillage et les
écarts avec les efforts expérimentaux commencent a augmenter de nouveau.

En ce qui concerne les efforts d’avance expérimentaux, les résultats illustrés par la Figure II-4b montre
une augmentation rapide de F. entre 100 m/min et 450 m/min. Cette augmentation, qui est probablement
attribuée a I’usure rapide de I’ outil (négligée dans cette étude numérique), n’a pas été reproduite par les
modélisations numériques (Figure II-18). Les valeurs moyennes prédites de Fy varient faiblement
(inférieure a 30 N) en augmentant la vitesse de coupe

(@) (b)

500 500
O Ff (Expérimental) O Ff (Expérimental)
400 - B Ff (Numérique) 400 - B Ef (Numérique)
z 3
= 300 = 300 P P
200 o) O O 200
100 - 100 -
4 6 8 10 12 14 4 6 8 10 12 14
Taille des éléments (pm) Taille des éléments (pm)
©
500
400
z
= 300
200
100 - O Ff (Expérimental)
M Ff (Numérique)
4 6 8 10 12 14

Taille des éléments (pm)

Figure II-18 Comparaison des efforts d’avance numériques a ceux moyens expérimentaux de Calamaz
et al (Calamaz, et al., 2010) obtenus avec trois vitesses de coupe : (a) 33 /min, (b) 75 m/min
et (¢) 180 m/min

D’apres la Figure 1I-18, un maillage grossier (12 um x 12um ou 14 ym X 14 um) conduit a une forte
sous-estimation de F, et ceci quelle que soit la valeur de la vitesse de coupe. De plus, pour ces maillages,
les efforts de coupe ne sont pas stables pendant la modélisation de 1’usinage. Des écarts prononcés sont
remarqués entre les valeurs minimales et maximales des efforts prédits traduisant la présence de
fluctuations importantes dans 1’évolution instantanée de Fy et F.. Ces fluctuations sont associées a
I’énergie importante nécessaire pour la suppression d’un élément grossier. En effet, une fois 1’élément
de maillage est totalement endommagé, une perturbation significative dans les niveaux de pressions de
contact appliquées a I’ outil est obtenue, entrainant une diminution brusque et importante des efforts. En
revanche, avec un maillage fin, I’ordre de ces fluctuations est fortement diminué.

11.3.4 Effet de la densité du maillage sur le temps de calcul

Un compromis entre la convergence des résultats numériques d’une part et la réduction des cofits de
calculs d’autre part doit étre assuré. Pour cela, nous nous intéressons dans cette partie a étudier 1’effet
de la densité du maillage sur les temps de calculs, désignés par « temps CPU ».

Le temps CPU dépend généralement de la complexité de la modélisation, de la densité du maillage et
du pas de temps critique Az.... Ce dernier est calculé sur le plus petit élément du maillage. Dans le cas
d’un calcul explicite, le temps CPU est i€ au temps réel du phénomene a simuler, ce qui n’est pas le cas
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pour un calcul implicite. Pour un calcul explicite couplé, dont les variables nodales sont a la fois les
déplacements et les températures, le pas de temps critique correspond a la valeur minimale entre le pas
de temps critique mécanique et thermique (voir équation (II-11)). Le pas critique mécanique, donné par
I’équation (II-12), correspond au temps nécessaire pour qu’'une onde de compression traverse le plus
petit élément de maillage. En effet, ce pas de temps dépend principalement des propriétés mécaniques
du matériau et de la longueur critique L. du plus petit élément. Quant au pas critique thermique, décrit
par I’équation (II-14), il est donné en fonction de la longueur L. et de la diffusivité du matériau oy.

(At)cri = Inin ( (Atméc )cri ’ (Atther )cri ) (II_I 1)

(At )c,; = min (L% j (I1-12)
d

A 2
Cu = Q
\/ P
avec 1= Exv (II-13)
Co(+v)x(1-2v)
__Exv
e 2(1+v)

ou Cy est la vitesse de propagation d’une onde de compression dans le matériau. 4, et 4, sont les

coefficients de Lamé. p, E et v sont respectivement la densité, le module d’Young et le coefficient de

Poisson du matériau.
(Ar, ) . =min L’ (II-14)
ther Zcri 2“4

avec oy est la diffusivité thermique du matériau et elle est donnée par 1’équation suivante :

4
pxC,

ad

(II-15)

avec 1 et C, sont respectivement la conductivité thermique du matériau et sa chaleur spécifique.

Les résultats obtenus pour une vitesse de coupe de 75 m/min (f = 0,1 mm et a, = 3 mm) et différentes
tailles de maillage sont représentés par la Figure II-19. Ces résultats montrent que la discrétisation des
zones d’endommagement avec des éléments de longueur d’aréte égale a 4 pm entraine une tres forte
augmentation du temps de calcul comparativement a un maillage de 14 um. En effet, le temps CPU
nécessaire pour la modélisation d’un méme temps d’usinage (soit 0,5ms) passe selon le Tableau 1I-6 de
80min (1h 20min) a 7 303min (5 1h 43min), ce qui est prohibitif. En se référant aux définitions
précédentes (équations (II-12) et (II-14)), cette trés forte augmentation du temps de calcul est
compréhensible, car le temps CPU est piloté par la taille du plus petit élément. En plus de la diminution
dans le temps critique, la diminution excessive de la taille des éléments entraine une augmentation de la
densité du maillage (35 725 éléments d’apres le Tableau II-6) menant forcément a des temps de calcul
tres élevés. Le temps CPU doit étre considéré comme un facteur critique des modélisations numériques,
car le but est d’obtenir un bon compromis entre la pertinence des résultats et le colit des modélisations.

D’apres le Tableau II-6, la définition d’un maillage de taille 10 um x 10 pm contribue, non seulement
a des résultats globalement en adéquation avec ceux expérimentaux, mais aussi a un temps CPU plus
maitrisé (343min, soit Sh 43min).

I1.3.5 Synthese

Dans cette étude, nous avons pris en considération, des la définition du modele initial, de I’importance
de la minimisation des temps de calcul tout en maintenant un niveau de précision acceptable. Pour
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réduire le temps de calcul, il faut utiliser la modélisation la plus simple, mais qui prend en compte tous
les phénomenes importants comme le couplage déplacement-température, le contact outil-matiere....
Une fois cette modélisation établie, seule la densité de maillage peut étre modifiée afin de garantir a la
fois la précision recherchée et un temps de calcul acceptable.
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Figure I1-19 Evolution du temps de calcul en fonction de la taille du maillage

Tableau II-6 Effet de la densité du maillage sur le temps nécessaire pour la modélisation de I’usinage
d’une surface de longueur 0,625 mm (V. = 75 m/min)

Longueur des Nombre total Nombre total des Temps CPU (min)
arétes (um) d’éléments (éléments)  nceuds (nceuds)

4 35725 37671 7303

6 17 041 18 351 2903

8 10 921 9929 1265

10 6 281 7081 343

12 4348 5020 114

14 3468 4 049 80

Une forte dépendance des résultats numériques a la taille des éléments a pu étre mise en évidence. Le
Tableau II-7 regroupe les principaux résultats trouvés dans cette premiere étude. Il a été montré qu’un
raffinement excessif du maillage n’est pas forcement bénéfique, car une forte localisation de la
déformation (non physique) peut étre produite. Cette localisation, obtenue méme a une faible vitesse de
coupe (Ve = 33m/min), contribue a la segmentation du copeau, ce qui est en contradiction avec la
morphologie réelle du copeau (faiblement ondulé). Bien qu’une stabilité des efforts de coupe et d’avance
soit obtenue suite a un raffinement du maillage (éléments de taille 4 pm X 4 um ou 6 pm x 6um), les
écarts mesurés sont cependant importants surtout dans le cas d’une vitesse de coupe élevée
(Ve = 180 m/min). De plus, un maillage trop fin favorise la distorsion des éléments. Il conduit aussi a
des temps de calcul trés importants bien que les longueurs usinées soient faibles ce qui diminue
significativement de 1’efficacité des simulations numériques.

De méme, I'utilisation d’un maillage grossier ne permet pas de modéliser convenablement les
phénomenes physiques associés a une coupe orthogonale. En effet, une géométrie du copeau et des
efforts de coupe en fort désaccord avec ceux expérimentaux sont obtenus. En revanche, I’utilisation d’un
maillage de taille 10 um a permis d’obtenir, avec les trois vitesses de coupe testées, des niveaux de
corrélation intéressants avec les résultats expérimentaux (en termes de F., Fyet i) et un temps de calcul
raisonnable. Pour cela, dans les études présentées ultérieurement, les éléments utilisés pour la
discrétisation des zones de formation du copeau (P; et P2) seront de taille 10 um x 10 pm.
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Tableau II-7 Ecarts calculés entre les résultats numériques et expérimentaux pour différentes vitesses
de coupe (f = 0,3 mm/tr et a, = 3 mm)

Ve . Taille (um) Erreur en Erreur en Erreuren  Erreur en Temps CPU
(m/min) F. (%) Fy (%) H (%) h (%) (min)

4 20,53 27,9 — — 30 191

6 15,8 10,8 — — 13 575
3 8 12,17 8,6 — — 1490

10 5,7 11,3 — — 892

12 11 54,4 — — 414

14 12,3 60,8 — — 303

5 23 18,8 30,76 28,5 7303

20,9 11,4 39 36,85 2903

75 8 18,8 16,8 27 43 1265

10 13,3 27 19,69 28,7 343

12 21,4 55,36 15,46 65,14 114

14 21,6 75,2 15,38 79 80

4 28,18 39,2 28,57 18,46 6921

22,4 28,3 36,8 23,23 1673

180 8 20,8 229 43 31,7 407

10 4,6 27,1 28,7 0,77 139

12 13,4 42,6 65,1 69,7 108

14 20 49,2 79 77,4 61

114 KEtude de Deffet du type de maillage et de sa formulation sur la
simulation numérique

I1.4.1 Modele numérique

Le but de cette étude est de comparer les €léments quadrangulaires linéaires utilisant une intégration
réduite a d’autres types d’éléments en termes de pertinence des résultats et de temps CPU. Trois types
de maillage sont définis (voir Figure 11-20) :
— Des éléments quadrangulaires linéaires (de 1° ordre) utilisés précédemment dans la section I1.3 :
CPE4RT
— Des éléments triangulaires a 3 nceuds avec une interpolation linéaire (de 1* ordre) : CPE3T

— Des éléments triangulaires & 6 nceuds avec une interpolation quadratique (de 2™ ordre) :
CPEOMT

La différence entre les deux types d’éléments triangulaires comparés dans cette étude est le nombre total
de nceuds par élément, et par conséquent 1’ordre de la fonction d’interpolation utilisée comme il est
illustré par la Figure II-21. Avec les éléments CPE3T, une fonction d’interpolation polynomiale linéaire
est utilisée, tandis que les éléments CPE6MT se caractérisent par une fonction d’interpolation de 2"
ordre.

Les maillages comparés different aussi par le nombre de points de Gauss par élément. Contrairement
aux quadrangles CPE4RT, les éléments triangulaires linéaires CPE3T et les éléments triangulaires
quadratiques CPE6MT n’utilisent pas une intégration réduite, mais plutdt une intégration complete avec
respectivement 1 et 3 points d’intégration. Similairement a 1’étude précédente du chapitre I1.3, le
contrdle des effets indésirables liés a I'utilisation d’une intégration réduite se fait en définissant la
méthode Relax Stiffness aux éléments CPE4RT.
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CPE3T ou CPE6MT
CPE3T ou CPE6MT

CPE3T ou CPE6MT

Zones d’endommagement

A Condition d’encastrement

A Pas de déplacement suivant Y

Figure II-20 Discrétisation du modele géométrique avec différents types de maillage
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t
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t
() &

Figure I1-21 Représentation de quelques fonctions de forme correspondantes aux éléments (a)
triangulaires linéaires, (b) triangulaires quadratiques et (c) quadrangulaires linéaires

Etant donné que la longueur caractéristique d’un élément de maillage est directement liée a sa géométrie
et sa formulation (1° ou 2™ ordre) (voir Figure II-22), une détermination de 1’énergie a la rupture Gy, a
été effectué pour chaque type d’élément, et ceci en se basant sur la démarche décrite par la Figure I1-11.
Selon la documentation de Abaqus/Explicit®, l’effet du type des éléments (triangulaire ou
quadrangulaire) et de sa formulation (1°" ou 2™ ordre) sur 1’énergie Gyest expliqué par les modifications
apportées sur sa longueur caractéristique L.. Par exemple, pour un élément de 2™ ordre (comme le
CPE6MT), I'introduction d’un nceud sur chacune des arrétes entraine une diminution de moitié de la
longueur caractéristique (Figure I1-22a et b).

Comme pour le chapitre précédent, une formulation lagrangienne est définie. Un raffinement de
maillage est appliqué aux zones d’endommagement (P; et P2) et a la partie supérieure de la piece finie
(P3). En se basant sur les résultats précédents de la section I1.3, les éléments utilisés pour la discrétisation
des zones d’endommagement sont tous de longueur d’arréte égale & 10 um, et ceci quel que soit le type
de maillage. Il est a noter que le modele géométrique, les conditions aux limites, les modeles de
comportement, les algorithmes de gestion de contact, les propriétés thermiques du contact, le modele de
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N

frottement et les propriétés thermo-physiques des matériaux en contact sont identiques a ceux
précédemment utilisés dans la section I1.3. Seul le type des éléments de maillage utilisés est modifié.

(a) (b) (c)
Figure I1-22 Longueur caractéristique correspondante a chaque type de maillage : (a) CPE3T, (b)

CPEGMT et (c) CPEART

Deux vitesses de coupe, 33 m/min et 75 m/min, sont appliquées a I’outil. La largeur de coupe et I’avance
sont respectivement égales a 3 mm et 0,1 mm/tr. Les résultats prédits avec les différents types de
maillage sont comparés a ceux expérimentaux décrits dans la partie 1.1 de ce chapitre.

1142 Etude de compatibilité des éléments triangulaires 2 un probléeme 2D de
coupe orthogonale

Une étude préliminaire de la compatibilité de toutes les topologies de maillage a la forte non linéarité
accompagnant le processus de coupe est effectuée dans cette partie. Il a été noté que seule la définition
des éléments CPE6MT entraine une interruption des calculs. D’apres la Figure I1-23, cette interruption
est expliquée par la présence d’un chevauchement entre les arétes des éléments situés au niveau de la
zone de passage de l’outil (P2). La pénétration de 1’outil de coupe dans la matiere entraine des
déformations importantes qui conduisent a une distorsion excessive des éléments de maillage située dans
cette partie intermédiaire (P2). En revanche, aucun élément distordu n’est obtenu au niveau de la partie
supérieure de la piece transformée en copeau (P).
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Figure I1-23 Copeau simulé avec des éléments triangulaires CPE6MT

Pour pallier le probleme de la forte distorsion des éléments de maillage de type CPEO6MT situés dans la
zone P», il a été convenu de ne pas les définir a la partie de la pieéce en contact avec la pointe outil (P»).
Des éléments triangulaires a 3 nceuds (CPE3T) seront alors utilisés pour la discrétisation de cette zone,
et également de 1’outil de coupe et de Ps. Ces modifications ont pour but de résoudre les interruptions
des simulations et de permettre de tester les éléments CPE6MT dans la zone utile de formation du
copeau.

En conclusion, trois scénarios de discrétisation du modele géométrique seront adoptés dans la suite :
— Scénario 1 : Modele totalement discrétisé avec des éléments triangulaires linéaires (CPE3T)

— Scénario 2: Modele discrétisé avec un mélange d’éléments triangulaires linéaires et
quadratiques (CPE6MT dans P; et CPE3T dans I’outil de coupe, P> et P3)
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— Scénario 3 : Modele discrétisé avec des éléments quadrangulaires linéaires (CPE4RT)

I1.4.3 Effet du type de maillage sur la morphologie du copeau

Les résultats numériques en termes du rayon de courbure R., de la morphologie du copeau et de sa
géométrie, obtenus avec différents maillages et deux vitesses de coupe (33 m/min et 75 m/min) sont
comparés aux résultats expérimentaux. Le but de cette étude est de déterminer I’ effet de chaque type de
maillage sur la modélisation de la formation du copeau.

La premiere remarque a souligner a partir des figures 1I-24, II-25 et II-26 est les changements
significatifs dans la morphologie des copeaux numériques liés a la définition de différents types de
maillage. Certains types de maillage, notamment les éléments CPE6MT et CPE4RT, montrent une
capacité intéressante, par rapport aux éléments triangulaires linéaires (CPE3T), & reproduire les
changements subits par la morphologie du copeau expérimentalement obtenu (voir Figure II-2), en
fonction des vitesses de coupe testées. Ces éléments de maillage, CPEOMT et CPE4RT, ont permis de
modéliser la transition d’un copeau faiblement ondulé a segmenté en passant d’une vitesse de coupe de
33 m/min a 75 m/min, alors que seulement un copeau segmenté a pu étre prédit avec les éléments
CPE3T.
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Figure I1-24 Sensibilité de la déformation plastique équivalente et de I’endommagement au type de
maillage : (a) et (d) CPE3T, (b) et (¢) CPE6MT et (c) et (f) CPE4RT (V. = 33 m/min)

Du point de vue du rayon de courbure du copeau, 1’augmentation dans la vitesse de coupe conduit a la
formation des copeaux plus enroulés avec les différents maillages testés (figures 1I-24 et 1I-25). Pour
une vitesse de coupe fixée, le rayon R, varie d’une modélisation a une autre en fonction du type des
éléments utilisés. Un enroulement plus marqué du copeau a été simulé lorsqu’un maillage triangulaire
CPEOMT est défini a P;.

Pour le cas d’une vitesse de coupe de 33 m/min, la définition des éléments triangulaires & 6 nceuds et
des éléments quadrangulaires a 4 nceuds conduit a la formation d’un copeau continu avec quelques
ondulations au niveau de sa surface libre. Ces ondulations deviennent moins prononcées avec les
éléments CPEO6MT et elles disparaissent dans certaines parties du copeau (voir Figure II-24b).
Cependant, avec la définition d’un maillage triangulaire linéaire (CPE3T), une forte localisation non
physique de la déformation est simulée dans le copeau fortement segmenté (Figure [1-24a). La variable
d’endommagement située au niveau des bandes de fortes déformations atteint sa valeur maximale avec
ces éléments a 3 nceuds, ce qui est en contradiction aux résultats obtenus avec le maillage CPE6MT,
dont I’endommagement reste faible sur toute 1’épaisseur du copeau (Figure II-24d-e). Avec un maillage
quadrangulaire, une alternance entre des faibles et moyennes valeurs d’endommagement est obtenue
(Figure I1-24f).
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Suite a la définition d’une vitesse de coupe plus élevée, soit 75 m/min, la modélisation de la coupe avec
chaque type de maillage a conduit a la formation d’un copeau festonné en accord avec les résultats
expérimentaux (Figure II-25). D’apres la Figure I1-26, la définition des éléments triangulaires linéaires
(CPE3T) donne une forte concentration de I’endommagement au niveau des bandes de cisaillement. Ces
bandes de tres faible épaisseur présentent des champs de déformations élevés. La localisation périodique
de la déformation est reproduite avec le maillage triangulaire quadratique CPE6MT ce qui explique
I’obtention d’un copeau parfaitement segmenté (Figure II-25 b). De plus, les copeaux simulés avec les
deux types de maillage triangulaire se caractérisent par une alternance entre des zones fortement

déformées (€p = (8 )max ) et d’autres de tres faibles déformations plastiques (SP = 0) .

P
(a) (b) Zones mortes

(¢,=0) J

Fortes déformations

100 um 100 pm

PEEQ

(Avg: 75%)
+3.292e+01| (C)
+4.000e+00
+3.600e+00
+3.200e+00
+2.800e+00
+2.400e+00
+2.000e+00
+1,600e+00
+1.200e+00
+8.000e-01
+4.000e-01
+0,000e+00 |

(d)

Zones de
localisation de
la déformation

100 um

Figure II-25 Comparaison du copeau numérique prédit avec différents types de maillage ((a) CPE3T,
(b) CPE6MT et (c) CPE4RT) a celui (d) expérimental de Calamaz (Calamaz, 2008) (V. = 75 m/min)
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Figure I1-26 Sensibilité de I’endommagement au type de maillage : (a) CPE3T, (b) CPE6MT et (c)
CPE4RT (V. =75 m/min)
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Avec un maillage quadrangulaire, cette alternance n’est plus aussi brusque. Des déformations plus
faibles et moins localisées sont obtenues au niveau des bandes de cisaillement (Figure II-25c¢).
L’observation de ces bandes montre une accentuation des déformations plastiques a leurs extrémités
tandis que des valeurs moins importantes sont simulées dans leur centre, ce qui n’est pas le cas avec un
maillage triangulaire (linéaire ou quadratique) dont des déformations plastiques élevées et uniformément
réparties sont situées sur toute la bande de cisaillement.

Les hauteurs moyennes de crétes H et de vallées i des copeaux obtenus avec les différents types de
maillage sont représentées par la Figure I1-27. LLa comparaison avec les mesures expérimentales montre
que la définition d’un maillage triangulaire linéaire (CPE3T) conduit aux écarts les plus faibles en termes
de H et h. Quant a la largeur moyenne des festons L,, la comparaison avec les résultats expérimentaux
montre que les éléments quadrangulaires CPE4RT permettent d’atteindre les niveaux de corrélation les
plus élevés. Toutefois, I'utilisation d’un maillage triangulaire du 2™ ordre implique la formation d’un
copeau segmenté, mais avec une géométrie des festons, notamment H et L;, moins précise.
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Figure II-27 Dépendance de (a) la hauteur de crétes, (b) de la hauteur de vallées et (c) de la largeur des
festons au type de maillage (V. = 75 m/min, f= 0,1 mm/tr et @, = 3 mm)

11.4.3.1 Synthese

En conclusion, le type de maillage défini dans une modélisation numérique de la coupe orthogonale
présente aussi un effet crucial sur les résultats d’une simulation. Des changements importants sur la
morphologie du copeau et sa géométrie, dus aux modifications apportées a la distribution de la
déformation plastique et de I’endommagement dans le copeau, ont été remarqués. Les principaux
résultats sont récapitulés par le Tableau II-8.

Il est montré par cette étude que le maillage triangulaire linéaire (CPE3T) a une capacité intéressante a
reproduire avec précision les hauteurs moyennes de crétes et de vallées des copeaux, dans le cas d’une
vitesse de coupe de 75 m/min. Néanmoins, son inconvénient se présente principalement par son
inadéquation aux faibles vitesses de coupe. Il est incapable de reproduire les faibles déformations de
maillage, et par conséquent de simuler I’ondulation du copeau, expérimentalement obtenue a une vitesse
de coupe de 33 m/min. Seuls des copeaux festonnés ont pu étre simulés avec ce maillage, et ceci pour
toutes les vitesses de coupe. Toutefois, la transition d’un copeau ondulé a un copeau festonné a été
parfaitement reproduite avec les éléments quadrangles linéaires ou triangulaires quadratiques. La
discrétisation de la partie supérieure de la piece transformée en copeau (Pi) avec ces deux types

68



Chapitre 11

d’éléments a conduit a des résultats généralement acceptables. Cependant, la fiabilisation des
simulations numériques basée seulement sur 1’étude de la dépendance du copeau modélisé au type de
maillage n’est pas suffisante. Il faut aussi examiner 1’effet de chacun des maillages comparés sur la
prédiction des efforts et sur le maintien des temps de calcul raisonnables, faisant 1’objectif des parties
suivantes.

Tableau II-8 Dépendance de la morphologie du copeau et sa géométrie au type de maillage

N° de scénario 1 2 3

V. =33 m/min Morphologie du copeau  —— + +
Morphologie du copeau  + + +

V=75 m/min  —-m) * - *
h (um) + - -
Ly (um) - - ++

I1.4.4 Effet du type de maillage sur les efforts de coupe

L’effet du type de maillage utilisé sur les efforts numériques a aussi été quantifié. Les variations
apportées a F. et Fy semblent étre en accord avec la morphologie du copeau simulé. D apres la Figure
II-28a, I’application d’une vitesse de coupe de 33 m/min entraine des fluctuations importantes lorsqu’un
maillage triangulaire linéaire (CPE3T) est utilisé. Les écarts importants entre les valeurs minimales et
maximales de F. sont en accord avec le festonnage prononcé du copeau, simulé pour une vitesse de
coupe donnée. En revanche, ces fluctuations deviennent beaucoup plus maitrisées avec les autres types
de maillage (CPE6MT et CPE4RT). La stabilité notée dans I’évolution instantanée des efforts de coupe
est expliquée par la forme continue du copeau, ce qui implique que plus le copeau présente une
discontinuité dans sa morphologie (segmentation ou fragmentation) plus les fluctuations des efforts sont
importantes.
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Figure II-28 Efforts de coupe obtenus avec différents maillages et vitesses de coupe :
(a) Ve =33 m/min et (b) V. =75 m/min (f= 0,1 mm/tr et @, =3 mm)

Avec une vitesse de coupe de 75 m/min, la Figure II-28 montre une accentuation dans la fluctuation des
efforts de coupe. Une forte oscillation de F, est aussi obtenue avec des éléments triangulaires CPE3T
lorsqu’une vitesse de coupe de 33 m/min est définie, ce qui est en accord au copeau fortement segmenté
prédit avec les mémes éléments. L’intensité de ces fluctuations est fortement atténuée avec les deux
autres maillages (CPE6MT et CPE4RT). Toutefois, d’apres la Figure 11-28b, les efforts de coupe
oscillent fortement avec tous les maillages définis. L.a modélisation de la coupe la plus stable correspond
a la discrétisation du modele avec des éléments quadrangulaires (CPE4RT), avec lesquels la distribution
de la déformation plastique dans le copeau est lissée par rapport a celle d’un maillage triangulaire
(linéaire ou quadratique) (voir Figure I1-25).

La comparaison des efforts moyens de coupe et d’avance correspondants aux différentes modélisations
avec ceux expérimentaux montre une différence importante dans les erreurs calculées (représentées par
la Figure I1-29). Pour les différents maillages, les écarts en F. sont généralement inférieurs a ceux en Fy.
Le désaccord le plus élevé entre les résultats expérimentaux et numériques correspond au maillage
triangulaire CPE3T. Les écarts sont significativement diminués avec le maillage quadrangulaire
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CPE4RT qui a montré une capacité intéressante a reproduire avec beaucoup de précision les résultats
expérimentaux.
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Figure I11-29 Erreurs % correspondantes a (a) F. et (b) Fy (f= 0,1 mm/tr et a, = 3 mm)

I1.4.5 Effet du type de maillage sur le temps de calcul

Les résultats en termes de temps de calcul ont ét€ examinés afin de compléter 1’étude de 1’effet du type
de maillage sur la modélisation de la coupe. Il est a noter que les résultats représentés par le Tableau
II-9 correspondent tous a une méme vitesse de coupe, soit 75 m/min et qu’ils sont tous obtenus pour un
méme temps d’usinage (égal a 1ms). Les temps de calcul obtenus avec les différents types d’éléments
varient considérablement d’une simulation a I’autre. Ils passent de moins de 400min (6h 40min) a plus
de 6 150min (4j 6h 30 min) lorsque les éléments quadrangulaires linéaires (scénario 3) et triangulaires
(scénario 2) sont respectivement utilisés. Cette tres forte augmentation du temps CPU (plus que 16 fois
le temps CPU obtenu avec le maillage CPE4RT) est attribuée a I’augmentation combinée du nombre
total de noeuds de maillage et de points d’intégration avec la définition du scénario 2. Le Tableau I1-9
montre que la définition d’un maillage triangulaire linéaire (CPE3T) conduit aussi a un temps de calcul
élevé (environ 5 fois supérieur a celui du maillage CPE4RT).

Tableau II-9 Temps de calcul CPU obtenu avec différents maillages (V. = 75 m/min, f= 0,1 mm/tr et

a, =3 mm)
N° du Type de maillage Nombre total Nombre total de ~ Temps
scénario d’éléments (éléments)  nceuds (nceuds)  CPU (min)
(1) CPE3T 12 024 6 811 1 544
2) CPEOMT et CPE3T 12 024 16 121 6 165
3) CPE4RT 6 281 7 080 369

I1.4.6 Synthese

Dans cette étude, 1’effet du maillage, notamment le type et la formulation des éléments, sur la
fiabilisation de la modélisation de la coupe a été soigneusement examiné. Il a ét€ montré qu’un choix
inadéquat du maillage peut contribuer a 1’obtention d’une morphologie de copeau en désaccord avec
celle expérimentale, a une diminution de la précision des efforts prédits, a I’interruption des calculs, a
I’explosion des temps de calculs... pour une cause purement numérique, diminuant par conséquent
considérablement de I’efficacité de 1a modélisation de la coupe.

La comparaison entre les morphologies du copeau correspondantes aux différents types de maillage met
en valeur la dépendance du copeau simulé au type des éléments utilisés pour la discrétisation du modele.
Il a été montré dans cette étude 1’effet important de la topologie des éléments sur la modélisation de la
formation du copeau. A titre d’exemple, une localisation de la déformation dans les bandes de
cisaillement a été obtenue avec le maillage triangulaire CPE3T alors qu’elle n’a pas été
expérimentalement observée. La modélisation d’un copeau fortement segmenté dans le cas d’une faible
vitesse de coupe (33 m/min) met en valeur I’incapacité de ce type de maillage a reproduire des formes
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particulieres de copeau (telle que sa faible ondulation) a cause du type d’interpolation qu’il utilise et qui
lui permet des modes tres limités de déformations (Figure I1-21).

De plus, cette étude a mis 1’accent sur I’effet de 1’utilisation des éléments de faible nombre de nceuds et
avec une interpolation linéaire, notamment les éléments CPE3T. Ce maillage conduit a une
augmentation dans les temps de calcul par rapport a celui correspondant a un maillage quadrangulaire
(CPEA4RT). Des erreurs importantes en F. et Fy ont été aussi associées a la définition de ces éléments
triangulaires.

Quant aux éléments triangulaires a 6 nceuds, ils ont montré une capacité intéressante a modéliser avec
beaucoup de précision les différentes morphologies du copeau, contrairement au maillage de type
CPE3T. Cette adaptation parfaite a la déformation est expliquée par le type d’interpolation qu’ils
utilisent (quadratique). Des résultats intéressants en effort de coupe ont été aussi obtenus avec les
éléments CPE6MT. En revanche, les principaux problémes rencontrés avec ce maillage se résument
par :

— La distorsion plus prononcée des éléments finis

— L’augmentation significative dans les temps de calcul

— Les erreurs importantes en Fy

Cependant, la définition des éléments quadrangulaires CPE4RT a montré des résultats intéressants en
termes de morphologies du copeau et d’efforts de coupe tout en maintenant un temps de calcul
raisonnable. De plus, ces éléments présentent une capacité intéressante a supporter des grandes
déformations (distorsion), comme celles rencontrées dans les essais d’usinage, ce qui encourage leur

utilisation.

En conclusion, malgré la capacité des éléments CPE6MT a prédire des morphologies de copeau en
corrélation avec celles expérimentales, leur fragilité a la distorsion et les temps de calcul tres élevés
diminuent de leur efficacité et les rendent non appropriés a la modélisation de I’usinage contrairement
aux éléments quadrangulaires linéaires. Le maillage CPEART est alors le plus adapté pour la
modélisation 2D de la coupe orthogonale lorsqu’une formulation lagrangienne est utilisée.

IL5 Etude de la sensibilité de la MEF au type de la formulation utilisée

Apres avoir étudié 1’effet du maillage (taille et type) sur la modélisation de la coupe orthogonale, nous
mettons 1’accent dans cette partie sur I’effet du type de la formulation utilisée sur la pertinence de la
MEF. Trois formulations seront utilisées pour la modélisation 2D de la coupe orthogonale :

— La formulation Lagrangienne

— La méthode d’adaptation de maillage par une relocalisation des nceuds : formulation ALE

— La méthode d’adaptation de maillage par un remaillage

Les résultats obtenus avec ces formulations, avec et sans la définition du critére de rupture, seront
comparés. Le modele thermo-viscoplastique-endommagement de JC (donné par les équations (I-1) et
(II-1)) et le critere énergétique d’évolution d’endommagement (donné par I’équation (II-3)) seront
utilisés pour reproduire le comportement de la piece a usiner.

Il est a noter que dans cette partie deux codes de calculs par EF sont utilisés : Abaqus® et Forge®. Le
choix de I’outil de simulation numérique Forge®, dédié principalement a la modélisation des opérations
de mises en forme, est justifié par le remailleur adaptatif puissant qu’il contient.

Pour toutes les modélisations, le modele de frottement, les propriétés thermiques du contact, les
caractéristiques thermo-physiques des matériaux mis en contact et les modeles de comportement sont
similaires a ceux définis dans les sections précédentes II.3 et I1.4. L’avantage de partir des mémes
conditions initiales se présente par la nécessité de maintenir un niveau élevé de similarité entre les
différents modeles numériques, et par conséquent de mettre en évidence 1’ effet du type de la formulation
sur la modélisation de la coupe.

Une seule configuration de coupe est testée ou la vitesse de coupe, 1’avance et la largeur de coupe sont
respectivement égales a 75 m/min, 0,1 mm/tr et 3 mm. Pour toutes les formulations, les éléments utilisés
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pour la discrétisation des zones de fortes sollicitations ont une longueur d’arréte égale a 10 pm. Il est a
noter que la dépendance du temps de calcul a la formulation utilisée n’est pas tenue en considération
dans cette étude a cause de la différence dans les méthodes de discrétisation adoptées, notamment dans
le type de maillage utilisé (quadrangulaire de type CPE4RT avec le logiciel Abaqus® et triangulaire
présentant une fonction bulle dans le code de calcul Forge®) et sa densité.

I1.5.1 Présentation du code de calculs Forge2D®

Le logiciel numérique Forge2D® est commercialisé par la société TRANSVALOR. 1l s’agit d’un code
de calcul implicite qui utilise une formulation lagrangienne réactualisée. Le déplacement des nceuds de
maillage se fait par rapport a celui des points matériels ce qui permet une reproduction précise des
changements subits par la géométrie de la piece. Grace a son remailleur, les problemes de dégénération
du maillage, souvent rencontrés avec la formulation lagrangienne, sont mieux maitrisés.

Le remaillage se fait d’une facon automatique lorsque le volume global du modele maillé suit a un
instant donné des changements géométriques importants et/ou lorsque la déformation subite par les
éléments dépasse une valeur critique. En effet, dés qu'un parametre géométrique (taux de pénétration)
et/ou mécanique (taux de déformation) est atteint, le remaillage est déclenché tout en maintenant une
taille minimale des éléments a ne pas dépasser.

N

La discrétisation spatiale du domaine a modéliser se fait a 1’aide des éléments triangulaires non
structurés. Ces éléments sont basés sur une interpolation mixte en vitesse et en pression de type P1*/P1
(Calamaz, et al., 2010), qui sert a déterminer la vitesse et a contrdler les conditions d'incompressibilité.
Le contrdle d'incompressibilité est permis grace a 1’introduction d’un nceud supplémentaire, et par
conséquent d’un degré de liberté interne, a chaque élément de maillage. Ce nceud situé au centre de
gravité de I’élément se présente sous la forme d’une fonction ‘bulle’ qui s’annule sur les frontieres. 1l
garantit I’existence et 1’unicité de la solution numérique.

Avec le code de calcul Forge2D®, la résolution des problemes thermomécaniques se fait d’une maniere
successive (par bloc) sur chaque intervalle de temps [7, #+4¢]. La résolution commence par un traitement
du bloc thermique obtenu a I’incrément précédent suivi par un calcul du bloc mécanique a 1’incrément
suivant (Garcia-Andrada, 2004). Cette résolution non simultanée (formulation faible) des problemes
thermomécaniques implique une mise a jour thermo-dépendante des variables mécaniques. Ces
variables sont données en fonction des parametres thermiques, prédéterminés a I’avance pour chaque
pas de temps.

I1.5.2 Présentation des formulations étudiées et des modéles correspondants

11.5.2.1 Adaptation de maillage par la méthode de relocalisation des noeeuds (Méthode ALE)

L’idée de combiner les deux approches, lagrangienne et eulérienne, dans la formulation ALE est justifiée
par le besoin de prédire une géométrie non prédéfinie du copeau tout en maitrisant 1’écoulement de la
matieére autour du rayon d’acuité de 1’outil. La particularité de cette approche est présentée par le
mouvement relatif du maillage qui est ni fixe dans 1’espace ni lié a la matiere, d’ou son efficacité a
réduire les problemes de distorsion de maillage souvent rencontrés avec la formulation lagrangienne. Sa
définition par Atlati et al (Atlati, et al., 2017) dans I’étude des conditions tribologiques locales se
produisant a I’interface outil-copeau suite a ’'usinage a sec de 1’alliage d’aluminium AA2024-T351 a
montré son adéquation pour la reproduction :

— Des conditions de contact tres séveres (des coefficients de frottement tres élevés)

— De I’écoulement de la matiere autour du rayon d’acuité de 1’ outil

En revanche, 1’utilisation de cette voie hybride (formulation ALE) présente quelques problemes tels
que :
— Le réglage délicat des parametres controlant le mouvement du maillage (par exemple I’intensité
et la fréquence de la relocalisation)
— Le transport des variables lors de la relocalisation des nceuds du maillage
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C’est pour cette raison qu’un ajustement convenable du nombre d’éléments a repositionner et/ou de la
fréquence de leur repositionnement est nécessaire. Dans le cas général, la définition non appropriée de
I’un de ces parametres régulateurs liés a la méthode ALE peut entrainer :

— La diminution de la précision de sa solution finale

— La résolution non compleéte des problemes de distorsion de maillage

— L’augmentation des temps de calcul (cas d’une surestimation de ces parametres)

Dans le but de ne pas trop augmenter le temps de calcul, la méthode d’adaptation de maillage est définie
seulement a la piece a usiner, tandis qu’une formulation lagrangienne est utilisée pour la modélisation
de I’ outil de coupe (Figures II-30 et I11-32).

Deux types de formulation ALE sont définis dans cette étude. Elles différent principalement par leurs
conditions aux limites. Une premiere approche ALE a base eulérienne, désignée dans la suite par ALE
a tendance Eulérienne, est définie. Cette approche permet la mise en place d’un modele de coupe plutot
stationnaire. La deuxieme forme de I’approche ALE définie dans cette étude sera désignée par ALE a
tendance Lagrangienne et elle consiste a une reproduction du processus de coupe tout en conservant son
aspect transitoire. Les particularités du modele numérique correspondantes a chacune de ces approches
sont décrites dans les parties suivantes.

11.5.2.1.1 Formulation ALE a tendance Eulérienne

Avec I’approche ALE a tendance Eulérienne, la matiere est considérée comme étant un fluide qui entre
par une face de la piece et sort par I’autre. La vitesse de coupe est appliquée a la piece a usiner tandis
que I’outil de coupe est supposé fixe (Figure 1I-30). Des conditions eulériennes sont appliquées a
certaines frontieres de la piece a usiner, notamment a ses deux cotés et a sa base inférieure. La définition
d’un blocage au niveau des nceuds de ces surfaces a pour but de permettre la reproduction de
I’écoulement de la matiere comme étant un fluide traversant une géométrie prédéfinie de la piece. Des
conditions aux limites de type lagrangiennes sont définies a la surface libre du copeau dont aucun
blocage n’est appliqué aux nceuds. Le but principal de la définition des conditions lagrangiennes est de
permettre la simulation de la formation du copeau.

A Condition d’encastrement Pas de déplacement du maillage

/\ Pas de déplacement suivant Y suivant X ou Y
—> Ecoulement de la mati¢re

Maillage lagrangien
Zone de raffinement
du maillage

Maillage ALE

== Condition eulérienne

== Condition lagrangienne

Ve

Ve

Piece a usiner

Figure II-30 Modele géométrique et conditions aux limites correspondantes a la formulation ALE a
tendance Eulérienne

En revanche, dans le cas d’une définition erronée de la géométrie initiale du domaine a modéliser ou
d’une mauvaise discrétisation du modele, une interruption rapide des calculs est obtenue. Ce probleme
se pose généralement lorsque la géométrie initialement définie du copeau n’est pas en corrélation a celle
finale ou lorsque le maillage n’est pas parfaitement approprié aux changements importants subits par la
géométrie du copeau avant qu’elle atteigne le régime stabilisé (voir Figure II-31). Le fait que le copeau
puisse évoluer géométriquement jusqu’a ce que le régime stationnaire soit atteint, des déplacements tres
importants des nceuds de maillage peuvent avoir lieu. Ces déplacements ont pour but d’adapter le
maillage a la nouvelle géométrie du domaine modélisé. Cependant, ils peuvent conduire a une forte
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déformation des éléments, d’ou la nécessité d’avoir soigneusement prédit la géométrie initiale du
copeau. Pour cela, une étude préliminaire est nécessaire pour la détermination de la géométrie
convenable du copeau et du maillage adéquat permettant le bon déroulement des calculs.

PEEQ
(Avg: 75%)
+3.12%+00

(a)

+3.000e+00
+2.625e+00
+2.250e+00

Maillage +1.875e+00 ""””,"’Il:

fortemegnt L] "H,r,r,-;-;-;g;ff,’:,';,
0 3 7

17500801 I i

déformé +3.750e-01
+0.000e+00

Maillage
apres
Stabilisation

Figure II-31 Copeau simulé avec une modélisation ALE a tendance Eulérienne (a) avant et (b) apres
I’ obtention d’un régime stabilisé

11.5.2.1.2 Formulation ALE a tendance Lagrangienne

En ce qui concerne I’approche ALE a tendance Lagrangienne, elle combine les avantages des deux
formulations lagrangienne et eulérienne, mais sans avoir recours a une définition préalable de la
géométrie du copeau. Avec cette approche, la piece est supposée fixe alors qu’une vitesse de coupe est
appliquée a I’outil (voir Figure II-32). Ce type d’approche ressemble en grande partie a la formulation
lagrangienne mais avec la possibilité d’avoir un mouvement aléatoire des éléments.

A Condition d’encastrement Position de 1’outi N
by |
/\ Pas de déplacement suivant Y a l'instant to+A4¢ L
Condition : I’outil &

:-OPosition de
1
1
1

lagrangienne I’instant #,

Zone de raffinement
du maillage

| g Picce a usiner X

Figure I1-32 Modele géométrique et conditions aux limites définies dans le cas d’une formulation ALE
a tendance Lagrangienne

11.5.2.2 Adaptation de maillage par un remaillage

Une troisieme méthode d’adaptation de maillage basée sur le remaillage automatique de la piece a usiner
sera utilisée. Dans ce cas, ou le logiciel Forge® est défini, la connectivité entre les noeuds est perdue
apres chaque remaillage contrairement a la formulation ALE (ALE a tendance Eulérienne et ALE a
tendance Lagrangienne). La densité du maillage est alors modifiée dans le sens de son augmentation
(raffinement) ou diminution (déraffinement), en fonction de I’intensité des sollicitations appliquées
(faibles ou fortes déformations).

D’apres la Figure 11-33, une configuration particuliere est adoptée dans le cas d’une modélisation de la
coupe avec le code de calcul Forge2D®. Cette particularité a pour but d’adapter ce logiciel, dédié
principalement a la modélisation des procédés de forgeage, au processus de coupe. En effet, en plus de
I’ outil de coupe et de la piece a usiner, un deuxiéme outil est introduit au modele numérique. Un collage
parfait est supposé entre la surface inférieure de la piece et ce deuxieme outil pour le priver de tout
déplacement possible.
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Dans le but de diminuer les temps de calcul, généralement importants & cause de la création d’un
nouveau maillage et du transfert des données de 1’ancien au nouveau maillage, des éléments grossiers
sont utilisés pour discrétiser les outils. De plus, un raffinement local est initialement défini a une partie
de tres faible dimension de la piece a usiner, tandis que le reste de la piece est discrétisé avec un maillage
grossier. Les dimensions de la zone de raffinement du maillage restent fixes pendant toute la simulation
tel que seuls les éléments situés dans cette zone sont raffinés, méme apres remaillage. Le raffinement de
maillage concerne seulement la matiere en contact avec la pointe de 1’outil, et ceci pendant toute
I’opération d’usinage (Figure II-33). Cette technique a pour but de réduire les temps de calcul sans
influencer les résultats numériques.

A Condition d’encastrement

Zone de

raffinement
Idu maillage

. YL Matrice

X

A A A A A

Figure II-33 Modele géométrique défini dans le cas du remaillage

I1.5.3 Résultats liés a la définition de la méthode d’adaptation de maillage

Dans cette partie, seul le modele thermo-viscoplastique de JC (Johnson & Cook, 1983) est utilisé pour
la modélisation de la coupe avec les différentes méthodes d’adaptation de maillage (ALE a tendance
Eulérinne, ALE a tendance Lagrangienne et remaillage). A cause de la forte distorsion du maillage,
rencontrée dans le cas de la modélisation de trés fortes déformations avec la formulation lagrangienne,
notamment lorsqu’aucun modele d’endommagement n’est associé au modele rhéologique de JC (donné
par I’équation I-1), et menant a I’interruption rapide des calculs, cette formulation ne sera pas étudiée
dans cette partie.

Le but de ne pas définir un modele d’endommagement dans cette partie est d’étudier la capacité des
méthodes d’adaptation de maillage a :
— Résoudre la distorsion des éléments de maillage
— S’adapter aux changements importants subits par la géométrie a modéliser au cours du temps
— Reproduire adéquatement le processus de coupe lorsque seul le modele empirique de JC (donné
par I’équation (I-1)) est défini

11.5.3.1 Résultats en termes de morphologie de copeau

D’apres la Figure II-34, la modélisation de la formation du copeau en absence d’un critere
d’endommagement est possible avec toutes les méthodes d’adaptation de maillage étudiées. Ce résultat
justifie bien la capacité intéressante que présentent ces méthodes a éviter les problemes de distorsion de
maillage souvent rencontrés avec 1’approche lagrangienne lors de la modélisation de 1’usinage. Mais,
I’absence d’un critere d’endommagement conduit a la formation d’un copeau continu. Cette
morphologie de copeau est totalement différente de celle expérimentale (segmentée) obtenue pour la
méme condition de coupe (Figure II-2b).

La comparaison avec quelques résultats de la littérature souligne I’obtention d’un copeau continu par
Muiioz-Sanchez et al (Mufioz-Sanchez, et al., 2011), Germain et al (Germain, et al., 2011) et Calamaz
et al (Calamaz, et al., 2008) suite a la modélisation de la coupe orthogonale de différents matériaux a
I’aide d’une approche ALE a tendance Eulérienne, d’une approche ALE a tendance Lagrangienne ou
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du remaillage disponible dans Forge® respectivement, et ceci en définissant seulement le modele
thermo-viscoplastique de JC.

La Figure I1-34(a et d) illustre la morphologie du copeau obtenue avec la formulation ALE a tendance
Eulérienne. La non-homogénéité simulée a I’extrémité du copeau est due a 1I’adaptation de la géométrie
du copeau en début de la simulation. La partie épaisse du copeau présente la partie de transition ou la
matiere continue a évoluer jusqu’a ce qu’un régime stationnaire soit atteint.
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Figure I1-34 Iso-valeurs de déformations plastiques et de températures simulées dans les copeaux
correspondants aux différentes méthodes d’adaptation de maillage et sans la définition d’un critere
d’endommagement : (a) et (d) ALE a tendance Eulérienne, (b) et (e) ALE a tendance Lagrangienne,
(c) et (f) Remaillage

Les champs de déformations présentés par la Figure II-34(a, b et c) sont uniformément répartis avec les
différentes méthodes d’adaptation de maillage. Les copeaux simulés different principalement par leurs
épaisseurs, les zones de concentration de la déformation et ses niveaux maximaux. Avec 1’approche ALE
a tendance Eulérienne, la représentation du comportement de la piece a usiner en tant qu’un fluide en
écoulement donne plus de stabilité au moment de la déformation de la matiere. Par conséquent, des
faibles niveaux de déformations sont simulés dans les zones de cisaillement. L’épaisseur du copeau est
d’environ deux fois 1’avance définie. En revanche, la prise en compte de 1’aspect transitoire de la coupe
avec la formulation ALE a tendance Lagrangienne conduit a la formation d’un copeau moins épais. Une
localisation plus prononcée des champs de déformation au niveau de la surface usinée est notée. Avec
I'utilisation du remailleur disponible dans Forge®, des déformations trés élevées sont obtenues sur
toutes les surfaces en contact avec I’outil de coupe ainsi qu’a la zone ou il n’y a plus de contact outil-
matiere. Le copeau avec la plus faible épaisseur correspond a celui modélisé avec cette méthode
d’adaptation (par remaillage).

En ce qui concerne la distribution de la température, la Figure I11-34(d, e et f) montre que pour la méme
condition de coupe, la chaleur créée, les températures atteintes et leur distribution ne sont pas identiques.
En générale, les zones subissant des déformations importantes présentent les températures les plus
élevées, comme pour 1’approche ALE a tendance Eulérienne avec laquelle un échauffement intense de
la matiere est obtenu a ’interface de contact outil-copeau. Des températures d’environ 950K sont
mesurées au niveau de cette interface. Néanmoins, des températures plus élevées (de 1’ordre de 1000K)
sont simulées avec 1’approche ALE a tendance Lagrangienne. Elles sont situées au niveau de la surface
usinée de la piece finie et du copeau. Le copeau simulé avec le remaillage présente des températures
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encore plus importantes (supérieures a 1000K) qui se propagent le long des surfaces en contact avec
I’outil.

11.5.3.2 Résultats en efforts de coupe

En concordance avec la morphologie continue des copeaux simulés, les efforts numériques présentent
de tres faibles fluctuations. D’apres la Figure 1I-35, les efforts F. et Fyrésultants d’une approche ALE a
tendance Eulérienne et avec remaillage sont inférieurs a ceux obtenus avec la formulation ALE a
tendance Lagrangienne. En effet, moins d’effort est requis pour former le copeau avec les deux
premieres modélisations, alors que pour la formulation ALE a tendance Lagrangienne, la distorsion des
éléments a une tendance a ‘rigidifier’ la piece. De plus, avec cette approche (ALE a tendance
Lagrangienne), la déformation du maillage induit de faibles fluctuations des efforts numériques. Ces

fluctuations ont pratiquement disparu avec les deux autres méthodes d’adaptation de maillage.
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Figure I1-35 Comparaison entre les efforts expérimentaux et numériques correspondants aux trois
méthodes d’adaptation de maillage et sans la définition du modele d’endommagement

11.5.3.3 Synthese

On a montré dans cette étude que la modélisation du procédé d’usinage, notamment de la séparation de
la matiere en contact avec le rayon d’acuité de 1’outil et de la formation du copeau, avec le modele
rhéologique de JC (équation I-1) et sans avoir recours a la définition d’un modele d’endommagement
est numériquement possible une fois ’'une des méthodes d’adaptation de maillage est utilisée.

Bien que la création automatique d’un nouveau maillage risque souvent d’entrainer la perte de précision
suite au transfert de données, le remaillage défini dans Forge2D® montre une capacité intéressante a
reproduire I’échauffement important de la matiere en contact avec 1’outil. Cependant, du point de vue
des efforts de coupe et d’avance, seule la méthode ALE a tendance Lagrangienne donne des valeurs en
bonne corrélation avec les mesures expérimentales.

I1.5.4 Résultats liés a la considération de I’endommagement

Dans cette partie, le comportement du matériau a usiner une fois un endommagement est y initié est pris
en considération. Les formulations comparées sont :

— La formulation purement lagrangienne,

— Laformulation ALE a tendance Lagrangienne

— Le remaillage.

L’objectif de cette étude est de montrer I’importance du critere d’endommagement couplé au modele
thermo-viscoplastique de JC (donné par I’équation (I-1)) sur la modélisation de la coupe orthogonale et
sa fiabilisation, et ceci dans le cas d’une approche avec et sans adaptation de maillage. La méthode ALE
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a tendance Eulérienne n’est pas définie dans cette partie a cause de son incapacité a reproduire la
segmentation du copeau, le but principal de I’introduction du modele d’endommagement aux
modélisations.

11.5.4.1 Résultats correspondants a la morphologie du copeau

Avec la prise en considération de I’endommagement, différentes morphologies du copeau sont prédites
en fonction de la formulation définie. D’apres la Figure II-36, une variation notable dans les copeaux
simulés, entre faiblement ondulés jusqu’a totalement fragmentés, est obtenue avec les trois formulations,
pour la méme condition de coupe (V. =75 m/min, f= 0,1 mm/tr et a, = 3 mm).
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Figure I1-36 Déformations plastiques et températures situées dans le copeau simulé avec différentes
formulations ((a) et (d) Lagrangienne, (b) et () ALE a tendance Lagrangienne, (c) et (f) Remaillage) a
lesquelles le critere d’endommagement de JC est défini

L’introduction de I’endommagement dans la formulation ALE a tendance Lagrangienne a permis la
modélisation d’un copeau non continu, mais plutot contenant des dents arrondies, adoucies et faiblement
marquées (Figure II-36b et e). Cette faible ondulation est en désaccord avec la morphologie du copeau
expérimental (fortement segmenté) obtenu par Calamaz (Calamaz, 2008) (voir Figure 1I-2b). En effet,
la méthode de relocalisation des nceuds disponible dans le code de calcul Abaqus®/Explicit n’est pas
appropriée a la reproduction de la segmentation du copeau lorsqu’un modele d’endommagement est
utilisé en parallele au modele de plasticité de JC (Johnson & Cook, 1983), ce qui n’est le cas de
I’approche lagrangienne. La Figure I1-36(a et d) illustre la formation d’un copeau parfaitement festonné,
comparable qualitativement a celui expérimental de la littérature (Calamaz, 2008). La définition de
I’endommagement au modele lagrangien a contribué a une alternance entre des zones adoucies
présentant des déformations plastiques élevées et d’autres faiblement déformées. Cette alternance est
nécessaire pour la reproduction du festonnage du copeau. Son absence contribue a I’obtention d’un
copeau faiblement ondulé alors que son accentuation peut entrainer la fragmentation du copeau comme
pour le cas du Remaillage (voir Figure II-36c¢ et f).

La propagation non physique des fissures le long du plan de cisaillement, obtenue avec le remaillage,
est principalement liée a la définition seule du modele d’endommagement de JC (donné par
I’équation(II-1)) non associé a une loi d’évolution d’endommagement. Cela montre 1I’importance de la
considération de la diminution progressive de la rigidité dans le matériau a usiner jusqu’a atteindre sa
rupture finale.

En examinant le mode de propagation des fissures des leur apparition jusqu’a 1’obtention d’une
fragmentation totale du copeau, il apparait que des que 1’outil de coupe entre en contact avec la piece,
un glissement de la matiere sur la face de coupe de I’outil se produit. Ce glissement est suivi par une
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augmentation rapide de la température de la matieére en contact avec I’outil. La température commence
a se propager suivant le plan de cisaillement. Avec cet adoucissement, une bande de cisaillement
commence alors a se former. Toutefois, avant qu’elle soit complétement formée, la déformation
plastique située dans la zone de contact atteint sa valeur maximale (&, = €gna0). Une fissure interne
apparait alors (voir Figure II-37a). Cette fissure se propage suivant le plan de cisaillement jusqu’a

atteindre la surface libre du copeau. Un feston totalement détaché de la matiere est donc formé.

Temperature
873

% 515
=+ 757
699
1 641

| ]

Fusion et Détachement 525
propagation L total d’un feston 467

des fissures G - 409
' 351

(b) (c) 293

Apparition
d’une fissure

Figure I1-37 Etapes de propagation des fissures obtenues dans le cas du Remaillage

11.5.4.2 Résultats correspondants aux efforts de coupe

Suite a la définition de I’endommagement, une fluctuation des efforts de coupe et d’avance est obtenue
avec les deux méthodes d’adaptation de maillage, ALE a tendance Lagrangienne et Remaillage (Figure
II-38). La comparaison avec les efforts obtenue sans la définition d’'un modele d’endommagement
(illustrés par la Figure II-35) montre que dans le cas du Remaillage, une forte instabilité des efforts
appliqués a I’outil de coupe est obtenue. Elle est directement liée a la fragmentation du copeau.
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0 0,2 0.4 0.6
Temps (ms)
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Figure I1-38 Evolution des efforts de coupe en fonction du type de formulation : cas de la
considération de I’endommagement présent dans le matériau a usiner

En concordance avec la morphologie du copeau, ’intensité des oscillations des efforts de coupe et
d’avance est diminuée avec la formulation lagrangienne et presque absente dans le cas d’une approche
ALE a tendance Lagrangienne. De plus, il parait que méme avec la faible diminution de F., remarquée
suite a la définition du critére d’endommagement, la formulation ALE a tendance Lagrangienne résulte
a la prédiction des efforts les plus élevés, corrélant parfaitement a ceux expérimentaux pour les
conditions de contact définis. Les niveaux supérieurs de déformations simulés lorsqu’un critere
d’endommagement est défini a cette approche (Figure II-36b) semblent é&tre a ’origine de
I’augmentation notée de Fy, et donc de la réduction des écarts avec 1’effort d’avance expérimental.
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11.5.4.3 Synthese

Dans cette étude, nous avons montré que méme avec les méthodes d’adaptation de maillage, la
modélisation de la segmentation du copeau et de la propagation de fissures nécessite une description
convenable du comportement du matériau a usiner. Dans le cas de la définition du modele de
comportement de JC, I’absence du critere d’évolution de la rupture a entrainé la formation d’un copeau
fragmenté avec la méthode de remaillage disponible dans Forge®. Concernant la méthode ALE a
tendance Lagrangienne, il est difficile méme en présence des criteres d’initiation et d’évolution de
I’endommagement de modéliser la segmentation du copeau. Seul un copeau ondulé a pu étre modélisé
avec cette approche contrairement a la formulation lagrangienne reproduisant parfaitement la
segmentation du copeau. Toutefois, il est a noter que cette méthode d’adaptation de maillage permet
d’atteindre des niveaux de corrélation les plus élevés avec les efforts expérimentaux. Nous ajoutons que
dans le cas de la modélisation 2D de la coupe orthogonale a 1’aide de la formulation lagrangienne, la
forte sous-estimation des efforts d’avance est principalement associée a I’endommagement des éléments
situés dans la zone de passage de 1’outil de coupe (entre le copeau et la surface finie de la piece). La
perte du contact de la matieére avec la face en dépouille de I’outil a entrainé une chute des pressions de
contact agissant dans la direction d’avance.

En conclusion, il est primordial dans une modélisation de la coupe orthogonale en utilisant la méthode
d’adaptation de maillage de ne pas se limiter a la définition du modele de plasticité de JC, pour lequel
la contrainte d’écoulement continue a augmenter avec la déformation. Mais, son couplage avec des
modeles d’endommagement n’est pas toujours une solution efficace (comme avec ALE a tendance
Lagrangienne). L’adaptation de maillage a un effet sur la déformation appliquée aux éléments. Elle
permet de diminuer 1’intensité de la déformation dans les zones de sollicitation, d’ou le ‘retardement’
de I’endommagement des éléments finis. Cela a contribué, dans le cas de la définition seule du modele
de comportement de JC, a la modélisation d’un copeau fragmenté. Alors que dans 1’étude comparative
de Liu et al (Liu, et al., 2013), les auteurs ont noté, dans le cas d’une formulation lagrangienne, la
suppression rapide des éléments constituant les zones d’endommagement (le copeau et la zone de
passage de 1’outil) lorsque seulement le modele de comportement de JC est défini au modele de coupe
(Figure 11-39).

Figure I1-39 Copeau obtenu avec le modele thermo-viscoplastique de JC (Liu, et al., 2013)

II.6 Conclusion

L’étude paramétrique présentée dans ce chapitre a pour but d’examiner 1’effet important des parametres
numériques sur la fiabilisation de la modélisation de la coupe orthogonale. L’effet du maillage,
notamment sa taille, son type et son interpolation, a été étudié. Il a été montré que la taille de maillage
doit étre soigneusement déterminée en fonction de la géométrie du modele, de ’intensité des
sollicitations et de type de la formulation, tel qu’un raffinement de maillage n’est pas toujours bénéfique.
Méme s’il permet une adaptation parfaite a la géométrique du modele, il est cependant d’une sensibilité
extréme a la déformation ce qui résulte a la formation d’un copeau d’une morphologie différente a celle
expérimentale. Par conséquent, il a été approuvé que le raffinement excessif du maillage diminue de
I’efficacité de la simulation numérique tel qu’un faible rapport ‘précision-coiit de calculs’ est obtenu.
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Quant a I’étude de I’effet du type de maillage, il a été montré que les éléments triangulaires disponibles
dans le code de calcul Abaqus® ne sont pas appropriés pour la modélisation de la coupe lorsque la
formulation lagrangienne est utilisée. Les éléments triangulaires du 1 ordre (CPE3T) se caractérisent
par des modes de déformations limitées qui diminuent significativement leur capacité a reproduire avec
précision la morphologie du copeau. Ces éléments ont montré leur faiblesse en termes de prédiction de
I’ondulation du copeau, expérimentalement observée a une faible vitesse de coupe. D’autre part, les
éléments triangulaires de 2" ordre (CPE6MT) sont inappropriés pour la modélisation des fortes
déformations subites par la matiere. Une distorsion du maillage en contact avec la pointe outil est
obtenue suivie par une interruption rapide des calculs. De plus, une tres forte augmentation des temps
de calcul est liée a 1a définition de ces éléments. Du point de vue prédiction des efforts de coupe, aucune
amélioration n’a été remarquée avec ce type de maillage.

Par conséquent, les éléments quadrangulaires linéaires (CPE4RT) se présentent comme étant les plus
appropriés a la modélisation 2D de la coupe orthogonale. 1.’adaptation de ce maillage aux fortes
déformations de la matiere en contact avec la pointe outil et sa capacité a reproduire avec précision les
différentes morphologies du copeau rend ce maillage le plus optimal.

Apres avoir élaboré 1’effet du maillage, une étude de I’impact de la formulation utilisée sur
I’amélioration des prédictions des modeles numériques a été effectuée. Il a été montré qu’avec la
définition seule du modele thermo-viscoplastique de JC, la formation du copeau peut étre simulée
lorsqu’une relocalisation des nceuds ou un remaillage est utilisé. Cependant, la modélisation des copeaux
continus montre que la segmentation dépend plutot de la loi d’endommagement, responsable de la
reproduction de la chute de la contrainte dans le matériau au-dela d’une certaine déformation. Pour cela,
le comportement en endommagement du matériau a usiner doit étre pris en considération dans les
simulations numériques.

Les résultats obtenus ont montré que la définition de I’endommagement dans une approche ALE induit
un léger changement dans la morphologie du copeau qui passe d’un copeau continu a ondulé. En
revanche, en absence d’une loi d’évolution d’endommagement, une fragmentation non physique du
copeau est obtenue. Cependant, méme si la définition de la formulation lagrangienne résulte a des écarts
avec les efforts expérimentaux, pour le cas d’une vitesse de coupe de 75 m/min, elle est néanmoins la
seule parmi les méthodes comparées dans cette étude qui a permis la modélisation de la segmentation
du copeau en utilisant le modele de comportement de JC. En effet, malgré que cette formulation soit
basée sur le principe de la formation du copeau par une suppression des éléments, elle est considérée
comme étant la plus appropriée, dans le cas d’une modélisation numérique de la coupe orthogonale en

utilisant le modele de comportement de JC, a la prédiction de la segmentation du copeau.
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Chapitre III.
Etude de Deffet des coefficients de
comportement sur les prédictions de la
modélisation numérique 2D de la coupe
orthogonale

Dans le chapitre précédent, une étude paramétrique focalisée sur la détermination de I’effet des
parametres numériques les plus agissants sur les résultats prédits et par conséquent sur la fiabilisation
des simulations numériques. Cependant, afin de garantir une corrélation assez importante entre les
prédictions et résultats expérimentaux, un compromis doit étre vérifié€ entre (a) la définition convenable
des parametres numériques d’une part et (b) la description adéquate de la physique de la coupe d’autre
part.

Une des principales données qui agit significativement sur la modélisation du procédé d’usinage est le
modele de comportement décrivant 1’écoulement du matériau pendant son usinage. Il est donc
primordial qu’il soit soigneusement défini. Pour cela, plusieurs travaux de la littérature ont porté sur le
développement des criteres de comportement plus fiables (voir section 1.3.2.1 du chapitre
bibliographique). Toutefois, en nous basant sur les études présentées dans I’état de 1’art de ce rapport,
nous pouvons conclure que méme avec des modeles purement physiques, et donc tres complexes, une
identification inconvenable de leurs coefficients peut conduire a la divergence des résultats numériques.
Il est donc avantageux d’utiliser une loi rhéologique de formulation mathématique moins complexe et
avec des coefficients facilement identifiables plutdt que de se baser sur des lois physiques mais avec une
identification moins maitrisée. De ce fait, nous mettons 1’accent dans ce chapitre sur I’effet d’une
détermination adéquate des coefficients du modele de comportement pour la fiabilisation des MEF.

Similairement a la partie précédente de ce rapport, le modele thermo-viscoplastique de JC, la loi
d’endommagement de JC et le critere énergétique d’évolution de I’endommagement (donnés
respectivement par les équations (I.1), (IL.1) et (I.5)) sont utilisés pour reproduire le comportement de
la piece a usiner. L’effet de chacun des coefficients de ces critéres sur la modélisation numérique,
notamment sur la segmentation du copeau et les efforts de coupe, est étudié. Concernant la dépendance
du festonnage du copeau a ces parametres, une étude quantitative est effectuée. Deux parametres
présentés par le facteur de sensibilité du festonnage Ss.; % a chaque coefficient rhéologique et I’intensité
de la segmentation CSI sont définis. La comparaison entre les résultats en Sy, % et CSI et I’étude de leur
évolution en fonction des changements effectués ont pour but de déterminer les coefficients ayant plus
d’effet sur la géométrie du copeau. Egalement, 1’ évolution de la déformation plastique équivalente dans
I’épaisseur moyenne du copeau est examinée. Ces mesures visent a quantifier les niveaux de
déformations atteintes dans la matiere enlevée et leur dépendance aux coefficients du modele de
comportement. Une grande partie des résultats présentés dans ce chapitre ont été publié dans ’article de
Yaich et al. (Yaich, et al., 2016)

III.1 Description du modele numérique

Similairement au chapitre précédent, des simulations en 2D de 1’usinage orthogonal a sec du Ti6Al4V
sont effectuées. Un outil non revétu et en carbure de tungstene est utilisé. Les propriétés physiques de
la piece et de 1’outil sont données par le Tableau II-2. Seul le code de calculs par EF Abaqus®/explicite
est utilisé dans cette étude numérique. La modélisation de la formation du copeau se fait en utilisant la
formulation lagrangienne tout en tenant compte du couplage entre les déplacements et les températures.
Le modele géométrique et les parametres correspondants a 1’outil et a la piece sont donnés par le Tableau
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II-1 et illustrés par la Figure II-5. Similairement a la section I1.3.1, la piece a usiner est supposée
constituée de trois sous-parties superposées et collées I’une contre I’autre (voir Figure II-10). Les mémes
conditions aux limites et conditions de contact que celles décrites dans la section I1.3.1 sont définies
dans ce chapitre.

La chaleur générée suite au frottement outil-matiere (équation (I.7)) et celle due a la déformation
plastique (équation (I1.9)) sont prises en compte. Les propriétés mécaniques du frottement sont décrites
par le modele de Coulomb avec une limitation Tresca (équation (I1.6)), caractérisé par sa capacité de
tenir compte de 1’hétérogénéité du contact outil-matiere pendant la coupe (contact collant et glissant).
Le Tableau II-5 regroupe les valeurs correspondantes aux coefficients de frottement et de partage de la
chaleur définies dans cette étude.

L’avance et la largeur de coupe définies dans toutes les simulations numériques sont respectivement
égales a 0,1 mm/tr et 3 mm. Deux vitesses de coupe, soient égales a 75 m/min et 180 m/min, sont
appliquées a I’outil, supposé rigide mais avec un comportement thermique, tandis que la piece a usiner
est fixée a sa base et sur ses deux cotés comme indiqué par la Figure II-10.

Les éléments quadrangulaires linéaires CPE4RT avec une intégration réduite sont utilisés pour la
discrétisation spatiale du modele numérique. Le contr6le des modes de déformations non-physiques liés
a la définition d’une intégration réduite se fait par la méthode Anti-Hourglass de type Relax Stiffness,
similairement au Chapitre II. En se basant sur les résultats précédents, les éléments finis utilisés pour
mailler le copeau et la zone de passage (P1 et P> de 1a Figure II-10) sont de taille 10 um x 10 um. D’apres
les résultats de la section I1.3, cette longueur d’aréte permet de garantir un compromis intéressant entre
la convergence des résultats et 1’optimisation des cofits de calcul. En revanche, un maillage progressif,
dont Ia taille des éléments est de plus en plus grossiere en s’éloignant des zones de sollicitations, est
utilisé pour la discrétisation de la partie inférieure de la piece (P3). La taille des éléments discrétisant
I’outil de coupe est aussi augmentée progressivement de sorte qu’un raffinement de maillage soit
appliqué uniquement a son rayon d’acuité ou les éléments utilisés sont de taille 5 pm x 5 pm.

II1.2 Etude préliminaire sur la sensibilité de la MEF aux coefficients du
modele thermo-viscoplastique de JC

Le Tableau III-1 regroupe quelques résultats de la littérature des coefficients du modele de JC identifiés
pour le méme alliage de titane, le Ti6Al4V. Ces jeux de coefficients différent considérablement d’un
auteur a un autre. Cela est due principalement a la diversité des essais mécaniques utilisés pour leur
identification (compression, cisaillement...) ainsi qu’a la nature de la méthode adoptée (numérique,
expérimentale...). De plus, nous remarquons que malgré 1’utilisation du méme type d’essai (SHPB par
exemple), les coefficients du modele de JC (donné par 1’équation (I-1)) difféerent d’une étude a une autre
(cas des jeux de parametres JC(a) et JC(f), par exemple). Cela peut étre expliqué par la différence dans
la microstructure des éprouvettes utilisées pendant 1’identification et/ou la technique utilisée pour la
détermination, a partir des courbes expérimentales, de ces coefficients.

Il est a noter que les coefficients d’endommagement donnés par le Tableau I1-4 sont définis dans cette
étude et ils sont maintenus constants dans toutes les simulations numériques, et ceci quel que soit le jeu
de coefficients thermo-viscoplastiques.

Nous illustrons par la Figure III-1 les surfaces en contrainte d’écoulement résultantes de la définition
des jeux de coefficients de JC donnés par le Tableau III-1. Il apparait que, malgré 1’utilisation d’un
méme modele de comportement (modele thermo-viscoplastique de JC (Johnson & Cook, 1983)), une
différence significative dans I’évolution de la contrainte d’écoulement est obtenue. L’effet de cette non
similarité sur les résultats numériques sera étudié dans la partie suivante.

II1.2.1 Effet des coefficients de plasticité sur la formation du copeau

Des simulations numériques ont été effectuées en utilisant les jeux de parametres du Tableau III-1. La
Figure III-2 illustre la carte des déformations plastiques équivalentes obtenues pour le méme temps
d’usinage (¢. = 0,96ms) et avec une vitesse de coupe de 75 m/min.
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Tableau III-1 Différents jeux de coefficients du modele rhéologique de JC correspondants a 1’alliage

de titane Ti6Al4V
Désignation JC(a) JC(b) JC(c) JC(@d) JC(e) IC()
Référence (Lee & Lin, (Calamaz, (Ozel & (Li & (Braham-  (Nemat-
1998) etal., Karpat, He, Bouchnak, Nasser, et al.,
2008) 2007) 2006) 2010) 2001)
Meéthode SHPB Modele Meéthode Méthode = SHPB
o X . . . e SHPB . .
d’identification  (compression) analytique numérique inverse (compression)
A(MPa) 782,7 870 884 968 983 1119
B(MPa) 498.,4 990 599 380 348 838.,6
n 0,28 0,25 0,362 0,421 0,32 0,473
C 0,028 0,011 0,034 0,0197 0,024 0,019
m 1 1 1,04 0,577 0,69 0,643
éo(s™) 107 _ _ 0,1 0,1 1
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Figure III-1 Surfaces en contrainte d'écoulement obtenues avec différents jeux de coefficients du
modele thermo-viscoplastique de JC (& =10*s™")
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Figure I1I-2 Copeaux numériques obtenus avec différents jeux de coefficients du modele thermo-
viscoplastique de JC (¢. = 0,96ms, V. =75 m/min, f= 0,1 mm/tr et @, = 3 mm)

Il est a noter qu’en accord avec les résultats expérimentaux, des copeaux segmentés ont été simulés avec
les six jeux de coefficients. Ils sont caractérisés par une distribution sensiblement équivalente de la
déformation plastique qui augmente dans les bandes de cisaillement et chute entre deux bandes
consécutives. Seule I’intensité de la déformation dans les zones de fortes sollicitations varie en fonction
du jeu de coefficients défini au modele numérique.

Les copeaux prédits different aussi par leur rayon de courbure R. dont le plus faible est celui
correspondant au jeu de coefficients de JC(d) identifié par Li et He (Li & He, 2006). Cela montre que
non seulement la géométrie de 1’outil, notamment 1I’angle de coupe (Atlati, et al., 2011), et 1a densité du
maillage (voir section I1.3.2) ont un effet sur le rayon de courbure du copeau et de sa segmentation, mais
aussi la loi de comportement agit aussi sur la morphologie du copeau.

L’effet des coefficients de plasticité de JC sur la morphologie du copeau a été étudié pour une vitesse
de coupe plus élevée, soit 180 m/min. Les résultats obtenus avec les six jeux de parametres du Tableau
III-1 sont illustrés par la Figure III-3. La comparaison entre les différentes simulations numériques
souligne la reproduction de la dépendance du rayon de courbure aux coefficients rhéologiques de JC,
déja notée pour une vitesse de coupe de 75 m/min. Cependant, une légere intensification de la
segmentation du copeau est remarquée suite a I’augmentation de V., ce qui est en corrélation avec les
observations expérimentales de Calamaz (Calamaz, 2008).

Du point de vue de la fréquence de segmentation fi., les Figures I1I-2 et III-3 montrent que pour des
vitesses de coupe différentes (75 m/min et 180 m/min), mais une méme distance parcourue par 1’ outil
(1,2 mm), les simulations numériques résultent a la formation d’un méme nombre de festons (10
festons), sauf avec le 4°™ jeu de parametres (JC(d)). Dans ce cas, un feston supplémentaire est formé
menant par conséquent a une légere augmentation de fi.. D’ autre part, en passant d’une vitesse de coupe
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de 75 m/min a 180 m/min, la fréquence calculée a été fortement augmentée pour le méme jeu de
coefficients, ce qui a été expérimentalement obtenu par Calamaz (Calamaz, 2008).
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Figure I1I-3 Morphologie du copeau et distribution de la déformation plastique obtenues avec
différents jeux de coefficients de JC (. = 0,4ms, V. = 180 m/min, f= 0,1 mm/tr et @, = 3 mm)

La déformation plastique simulée sur une ligne de points situés au milieu de 1’épaisseur du copeau
(comme indiqué par la Figure III-2(JC(f)) a été déterminée. Le but de quantifier la déformation a
I’intérieur et a I’extérieur des bandes de cisaillement est de déterminer la liaison entre la segmentation
des copeaux et la vitesse de coupe. Un facteur d’intensité de segmentation CSI, donné sous la forme
d’un rapport entre la déformation plastique accumulée (&,)acc €t celle minimale (&p)min, a été défini
(équation (III-1)). II est a noter que les déformations maximales et minimales correspondent
respectivement a celles mesurées dans les bandes de cisaillement ((&p)in: = (€5)max) €t au centre de la zones
morte ((&p)ext = (€p)min), Située entre deux bandes consécutives.

(‘gp )‘m (gp )max - (‘gp )min (gp )im - (gp )w

CSI = e _ - (II-1)

(gp )min (EP )min (81’ )m

La Figure I1I-4 montre que pour un méme jeu de coefficients (par exemple, JC(f)), une augmentation de
la vitesse de coupe n’a pratiquement aucun effet sur les déformations plastiques minimales. Cependant,
une différence entre les déformations plastiques maximales, et donc dans le critere CSI, a été notée. Des
déformations plus importantes ont été obtenues avec la vitesse de coupe la plus élevée, soit 180 m/min.
Cette sensibilité est attribuée a la génération d’une chaleur plus importante lorsque la vitesse de coupe
est augmentée, d’ou I’apparition d’un adoucissement plus significatif de la matiere. Le copeau formé
glisse donc plus fortement suivant le plan de cisaillement entrainant une augmentation de la déformation.
Nous ajoutons que la largeur des festons Ly, correspondante a la distance entre deux bandes de
cisaillement consécutives, a été variée pendant la méme opération d’usinage. Cette irrégularité dans le
festonnage est accentuée en diminuant la vitesse de coupe (soit V. = 75 m/min). Les mémes tendances
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ont été obtenues par Calamaz (Calamaz, 2008) tel qu’une alternance entre de valeurs inégales de L, a
été expérimentalement obtenue.

— 75m/min  — 180m/min (Ls)1s0

( &p )ext

(&p)int (Ly)rs |

Déformation plastique équivalente
(o8]

0 0,2 0,4 0,6 0,8 1
Position relative des points situés sur la ligne traversant le centre
du copeau (um)

Figure I1I-4 Déformation plastique équivalente mesurée au milieu de 1’épaisseur du copeau et avec
deux vitesses de coupe (cas du jeu de coefficients JC(f))

La largeur moyenne des segments a été déterminée pour chaque jeu de coefficients du modele de JC.
Les résultats issus des simulations numériques ont été regroupés et comparés a ceux expérimentaux de
la littérature. La Figure III-5 montre que, quelle que soit la vitesse de coupe définie, L, reste pratiquement
constante. La faible chute, presque de 5%, obtenue avec le jeu de coefficients JC(d) est due a la formation
d’un feston supplémentaire pour la méme distance parcourue. La largeur L, augmente avec la vitesse de
coupe, ce qui est aussi le cas avec les essais expérimentaux. En revanche, méme si les tendances
numériquement reproduites semblent €tre similaires a celles expérimentales, les largeurs moyennes des
festons sont tres différentes. En effet, les festons expérimentaux sont d’environ 40% moins larges.
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E 75 Q Q Q Q Q Q
3 50 —@— Num(Vc=75m/min)
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25 O Exp(Ve=75m/min)
O Exp(Vc=180m/min)
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JC(a) JCM) JC() JCd) JC(e) JC()
Jeux de coefficients de plasticité de JC

Figure III-5 Comparaison de la largeur moyenne des festons simulés avec les six jeux de coefficients
de JC a celle expérimentale déterminée par Calamaz et al (Calamaz, et al., 2010)

L’effet de la segmentation du copeau sur 1’évolution instantanée de I’effort de coupe a été étudié. La
Figure III-6 illustre les résultats obtenus avec le jeu de parametre JC(f), pour une vitesse de coupe de
75 m/min. Un lien entre les valeurs instantanées de F. et les étapes de formation du copeau a été noté.
Une élévation de F. a été remarquée lorsqu’une nouvelle bande de cisaillement commence a se former,
soit apres une distance parcourue de 0,125 mm, par exemple. Pour la méme distance parcourue, des
faibles déformations plastiques sont obtenues au niveau de la zone de cisaillement primaire et elles
résultent a une amplification des pressions de contact appliquées a 1’ outil, et donc a I’augmentation notée
dans la valeur instantanée de F-.
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Avec la pénétration de 1’outil de coupe dans la piece, la déformation plastique se propage
progressivement suivant le plan de cisaillement jusqu’a atteindre la surface libre du copeau (voir Figure
III-7b). La concentration de la déformation plastique d’une part et 1’augmentation de la température
d’autre part (illustrée par la Figure III-7e) résulte a I’adoucissement de la matiere au niveau de la bande
de cisaillement, qui est encore au cours de formation. Ceci explique la chute de la contrainte
d’écoulement représentée par la Figure III-7h. Cependant, une fois la bande de cisaillement est
completement formée, la matiere enlevée située juste au-dessus du plan de cisaillement glisse
partiellement vers I’extérieur, permettant par suite la formation d’un nouveau feston. Cet adoucissement
progressif de la matiere jusqu’a 1’obtention d’une bande de cisaillement totalement formée contribue a
une diminution rapide de F. (d’apres la Figure I1I-6). L’effort simulé atteint donc son minimum apres
la formation complete de chaque feston.

Initiation de la

200 formation d’une BC

800

700

600

F.(N)

500

400

BC complétement
formée

300

200

0,2 0,3
Distance parcourue par I’outil de coupe (mm)

0 0,1

Figure I1I-6 Lien entre I'évolution instantanée de I’effort de coupe et la formation des bandes de
cisaillement (V. = 75 m/min)

La répétition de ces étapes conduit au festonnage du copeau tel que plus la matiere est adoucie au niveau
des bandes de cisaillement, plus le feston en cours de formation ‘glisse’ le long de la bande de
cisaillement, plus la fluctuation des efforts de coupe est importante.

II1.2.2 Effets des coefficients du modele thermo-viscoplastique de JC sur les
efforts prédits

La Figure I1I-8 illustre les efforts moyens de coupe et d’avance déterminés pour deux vitesses de coupe
(75 m/min et 180 m/min) et différents jeux de coefficients (donnés par le Tableau III-1). Une variation
prononcée des valeurs moyennes de F. et Fy, dépassant pour certains jeux de coefficients les 100 N, a
été obtenue. La définition du jeu de coefficients JC(d) a contribué non seulement a des faibles
déformations plastiques situées dans les bandes de cisaillement (Figure III-2), mais a une sous-
estimation des efforts moyens de coupe et d’avance, tel que les plus faibles efforts ont été prédits avec
ce jeu de coefficients. Ces coefficients ont été déterminés par Li et He (Li & He, 2006) a partir des essais
expérimentaux de compression sur des barres de type SHPB. Les vitesses de déformation appliquées
par les auteurs ne dépassent pas 10°s™!, inférieures a celles atteintes réellement pendant un essai de coupe.

En contrepartie, le méme type d’essais expérimentaux, mais avec des niveaux de sollicitations plus
élevés (une déformation plastique et une vitesse de déformation allant jusqu’a 0,6 et 7.10s’,
respectivement) ont été utilisés par Nemat-Nasser et al (Nemat-Nasser, et al., 2001) lors de
I’identification des coefficients de JC (cas du jeu de parametres JC(f)). Avec la définition de ces
coefficients dans la modélisation numérique de la coupe orthogonale, non seulement une segmentation
plus prononcée du copeau est obtenue, mais aussi un niveau de corrélation plus intéressant avec les
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efforts de coupe expérimentaux est atteint, et ceci quelle que soit la vitesse de coupe (voir Figure I11-8a).
Ce résultat met I’accent sur la nécessité de bien définir la plage de sollicitation (déformation, vitesse de
déformation et température) pendant les essais de caractérisation afin de diminuer les écarts entre les
efforts réels et prédits.
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Figure I1I-7 Etapes de formation d’un feston et propagation instantanée (a, b et ¢) de la déformation
plastique, (d, e et f) de la température et (g, h et i) de la contrainte de Von Mises
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Figure I1I-8 Comparaison des efforts (a) de coupe et (b) d'avance simulés avec les six jeux de
coefficients a ceux expérimentaux de Calamaz et al (Calamaz, et al., 2010)

II1.2.3 Synthese

Les différentes méthodes d’identification utilisées dans la littérature ont conduit a la diversité notée des
coefficients du modele thermo-viscoplastique de JC qui correspondent tous a un méme matériau (le
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Ti6Al4V pour cette étude). Les résultats obtenus en définissant quelques jeux de coefficients pour la
simulation numérique de la coupe orthogonale semblent étre dans un premier temps assez proches, mais
les différences sur I’intensité du cisaillement entre les festons, sur I’effort de coupe et sur la morphologie
du copeau sont notables.

A partir des comparaisons menées dans ce chapitre, il a ét€ montré qu’en plus du type de la méthode
d’identification utilisée, les niveaux de sollicitations atteints pendant I’identification des coefficients du
modele de comportement influent aussi sur les résultats numériques. Parmi les différents jeux de
parametres comparés, les meilleurs résultats sont donnés par les coefficients JC(f) identifiés a partir des
essais SHPB en compression et en appliquant des déformations plastiques et des vitesses de déformation
élevées (par rapport a celles définies par Li et He (Li & He, 2006)). Ce jeu de parametres sera donc
utilisé dans la partie suivante qui s’intéressera a 1’étude de I’effet de chaque coefficient du modele
rhéologique de JC sur les résultats numériques.

I11.3 Etude de ’effet des coefficients du modele de thermo-viscoplastique de
JC sur la modélisation numérique de la coupe

Dans cette partie, I’effet de chacun des coefficients de JC est étudié séparément. Pour chaque simulation
numérique, un seul parametre est varié. Quant aux autres quatre coefficients, ils sont pris égaux a ceux
de référence de JC(f) (donnés par le Tableau III-1). Il est a noter que les changements apportés aux
valeurs des coefficients de référence ne dépassent pas les +25% comme indiqué par le Tableau II1-2. Un
indice « 0 » est utilisé pour le coefficient de référence alors que les coefficients modifiés sont désignés
par un indice « i » correspondant au numéro de la simulation. Une totalité de 20 simulations numériques
a été effectuée pour chaque condition de coupe. L’objectif principal de cette étude paramétrique est de
déterminer les coefficients de JC les plus influents sur les prédictions d’une simulation par EF de la
coupe orthogonale et qui nécessitent une attention particuliere lors de leurs identifications.

Tableau I1I-2 Changements effectués aux valeurs initiales des coefficients de JC et numéro de la
simulation lui correspondant

N° de la simulation 1 2 3 4 5
Changement effectué 125% Ao 110% Ao 110% Ao 125% Ao 125% By
N° de la simulation 6 7 8 9 10
Changement effectué 110% By 110% By 125% By 125% ny 110% ny
N° de la simulation 11 12 13 14 15
Changement effectué 110% no 125% no 125% Co 110% Co 110% Co
N° de la simulation 16 17 18 19 20
Changement effectué 125% Co 125% myo 110% mo 110% mo 125% myo

I11.3.1 Résultats correspondants a la morphologie du copeau

La Figure III-9 illustre la morphologie des copeaux simulés suite & la variation des valeurs des
coefficients de JC. On peut remarquer qu’une diminution de la valeur de A a occasionné un copeau plus
enroulé. De méme, une diminution moins importante du rayon de courbure a été obtenue avec des
coefficients B et m inférieurs a ceux de référence.

Quelques modifications ont aussi été apportées a la morphologie du copeau, de segmentation plus ou
moins importante. Des niveaux élevés de déformations plastiques situées dans les bandes de cisaillement
ont été atteints suite a une augmentation des coefficients A, B et m. Un glissement plus significatif des
festons formés a été obtenu, résultant a son tour a une intensification de la segmentation des copeaux
simulés. Ce résultat est expliqué par les changements apportés au comportement thermoplastique du
matériau usiné telle qu'une surestimation de A, B et m fait retarder son adoucissement thermique. La

transition écrouissage-adoucissement se produit alors a un niveau de contrainte plus élevé, ce qui
entraine un glissement brusque et prononcé de la matiere, d’ou I’obtention d’une segmentation plus
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significative représentée par la Figure I11-9 (simulations 4, 8 et 20). Pour les coefficients n et C, peu de
changement a été remarqué sur le festonnage du copeau.
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Figure III-9 Morphologie du copeau obtenue avec différents jeux de coefficients du modele thermo-
viscoplastique de JC

Afin d’expliquer ces résultats, 1’évolution de la contrainte d’écoulement en fonction de la déformation
plastique a été représentée. Seul I’effet des coefficients des termes d’écrouissage (A, B et n) et
d’adoucissement thermique (m) a été étudié. Les résultats illustrés par la Figure I11-10(a, b et ¢) montrent
que A présente un effet dominant sur la contrainte d’écoulement par rapport a celui des autres
coefficients du terme d’écrouissage du modele de JC. La variation de ce coefficient dans la gamme
étudiée a conduit a une translation de la contrainte calculée tout en gardant la méme allure de la courbe.
Quant au coefficient B, son effet sur la contrainte d’écoulement devient plus important lorsque la
déformation augmente (voir Figure III-10b). En contrepartie, le coefficient n agit faiblement sur la
contrainte d’écoulement dans le matériau, et cela, quelle que soit la déformation plastique. Cette faible
dépendance est a ’origine de 1’effet négligeable que ce coefficient a montré sur la segmentation du
copeau. Pour le terme d’adoucissement thermique du modele de JC, nous constatons qu’une
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surestimation de la valeur de m agit significativement sur la contrainte d’écoulement. L’ordre de
changements apportés par ce coefficient d’adoucissement thermique est similaire a celui lié a
I’augmentation du coefficient A (voir Figure I1I-10d).
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Figure I1I-10 Dépendance de la contrainte d’écoulement aux coefficients des termes d’écrouissage et
d’adoucissement thermique du modele de JC : (a) A, (b) B, (c) n et (d) m variables (T = 773K et
é=10%")

Ces premiers résultats sur la morphologie globale du copeau ont été complétés par une analyse
quantitative de I’effet de chaque coefficient sur les caractéristiques géométriques des festons formés.
Un facteur décrivant la sensibilité du festonnage Sy, % a été défini. D’ apres sa formulation mathématique
(voir équation (II1.2)), le facteur Si,% est basé sur la comparaison entre le rapport de segmentation
déterminé pour le i®™ jeu de paramétres (G;%); et celui obtenu avec les coefficients de référence
(Gyeg%0)o. 11 est a noter que la définition du facteur Gy,% (donné par 1’équation (II1.3)) permet de
quantifier I’intensité du festonnage du copeau simulé. En effet, plus la segmentation est prononcée, plus
le rapport entre la hauteur de vallées & et de crétes H est proche de 0. Par suite, une réduction dans la
valeur de Gy;% menant a une diminution du facteur Ss;% est obtenue. Une valeur négative de Ss.;%
indique la formation d’un copeau plus festonné que celui de référence. Autrement dit, a partir de la
valeur calculée de Ss.;% et de son signe, il est possible de connaitre I’importance du coefficient étudié
sur le festonnage du copeau et le sens de sa variation.

G, ) -G,
S, % =100X (G )" (G )0 (111-2)
(G ),
ol G, %=100X(h/H) (I11-3)

En corrélation avec les résultats de la Figure I1I-9, la sous-estimation des coefficients A et B a entrainé
une augmentation du facteur de sensibilité Ss;% (voir Figure III-11a). L’atténuation notée dans la
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segmentation du copeau, correspondante aux simulations 1 et 5, a été obtenue avec les deux vitesses de
coupe testées (75 m/min et 180 m/min), mais moins de changements sont notés pour la vitesse la plus
élevée (voir Figure III-11b). Pour le coefficient d’adoucissement thermique m, son effet sur Sy, % est
plus faible. En contrepartie, la définition des différentes valeurs de n a montré un effet inverse par rapport
aux autres parametres, avec un facteur Sy;% qui augmente avec sa surestimation. Ce changement dans
la géométrie des festons, obtenus avec les simulations 9-12, est plus significatif pour une vitesse de
coupe de 75 m/min. Toutefois, la variation du coefficient de sensibilité a la vitesse de déformation C n’a
pratiquement aucun effet sur la segmentation du copeau.

@ (b)
35 35
‘\ ——A ——A
2 -8B 25 -=-B
\\ —4&—n & —A—n
& 15 —=C JI5 —>C
—¥—m| IS
¥ ¥ —
v 5 w51 A
5 - 5
-15 -15
-25% -10% 0% 10% 25% 25% -10% 0% 10% 25%
Modification effectuée (%) Modification effectuée (%)

Figure I1I-11 Dépendance du facteur de sensibilité du festonnage aux coefficients de JC et a la vitesse
de coupe : (a) V. =75 m/min et (b) V. = 180 m/min (f= 0,1 mm/tr et a, = 3 mm)

Pour comprendre I’origine de la différence dans la segmentation liée a la variation des coefficients de
JC, les champs de température mesurés dans le copeau apres la formation d’une premiere bande de
cisaillement ont été examinés (voir Figure III-12). Nous constatons que suite a 1’augmentation des
coefficients A, B et m, les températures d’origine déformations plastiques et frottement outil-matiere ont
été intensifiées dans les bandes de cisaillement présentant un adoucissement important de la matiere.
Par conséquent, un glissement plus significatif de la matiere a lieu au niveau du plan de cisaillement
entrainant une segmentation plus prononcée. En revanche, une augmentation du coefficient n a mené a
une légere diminution de la température située dans la bande de cisaillement. Cet adoucissement moins
significatif de la matiére participe a la réduction notée dans la segmentation, d’ou I’augmentation notée
dans le facteur Sy, %.

II1.3.2 Résultats en efforts de coupe et d’avance

Les efforts moyens de coupe et d’avance obtenus suite a la variation de chacun des coefficients de JC
sont illustrés par la Figure III-13. En corrélation avec les résultats en S, %, les efforts moyens prédits
varient aléatoirement d’un faible pourcentage avec le changement apporté au coefficient C, et ceci quelle
que soit la vitesse de coupe définie. Quant au coefficient n, les simulations numériques ont montré que
son augmentation entraine une diminution des efforts F. et Fr. Contrairement, I’augmentation de la
valeur des coefficients A, B et m a conduit & une augmentation des efforts de coupe et d’avance.

L’ordre de variations apportées aux efforts numériques change non seulement en fonction des
coefficients de JC, mais aussi de la vitesse de coupe. En effet, la Figure III-13a montre que pour une
vitesse de coupe de 75 m/min, une variation du coefficient B n’a entrainé pratiquement aucun
changement sur I’effort de coupe, contrairement aux coefficients A et m. Mais, pour une vitesse de coupe
plus élevée (soit V. = 180 m/min), I’effet de B sur F. est du méme ordre de grandeur que celui de n et
de m. En revanche, quelle que soit la vitesse de coupe, le coefficient A a gardé son effet dominant sur
les prédictions en termes d'efforts de coupe. Il est donc important de bien déterminer sa valeur afin de
réduire les écarts avec les efforts expérimentaux de coupe. Ce coefficient A a permis aussi de minimiser
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les erreurs en termes d’efforts d”avance, surtout dans le cas d’une plus faible vitesse de coupe (75 m/min)
(voir Figure III-13(c)). Nous ajoutons que la dépendance de Fr aux coefficients de JC a été diminuée
avec I’augmentation de la vitesse de coupe, sauf avec n qui maintient un effet important sur les efforts
prédits (voir Figure III-13d).
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Figure III-12 Effet des coefficients (a-d) A, (e-h) B, (i-1) n et (m-p) m de la loi de JC sur la distribution
de la température dans les bandes de cisaillement (V. = 75 m/min, f= 0,1 mm/tr et a, = 3 mm)
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I11.3.3 Etude d’un cas particulier

L’étude précédente est basée sur I'utilisation des coefficients fixes du modele de JC (donné par
I’équation (I-1)). Or, il a été montré dans plusieurs étude de la littérature ( (Vaultrot, 2012), (Germain,
et al., 2013), (Kpenyigba, 2013)) qu’une identification adéquate, sur des intervalles élevés de vitesses
de déformation et de températures, des coefficients de la loi de JC est nécessaire. Elle vient du fait que
la valeur des coefficients des termes de viscosité (C) et/ou d’adoucissement thermique (m) varie
significativement, dans le cas du Ti6Al4V, en fonction de la vitesse de déformation et de la température,
respectivement. Par conséquent, la modélisation de la coupe en utilisant des coefficients fixes du modele
thermo-viscoplastique de JC peut conduire a une mauvaise reproduction du comportement du matériau
sur tout le domaine de sollicitations. Pour cela, I’étude présentée dans cette section consiste a comparer
entre I’efficacité des modélisations numériques, et ceci en utilisant des coefficients de comportement de
JC fixes ou variables. Les criteres pris en considération dans cette étude sont la convergence de la
morphologie du copeau et le maintien des temps de calcul raisonnables. Seul I’effet de la définition des
coefficients C et m variables sur la modélisation de la coupe est étudié.

Des simulations numériques 2D sont effectuées en prenant compte de la dépendance des coefficients C
et m a la vitesse de déformation et a la température, respectivement. Ils seront désignés dans la suite par
C(¢) et m(T). La définition de ces deux coefficients, sur des domaines de sollicitations, a pour but
d’étudier I’intérét de prendre compte de leur variation en fonction de la température et de la vitesse de
déformation sur la modélisation de 1’usinage du Ti6Al4V. Les valeurs de C(¢) et m(T) ainsi que des
autres coefficients du modele thermo-viscoplastique de JC correspondent a celles déterminées par
Germain et al (Germain, et al., 2013) (voir simulation (1) du Tableau III-3). Les résultats numériques
obtenus avec ces coefficients ainsi qu’avec d’autres simulations numériques (simulations 2, 3,4, 5 et 6
du Tableau I1I-3), a lesquelles un seul coefficient est supposé variable (C(¢) ou m(T)), ont été comparés
a ceux expérimentaux de la littérature.

Tableau III-3 Coefficients de JC utilisés pour la modélisation de la coupe orthogonale du Ti6Al4V

N°de la A B C
simulation (MPa) (MPa) " "
é<10°s™! é10%s! T°<600°C  T°>600°C
7°<600°C  T°>600°C
2 950 331 0,378 0,02 I 0.18
3 950 331 0,378 0,09 1T1< o00°C g 1>8600 £
&<10°s &10%T!
4 950 331 0,378 0.02 0.00 0,18
4<10%s™! &>10%s!
5 950 331 0,378 0.02 0.00 1,1
é<10°s™! é10°s!
6 950 331 0,378 0.02 0.00 0,64

Il est a noter que les lois de comportement ont été€ définies sous une forme tabulée. La vitesse de coupe,
I’avance et la largeur de coupe étudiées dans cette partie sont respectivement égales a 75 m/min,
0,1 mm/tr et 3 mm.

La morphologie du copeau obtenue avec les six lois de comportement est représentée par la Figure
II1-14. Les copeaux simulés différent considérablement d’une modélisation a une autre tel qu’ils passent
d’une morphologie continue (cas de la simulation (4)) a une autre parfaitement segmentée (cas de la
simulation (3)). Dans le cas de la définition simultanée de C(¢) et m(T), un copeau en dents de scie est
obtenu. Cette segmentation a été maintenue méme avec un coefficient de viscosité C fixe (Figure
III-14(2 et 3)). Toutefois, les géométries des festons formés avec deux valeurs de C (soient de 0,02 et
0,09) different 1égerement. Dans le cas ou seule la dépendance du coefficient C a la vitesse de
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déformation est considérée, la Figure I1I-14(4-6) montre que plus m est faible plus la segmentation du
copeau disparait, donnant lieu a un copeau parfaitement continu (cas de m = 0,2). Ce résultat justifie que
méme si ce coefficient n’a pas montré un effet assez prononcé sur la segmentation lorsqu’il a été varié
dans des intervalles plus maitrisés (m0*°%), une mauvaise détermination de sa valeur risque de
contribuer a une morphologie du copeau en désaccord a celle expérimentale.
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Figure I11I-14 Morphologie du copeau obtenue avec différents jeux de coefficients de JC : (1) met C
variables, (2) m variable et C = 0,02, (3) m variable et C = 0,09, (4) m = 0,18 et C variable, (5) m=1,1
et C variable et (6) m = 0,64 et C variable

Le rapport de segmentation Gy,% correspondant a chaque simulation numérique a été déterminé et
comparé a celui expérimental. La Figure III-15 montre la diminution du rapport Gy,% avec
I’augmentation du coefficient C. Un niveau intéressant de corrélation avec les résultats expérimentaux,
supérieur a celui résultant de la simulation (1), a été obtenu avec un coefficient de viscosité de 0,02 et
un coefficient d’adoucissement thermique variable (C = 0,02 et m variable).

80

Exp (1] (2] 3] [5] JCH

Figure III-15 Comparaison du degré de segmentation du copeau expérimental a celui numérique
simulé avec différents jeux de coefficients de JC (V. =75 m/min, f= 0,1 mm/tr et a, = 3 mm)

D’apres le Tableau III-4, un temps de calcul CPU raisonnable, proche de celui correspondant a la
modélisation de la coupe avec des coefficients de JC fixes (cas des coefficients de JC(f)), est obtenu
avec la simulation (2). Toutefois, I’augmentation significative du temps CPU lorsque des coefficients
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variables sont définis au modele numérique, soient C(¢) et m(T), diminue de I’efficacité de la
modélisation.

Tableau III-4 Effet de la définition des coefficients variables du modele de plasticité de JC sur le
temps de calcul

N° de la simulation (D) ) 3) (@Y) 5 (6) JC(f)
Temps CPU (min) 1326 797 1094 967 1184 833 700

D’autre part, la comparaison avec les résultats de la simulation de la coupe en utilisant des coefficients
constants de JC (JC(f) du Tableau III-1) montre un rapport de segmentation trés proche a celui obtenu
avec les simulations (3) et (5), ayant des temps de calcul plus supérieurs (voir Tableau I11-4).

En conclusion, il a ét¢ montré dans cette étude que remplacer les coefficients fixes des termes de
viscosité et d’adoucissement thermique par des fonctions, soient C(¢) et m(7T), n’est pas toujours la
solution la plus efficace, notamment dans le cas des faibles avances, et ceci a cause de 1’augmentation
notée dans les temps de calcul. De plus, I’obtention des résultats en Gi;% tres proches lorsque des
simulations numériques ont été effectuées en utilisant des coefficients variables (simulations (3) et (5))
ou fixes (JC(f)) met en évidence I’intérét d’utiliser des coefficients fixes, adéquatement identifiés, de la
loi de comportement de JC que plutot alourdir les calculs par 1’introduction des couplages de type
‘coefficient de viscosité-vitesse de déformation’.

Complémentairement aux résultats de la partie précédente (I11.3.1), il a ét€ montré par la présente étude
que mé&me avec une variation plus importante de la valeur du coefficient C, son effet sur la morphologie
du copeau est tres inférieur a celui des autres coefficients du modele d JC. La prise en considération de
la dépendance de C a la vitesse de déformation ne fait qu’augmenter les temps de calcul sans trop agir
sur la fiabilité des modeles numériques, alors qu’avec la définition d’un coefficient variable du terme
d’adoucissement thermique (m(7)), la segmentation du copeau a été parfaitement reproduite sans trop
augmenter les temps de calcul.

I11.3.4 Synthése

Le Tableau III-5 regroupe les principaux résultats liés a I’effet des coefficients rhéologiques de JC sur
la modélisation de la coupe orthogonale du Ti6Al4V. Il a été montré dans un premier temps que les
coefficients du terme d’écrouissage du modele de JC (A, B et n), suivi en deuxieme lieu par ceux du
terme d’adoucissement thermique (), sont les plus agissants sur la MEF de la coupe orthogonale du
Ti6Al4V, contrairement au coefficient C qui agit faiblement sur les résultats numériques. De plus, il a
été montré qu’une variation des valeurs des coefficients A, B et n a moins d’effet sur la segmentation du
copeau et la géométrie des festons lorsque la vitesse de coupe augmente. L’étude menée dans cette
section a mis 1’accent sur la dépendance de I’effort de coupe au coefficient A. Par contre, un effet
significatif des coefficients A, n et m du modele de plasticité de JC sur I’effort d’avance a été souligné.

Tableau III-5 Dépendance de 1a morphologie du copeau et des efforts de coupe aux coefficients du
modele thermo-viscoplastique de JC et aux intervalles de leurs variations (pas d’effet (~), changement
dans le sens de diminution (=) ou d’augmentation (+) du parametre étudié)

A125% BiZ5% niZ5% Ciz5% C164% moﬁS% m0172%
Sseg %0 -= - ++ ~ ~ - -
F. ++ + - ~ +
F ++ + —— ~ ++

La faible dépendance de la segmentation du copeau au coefficient C a été maintenue méme avec une
variation plus importante de sa valeur (C = 0,02 et C = 0,09). Ces résultats confirment I’intérét de ne pas
alourdir les calculs, dans le cas des faibles avances, par la définition d’un coefficient C qui varie avec la
vitesse de déformation. En contrepartie, la transition d’un copeau continu a fortement segmenté suite a
une variation plus prononcée du coefficient m (soit m varie entre 0,18 et 1,1) justifie I'importance de ce
coefficient sur la fiabilisation de la modélisation numérique en termes de la morphologie du copeau.
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Nous ajoutons que suite a la définition d’une fonction m(T) I’ obtention des niveaux de corrélation plus
intéressants avec les résultats expérimentaux met en évidence 1’avantage de prendre en considération de
cette dépendance dans les futures études numériques de la coupe orthogonale du Ti6Al4V pour garantir
des modélisations plus fiables.

II1.4 Dépendance de la MEF aux coefficients d’endommagement

Nous nous intéressons dans cette partie a étudier la dépendance des modeles numériques aux parametres
de la loi d’endommagement. Comme pour la partie précédente, les mémes modeles d’endommagement
(d’initiation et de propagation) sont définis, mais dont seuls leurs coefficients sont variés de fagon
séparée. Les coefficients donnés par le Tableau II-4 présentent les coefficients définis dans cette étude.
Nous présentons par le Tableau I1I-6 les différents jeux de coefficients définis aux modeles numériques
et le numéro de la simulation qui la correspond.

Tableau III-6 Coefficients d’endommagement étudiés et numéro de la simulation correspondante

N° de la simulation 1 2 3 4 5 6
Changement effectué 125% D;  [10% D; 110% D; 125% D;  |25% D>  |[10% D-
N° de la simulation 7 8 9 10 11 12
Changement effectué 110% D>  125% D>  |25% D3  |10% D3  110% D3  125% D3
N° de la simulation 13 14 15 16 17 18
Changement effectué 125% Dy [10% Dy 110% Dy 125% D4 |25% Ds  [10% Ds
N° de la simulation 19 20 21 22 23 24

Changement effectué 110% Ds  125% Ds  |25% Gy [10% G  110% Gy 125% Gy

Il est & noter que les coefficients du modele thermo-viscoplastique de JC utilisés dans toutes les
simulations numériques correspondent au jeu de parametres JC(f) donné par le Tableau III-1. Ces
coefficients sont maintenus constants dans toutes les simulations numériques. L’effet de I’énergie a la
rupture Gy sur la morphologie du copeau et les efforts de coupe a été aussi étudié. Comme pour les
parametres de la loi d’endommagement, une variation de £10% et £25% a été effectuée a la valeur
initiale de cette énergie.

II1.4.1 Etude de la dépendance de la morphologie du copeau aux coefficients
d’endommagement

La Figure III-16 illustre les copeaux simulés avec les différents jeux de coefficients d’endommagement
dans le cas d’une vitesse de coupe de 75 m/min. La morphologie du copeau, notamment son rayon de
courbure, est faiblement influencée par les changements apportés aux coefficients d’endommagement
du modele de JC, ce qui n’est pas le cas pour I’énergie G. Un copeau de faible rayon de courbure a été
simulé en diminuant la valeur de 1’énergie de la rupture. De méme la segmentation du copeau a été
atténuée suite a la diminution de Gy En contrepartie, les copeaux obtenus avec les simulations de (1) a
(20) sont généralement d’une segmentation tres proche. Cette faible dépendance du festonnage aux
coefficients du modele d’initiation d’endommagement de JC (D;) met I’accent sur 1’effet prépondérant
de la loi contrdlant I’évolution de I’endommagement jusqu’a la rupture totale de I'EF (Gy). Notons tout
de méme que pour une méme distance parcourue (soit de 1,25 mm), une réduction dans le nombre de
festons a été remarquée suite a une augmentation du coefficient D:.

L’effet de chacun des coefficients des modeles d’initiation et d’évolution d’endommagement sur la
géométrie des festons a été étudié. Des mesures des hauteurs de crétes H et de vallées h des copeaux ont
été effectuées. Le rapport de segmentation Gy;% et le facteur de sensibilité S,,% obtenus avec les
différents jeux de coefficients d’endommagement ont été calculés pour les deux vitesses de coupe
étudiées, soient 75 m/min et 180,m/min. La Figure III-17 montre que quelle que soit la vitesse de coupe,
I’énergie a la rupture est d’un effet crucial sur la modélisation de la segmentation du copeau tel qu’une
forte élévation du facteur Sy,% a été obtenue suite a I’augmentation de Gy ce qui n’est le cas avec les
coefficients de la loi d’endommagement de JC. L’ordre des variations dans les valeurs déterminées de
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Sseg% dues a la définition des différentes valeurs de D; est tres inférieur a celui correspondant a Gy. Un
changement ne dépassant pas les 15% a été obtenu suite a la définition des valeurs différentes de D;, D>
et Ds. Pour le cas de la modélisation de la coupe en utilisant différentes valeurs de Du, Sy;% varie
d’environ 5%, tres inférieur a celui di aux changements apportés a la valeur de I’énergie a la rupture Gy.
Toutefois, les modélisations numériques montrent que le coefficient D3 n’a pratiquement aucun effet sur
I’intensité de la segmentation du copeau.
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Figure I1I-16 Effet des coefficients d'endommagement sur la morphologie du copeau (V. =75 m/min,
f=0,1 mm/tr et a, =3 mm)
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Pour expliquer cette indépendance de la géométrie des festons au coefficient D3, la déformation plastique
correspondante a I’initiation de I’endommagement &g, a été€ déterminée pour différentes valeurs de D;.
La Figure III-18c illustre un effet négligeable de ce coefficient sur I’initiation de I’endommagement
dans le matériau. En contrepartie, I’augmentation de D; (ou de D) résulte a une élévation de €gnqo, €t
donc a une initiation tardive de I’endommagement. Par conséquent, des copeaux moins festonnés sont
susceptibles d’étre modélisés lorsque le coefficient D; (ou D) est augmenté (voir Figure 1II-17). Pour
la méme raison, une élévation dans Ds a entrainé une augmentation du facteur de segmentation S.%.
Toutefois, c’est avec 1’élévation dans la valeur du coefficient D, que la segmentation du copeau devient
moins significative.
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Figure I1I-17 Dépendance du facteur de sensibilité de la segmentation du copeau aux coefficients
d’endommagement : (a) V. = 75 m/min et (b) V. = 180 m/min
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Figure I11-18 Effet des coefficients (a) D;, (b) D: et (c) D; sur la déformation correspondante a
I’initiation d’endommagement

La modélisation de 1’'usinage du Ti6Al4V a une vitesse de coupe plus élevée, soit 180 m/min, a entrainé
une légere diminution de I’ordre de variations du facteur S.,% lorsque la valeur des coefficients
d’endommagement de JC est changée, ce qui n’est pas le cas de 1’énergie a la rupture. D’apres la Figure
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II-17, les changements subits par le facteur Sy;% suite a la variation de 1’énergie Gy sont plus
significatifs pour une vitesse de coupe de 180 m/min.

I11.4.2 Effet des coefficients d’endommagement sur les efforts numériques

L’effet des coefficients d’endommagement sur les efforts numériques a été étudié. La Figure III-19
illustre les efforts moyens de coupe et d’avance obtenus par les deux vitesses de coupe étudiées, soient
75 m/min et 180 m/min.

En corrélation avec les conclusions énoncées sur la dépendance de la morphologie du copeau aux
coefficients d’endommagement, I’énergie Gy a un effet dominant sur F. et Fy, et ceci quelle que soit la
vitesse de coupe. La variation de sa valeur dans les intervalles étudiées a entrainé des modifications
d’environ 22% et 32% pour les efforts de coupe et d’avance, respectivement. Par conséquent, 1’énergie
a la rupture permet non seulement un meilleur controle de la segmentation, mais aussi la réduction des
écarts avec les efforts expérimentaux.

En ce qui concerne le modele d’initiation d’endommagement de JC, une haute précision est demandée
lors de la détermination du coefficient D, vue son effet prononcé sur F. et Fy(d apres la Figure I111-19).
Pour les autres coefficients du terme de triaxialité (D; et D3), ils agissent de fagon moins significative
sur les efforts simulés. En général, les deux termes de sensibilité a la vitesse de déformation et a la
température présentent moins d’effet, notamment sur Ft, ce qui est attribué principalement a leur faible
effet sur I'initiation de I’endommagement dans le matériau.
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Figure I1I-19 Effet des coefficients d’endommagement sur les efforts moyens (a et b) de coupe et (c et
d) d’avance : (aetc) V. =75 m/minet (b et d) V.= 180 m/min
II1.4.3 Etude d’un cas particulier

Le but de cette étude est de déterminer I’effet de la déformation initiale & la rupture, du taux de triaxialité,
de la vitesse de déformation et de la température sur la segmentation du copeau et la localisation du
cisaillement dans les bandes fortement déformées. Pour cela, des simulations numériques ont été
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effectuées lorsqu’un seul coefficient du modele d’endommagement de JC est supposé nul (D; = 0 avec
i varie entre 1 et 5) tandis que les autres sont pris égaux a ceux du Tableau 11-4.

D’apres la Figure III-20, nous constatons que lorsque D; est nul, le glissement de la matiere selon le
plan de cisaillement devient faible, inférieur a celui résultant des autres simulations. Cette diminution
dans la segmentation a été suivie par une augmentation de la largeur des festons, d’ou son effet combiné
sur la segmentation du copeau et sa fréquence. Toutefois, avec une valeur nulle des deux autres
coefficients du terme de sensibilité au taux de triaxialité (D: et D3), le festonnage du copeau a été
légerement intensifié et le nombre des festons simulés aprés une méme distance parcourue a été
augmenté. Cela montre bien que, complémentairement aux conclusions précitées, la définition des
coefficients nuls du modele d’endommagement de JC agit faiblement sur le festonnage du copeau,
impliquant par conséquent un effet médiocre du modele d’initiation d’endommagement (par rapport a
celui d’évolution d’endommagement) sur la modélisation du processus de formation du copeau.
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Figure I1I-20 Morphologie du copeau obtenue avec des coefficients nuls du modele
d’endommagement de JC : (a) D; =0, (b) D>=0, (c) D3 =0, (d) D4=0 et (e) D5 =0 (V. =75 m/min)

60 —M

D1=0 D2=0 D3=0 D4=0 D5=0

Figure III-21 Comparaison des rapports de segmentation obtenus en utilisant des coefficients nuls du
modele d’initiation d’endommagement de JC (D;=0aveci=1,2,...5)

D’apres la Figure I11-21, le rapport de segmentation Gy.;% est 1égerement varié suite a I’annulation de
I’un des coefficients du modele d’endommagement de JC. Des rapports Gy,% trés proches de celui
résultant de la définition des coefficients d’endommagement de référence (donnés par le Tableau 11-4)
ont été obtenus avec les différentes simulations numériques. Ce résultat met 1’accent sur 1’effet
négligeable que présente le modele d’initiation de I’endommagement. En effet, la fiabilisation de la
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reproduction du comportement du matériau endommagé, notamment dans le cas de 'usinage du
Ti6Al4V, nécessite en premier lieu une détermination précise de son énergie a la rupture Gy.

I11.4.4 Synthése

Il a été montré par la présente étude que la précision dans la définition du comportement du matériau
endommagé lors de la MEF de la coupe orthogonale est cruciale pour atteindre des niveaux de
corrélation assez importants. La définition adéquate du critére énergétique décrivant 1’évolution de
I’endommagement dans le matériau a usiner a un effet dominant sur les résultats de la simulation
numérique tel qu’il entraine des changements significatifs en termes de la segmentation du copeau et
des efforts numériques. Quant au modele d’initiation d’endommagement (modele de JC dans notre cas),
il intervient faiblement sur la fiabilisation de la modélisation du processus de coupe. Le Tableau III-7
regroupe les principaux résultats obtenus dans cette étude paramétrique sur ’effet des coefficients

d’endommagement.

Tableau III-7 Effet de la surestimation des coefficients d’endommagement sur la segmentation du
copeau et les efforts de coupe ((~) pas d’effet, (+) augmentation et (—) diminution du parametre étudié

D, D; D; Dy Ds Gy
Sseg %o + + ~ - + ++
F. - ++ + + ~ ++
Fy + ++ + ~ ~ ++

Une faible dépendance de la segmentation du copeau et de la géométrie des festons aux coefficients du
modele d’endommagement de JC a été remarquée. Toutefois, un effet plus marqué du coefficient D, sur
la prédiction des efforts F. et Fra été notée, notamment dans le cas d’une vitesse de coupe de 75 m/min.

Suite a la définition des valeurs nulles des coefficients d’endommagement de JC (D; =0 avec i =1, 2,
...5), des faibles changements ont été apportés au rapport de segmentation Gy, %, ce qui n’est pas le cas
pour I’énergie a la rupture Gy. Cette énergie doit étre adéquatement déterminée (et ceci en tenant compte
des propriétés mécaniques de la piéce a usiner, du type de maillage utilisé, de la taille des éléments, etc.)
afin de permettre une augmentation des niveaux de corrélation avec les résultats expérimentaux, et donc
la fiabilisation des modeles numériques, sans la nécessité d’apporter des cofits supplémentaires a la
modélisation numérique.

II1.5 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons étudié la dépendance de la morphologie du copeau et des efforts
numériques aux coefficients des lois de plasticité et d’endommagement (initiation et évolution). Trois
facteurs présentés par le rapport de segmentation G, %, le facteur de sensibilité de la segmentation au
coefficient de comportement étudié Sy, % et I’intensité du festonnage CSI ont été définis. Ces parametres
ont pour but de quantifier I’effet des coefficients des lois étudiées sur la segmentation et la propagation
de la déformation plastique dans le copeau.

Les travaux menés dans ce chapitre ont montré que les écarts entre les résultats numériques et ceux
expérimentaux peuvent étre significativement diminués avec une identification adéquate de certains
coefficients de la loi thermo-viscoplastique de JC. Les variations effectuées sur les coefficients A, B et
n du terme d’écrouissage ont apporté des changements significatifs sur la segmentation du copeau. Avec
un ordre de variation plus élevé du coefficient d’adoucissement thermique m, une dépendance plus
significative de la morphologie du copeau a ce coefficient a été notée. Des copeaux de morphologie
continue jusqu’a fortement segmentée ont été simulés, traduisant la nécessité de maintenir un niveau de
précision acceptable lors de 1’identification du coefficient m. Pour les efforts de coupe, ils dépendent
principalement du coefficient A tandis que les efforts d’avance varient en fonction des valeurs définies
des coefficients A, B, n et m.

Une variation séparée des coefficients du modele d’endommagement de JC et de 1’énergie a la rupture
a été effectuée tout en maintenant constants les coefficients de plasticité. Les résultats trouvés ont
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souligné I’effet important de 1’énergie a la rupture (contrdlant 1’évolution de I’endommagent) sur la
segmentation des copeaux ainsi que sur la prédiction des efforts de coupe et d’avance, par rapport aux
coefficients de la loi d’endommagement de JC (décrivant l’initiation de 1’endommagement). En
contrepartie, il a été montré que la définition adéquate de la déformation initiale a la rupture et de
I’exposant de triaxialité contribue a une minimisation des erreurs en termes de F.. Quant a 1’effort
d’avance, il est principalement influencé par I’énergie Gyet le coefficient D;.

Apres avoir détaillé la modélisation 2D de la coupe orthogonale et les principaux facteurs permettant sa
fiabilisation, nous étudions dans le chapitre suivant les phénomenes 3D accompagnant le processus
d’enlévement de la matiére. L’objectif principal des travaux présentés ultérieurement est de déterminer
les apports d’'une modélisation 3D ainsi que son efficacité en termes de la reproduction de 1’usinage du
Ti6Al4V a différentes conditions de coupe.
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Chapitre IV.
Analyse expérimentale et modélisation
numérique 3D de la coupe orthogonale

La compréhension approfondie des phénomenes thermomécaniques accompagnant la formation du
copeau nécessite I'utilisation des modeles numériques fiables. Malgré les résultats intéressants obtenus
avec la modélisation numérique 2D de la coupe orthogonale, il ne faut pas oublier les nombreuses
simplifications qui lui sont associées. A titre d’exemple, on peut citer qu'une hypothése d’une
déformation plane, par exemple, fréquemment utilisée dans les simulations 2D d’un essai de tournage,
est focalisée sur 1’étude des phénomenes se produisant au plan médian de la piece, alors que
I’écoulement de la matiere sur les bords est plutot observé avec une hypothese de contrainte plane
(Germain, 2006). Ces effets de bords ne peuvent pas étre considérés comme négligeables et par
conséquent I’hypothese d’une déformation plane n’est pas valable sur toute la largeur de coupe. De plus,
Pottier et al (Pottier, et al., 2014) ont montré, a partir des observations par caméra rapide de la zone de
coupe, que la formation du copeau est un phénomeéne 3D méme pour une configuration de coupe
orthogonale. Une modélisation 3D s’impose alors a cause de sa capacité de tenir en considération des
changements subits par la matiere sur toute la largeur de coupe. Cependant, il reste a vérifier, comme
pour la modélisation 2D, la stabilité des simulations numériques ainsi que leur pertinence en fonction
des données d’entrées.

Dans ce chapitre, des essais expérimentaux du tournage orthogonal du Ti6Al4V a différentes vitesses
de coupe et différentes avances ont été effectués dans un premier temps. La dépendance de la
morphologie du copeau, de la géométrie des festons et des efforts expérimentaux aux conditions de
coupe testées est étudiée. Par la suite, des modélisations numériques 3D du processus d’enlevement de
la matiere a différentes conditions de coupe sont mises en place. La capacité de ces modeles a prédire
précisément la segmentation du copeau et les efforts de coupe est déterminée. La validation de ces
modeles 3D est effectuée pour plusieurs vitesses de coupe et d’avance et ceci en comparant les résultats
numériques a ceux expérimentaux a montré un niveau intéressant de corrélation pour des faibles
avances, mais aussi des avances élevées. La distribution de la déformation plastique, de la température
et de I’endommagement dans le copeau formé, ainsi que leur propagation dans 1’épaisseur, sont
soigneusement déterminées et analysées. L’impact des conditions de coupe sur les effets de bords est
aussi étudié.

IV.1 Etude expérimentale de la coupe orthogonale de I’alliage de titane
Ti6Al4V

IV.1.1 Mise en place des essais expérimentaux

Des essais de coupe orthogonale ont été menés sur un tour a commande numérique de type LEADWELL
LTC25iL (2500 tr/min et 25 kW). La piece a usiner a été préalablement préparée avec des rainures de
largeur 3 mm (voir Figure IV-1). Des plaquettes (AP40 122002 de chez ARNO) en carbure de tungstene
ont été€ montées sur I’outil de coupe. Ces plaquettes dont aucun revétement n’est utilisé sont toutes de la
méme géométrie. Les angles de coupe et en dépouille sont respectivement égaux a 7° et 6°. Le Tableau
IV-1 regroupe les conditions de coupe définies dans cette étude.

Pour chaque condition de coupe, la mesure de I’effort de coupe et d’avance a été effectuée en utilisant
une platine Kistler 5297B. Des observations au microscope optique a lumiere polarisée ont été effectuées
sur les copeaux préalablement enrobés, polis et attaqués chimiquement par du réactif de Kroll (pendant
environ 5 secondes). L utilisation de ce réactif a pour but de révéler la microstructure de 1’alliage étudié,
le Ti6AI4V.
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Dynamometre

Figure IV-1 Montage expérimental des essais de tournage orthogonal

Tableau IV-1 Conditions de coupe des essais expérimentaux

Parametre de coupe Valeur

Vitesse de coupe V. (m/min) 45_60_75
Avance f (mm/tr) 0,15_0,22_0,3
Largeur de coupe a, (mm) 3

IV.1.2 Résultats expérimentaux

1V.1.2.1 Effet des conditions de coupe sur la morphologie du copeau

La Figure IV-2 illustre la morphologie du copeau expérimentalement obtenu pour chaque condition de
coupe. Un copeau en dents de scie est formé tel que 1’intensité de sa segmentation et la géométrie des
festons varie en fonction de la vitesse de coupe et de I’avance. La propagation des fissures au sein des
bandes de cisaillement differe aussi d’un copeau a un autre. Avec I’application de la plus faible vitesse
de coupe et d’avance (45 m/min et 0,15 mm/tr respectivement), un copeau segmenté avec une alternance
entre des segments inégaux est notée. Cette alternance a disparue progressivement en augmentant la
vitesse de coupe et I’avance jusqu’a ce qu’un copeau avec des festons parfaitement réguliers, de taille
plus importante, et des bandes de cisaillement plus marquées est formé avec des conditions de coupe
plus séveres (V. = 75 m/min et f = 0,3 mm/tr par exemple).

Ces premiers résultats expérimentaux montrent un effet dominant de 1’avance sur la morphologie du
copeau par rapport a celui de la vitesse de coupe. La définition d’une avance élevée (soit de 0,3 mm/tr)
entraine un élargissement des festons ainsi qu’un glissement plus marqué de la matiere enlevée au sein
des bandes de fortes déformations, d’ou la formation d’un copeau fortement segmenté avec des fissures
plus propagées au sein des bandes de cisaillement.

Des la pénétration de 1’outil dans la piece a usiner, un glissement de la matiere a lieu entrainant un
déplacement des nodules de la phase B, situés dans les bandes de cisaillement, dans la méme direction
d’écoulement et ceci quel que soit la vitesse de coupe. En revanche, entre deux bandes de cisaillement
consécutives, la déformation est tres faible. Le cceur des festons garde pratiquement sa microstructure
initiale. D’autre part, des fissures sont également remarquées en continuité des bandes de cisaillement
fortement déformées. Ces fissures sont de plus en plus marquées avec des conditions de coupe séveres
(vitesse de coupe et d’avance élevées).
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Figure IV-2 Morphologie du copeau obtenue avec différentes conditions de coupe

Toutefois, il est difficile avec des observations post-mortem des copeaux de savoir ou la fissure s’est
initiée et dans qu’elle direction elle s’est propagée. Pottier et al (Pottier, et al., 2014) ont proposé
plusieurs scénarios pour la formation des fissures qui s’initient au niveau de la pointe outil et se
propagent vers la surface libre (voir Figure I-27). Cette observation est d’ailleurs conforme aux résultats
numériques précédemment présentés par les chapitres II et IIT ou il a été montré par les différentes
simulations que de tres fortes déformations sont propagées de la surface interne de la matiere enlevée,
en contact avec la pointe outil, vers celle externe. En revanche, le fait que la base des festons, située
contre la face de coupe de I'outil, reste ‘soudée’ (a cause de tres fortes contraintes hydrostatiques
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soumises a cette zone), cela donne 1I’impression d’avoir une fissure qui s’est initiée sur la surface libre
du copeau et propagée vers celle en contact avec 1’outil de coupe.

Du point de vue qualitatif, des mesures des hauteurs moyennes de crétes (H) et de vallées (4) des festons
ainsi que de leurs largeurs (L,) ont été effectuées. Les résultats obtenus sont illustrés par la Figure IV-3.
Ces trois parametres géométriques montrent une faible dépendance a la vitesse de coupe. Toutefois,
avec la définition de différentes avances, des changements plus significatifs ont été remarqués,
particulierement pour H et L,. En effet, une augmentation de 1’avance de 0,15 mm/tr a 0,3 mm/tr a
conduit, sous certaines conditions (V. = 45 m/min par exemple), a doubler les valeurs moyennes de H
et L,. En revanche, une variation moins significative de la hauteur de vallées, ne dépassant pas les 17%,
a été notée pour les différentes conditions de coupe.

a b
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Figure IV-3 Sensibilité de la géométrie des festons aux conditions de coupe : (a) hauteur moyenne de
crétes, (b) hauteur moyenne de vallées et (c) largeur moyenne des festons

1V.1.2.2 Effet des conditions de coupe sur les efforts de coupe et d’avance

Afin d’étudier I’effet des conditions de coupe sur la formation du copeau, la dépendance de I’effort
spécifique de coupe K. a la vitesse de coupe et a I’avance a été déterminée. La Figure IV-4 illustre une
diminution dans la valeur de K. avec I’application des conditions de coupe plus élevées. Une diminution
plus prononcée de K. (environ 300 MPa) a été notée suite a I’augmentation de 1’avance. Cette diminution
est expliquée par la quantité supérieure de matiere a enlever. Toutefois, en maintenant f constante et
faisant varier V. dans la gamme des vitesses étudiées, un changement moins significatif (<100MPa) a
été noté pour I’effort spécifique de coupe.

Nous illustrons par la Figure IV-5 les efforts moyens de coupe (tangentiel) et d’avance (radial)
déterminés pour les différentes conditions de coupe testées. Ces efforts sont mesurés une fois le régime
stabilisé est établi. En corrélation avec la forte dépendance du copeau et de I’effort spécifique a 1’avance,
des changements prononcés au niveau de la valeur moyenne des efforts moyens de coupe et d’avance
ont été remarqués en faisant varier 1’avance.

Nous ajoutons aussi que, quelle que soit 1’avance définie, F. diminue 1égerement avec I’augmentation
de la vitesse de coupe. Cette diminution est attribuée a 1’augmentation de la température dans les
interfaces de contact et dans les bandes de cisaillement lorsque la vitesse de coupe croit. L.’augmentation
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de la chaleur dans les bandes de cisaillement entraine un adoucissement plus prononcé de la matiere et
donc une contrainte d’écoulement plus faible. La variation des efforts mesurés reste cependant faible
(environ 5%) et quelle que soit I’avance. Il en ressort alors la faible sensibilité de F. a la vitesse de
coupe. Cependant, 1’augmentation de la vitesse de coupe a entrainé une élévation de 1’effort moyen
d’avance qui devient plus marqué pour les grandes avances (0,22 mm/tr et 0,3 mm/tr). A titre d’exemple,
pour une avance de 0,3mm/tr, Fy passe d’environ 850 N a 1 100 N en augmentant la vitesse de coupe
de 45 m/min a 75 m/min (voir Figure IV-5b).

| ——f=0,15mm/tr =f&=—f=0,22mm/tr =@=f=03mm/tr
2000

1800 .\.*.—
1600 .\.—’j

1400 T T
45 60 75
Ve (m/min)

Kc (MPa)

Figure IV-4 Effort spécifique de coupe correspondant aux différentes vitesses de coupe et avances
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Figure I'V-5 Sensibilité des efforts (a) de coupe et (b) d’avance a la vitesse de coupe et a 1’avance

1V.1.2.3 Synthese

Dans cette partie, des essais expérimentaux de tournage orthogonal a différentes vitesses de coupe et
avances ont été effectués. L’effet de ces deux parametres de coupe sur la morphologie du copeau, la
géométrie des festons et les efforts appliqués a 1’outil de coupe a été étudié. En apparence, sans la
considération de phénomenes d’usure, les résultats expérimentaux ont montré que la vitesse de coupe
influe peu sur le procédé d’usinage du Ti6Al4V en le comparant a I’avance. Cette faible dépendance a
la vitesse de coupe a été aussi remarquée par d’autres auteurs dans le cas de 1’usinage d’autres types
d’alliages de titane (tel que le Ti555-3 étudié€ par Braham-Bouchnak (Braham-Bouchnak, 2010)).

Il a été montré par la présente étude qu’avec une avance de 0,15 mm/tr, la variation de la vitesse de
coupe dans la gamme étudiée (entre 45 m/min et 75 m/min) un effet négligeable sur les hauteurs de
crétes et de vallées, les largeurs des festons et les efforts moyens de coupe et d’avance. Avec la définition
des avances plus élevées, la sensibilité de ces parametres a la vitesse de coupe devient plus significative,
mais reste faible par rapport a fayant plus d’effet sur le processus de coupe. L’ augmentation de 1’avance
(de 0,15 mm/tr a 0,3 mm/tr), et donc de la quantité de la matiere a enlever, a conduit a des variations
prononcées au niveau des parametres géométriques du copeau (H, h et L) et des efforts expérimentaux
(Fcet Fy).

Afin de mieux comprendre 1’origine de ces variations, il est important de connaitre les changements
instantanés subits par le matériau pendant son usinage. L.’évolution de la déformation plastique, de la

111



Chapitre IV

température et de I’endommagement dans différentes zones de sollicitations (les bandes de cisaillement
et les interfaces de contact), situées au niveau du plan médian de la piece ainsi que sur toute la largeur
de coupe, doit étre déterminée. Par conséquent, une étude numérique 3D s’est avérée nécessaire pour
une compréhension plus approfondie des phénomenes accompagnant la formation du copeau. Elle
présente 1’objectif principal de la partie suivante. Le choix de procéder a ce type d’analyse numérique
3D est expliqué par la présence des écoulements latéraux intenses qui accompagnent la définition des
avances €levées et qui n’ont pas été observés avec les modélisations numériques 2D présentées par les
deux chapitres précédents. Ces écoulements contribuent a la formation des bourrelets de taille non
négligeable, appliquant a leur tour des chargements supplémentaires sur 1’outil de coupe. La distribution
instantanée des champs thermiques, de la déformation plastique équivalente et de I’endommagement sur
toute la largeur du copeau sera aussi soigneusement analysée afin de déterminer le mode de propagation
des fissures dans le copeau.

IV.2 Modélisation 3D de la coupe orthogonale

Dans cette partie, des modélisations 3D de la coupe orthogonale sont mises en place. Elles sont
considérées comme avantageuses du fait qu’elles permettent d’éviter les hypotheses formulées pour les
modeles numériques 2D, et donc d’aboutir a la fiabilisation des simulations numériques. Les avantages
de la modélisation numérique 3D, notamment de la réduction des hypothéses simplificatrices (comme
la considération d’un cas simplifié de déformation plane) et son effet sur les prédictions seront comparés
a ceux obtenus avec une simulation numérique 2D, tout en tenant compte de sa capacité a maintenir des
temps de calcul raisonnables. En effet, la capacité des modeles 3D a reproduire avec précision les
différents phénomenes mis en jeu sur toute la largeur de coupe lors de la formation du copeau sera
analysée.

La validation des modeles numériques est effectuée par la comparaison des résultats prédits (la
morphologie des copeaux et les efforts) pour différentes conditions de coupe a ceux expérimentaux
présentés par la section IV.1.2. L’évolution instantanée des déformations et des températures ainsi que
la propagation de I’endommagement sur la largeur de coupe seront déterminées. Cette étude
s’intéressera aussi a déterminer 1’effet des conditions de coupe sur la formation des bourrelets,
expérimentalement observées, ainsi que sur leur géométrie. Les résultats obtenus seront utilisés pour
déterminer les conditions opérationnelles a partir desquelles les modeles numériques 2D basés sur une
hypothése de déformation plane ne sont plus capables de reproduire fidelement le processus de tournage
orthogonal du Ti6Al4V.

IV.2.1 Description du modéle numérique

Dans cette partie, une modélisation 3D de la coupe orthogonale est mise en place en utilisant le code de
calculs par EF Abaqus®/Explicit dans sa version 6.14. La formulation lagrangienne est définie en
dynamique avec la prise en compte des phénomenes thermiques. Similairement a 1’étude 2D du chapitre
précédent, la vitesse de coupe est définie a 1’outil tandis que la piece a usiner est supposée fixe. Des
conditions d’encastrement sont appliquées a sa base inférieure et a son extrémité comme il est indiqué
par la Figure IV-6. Afin de mieux contrdler les interactions outil-matiere et de minimiser les problemes
de distorsion de maillage, trois sous-parties superposées et liées (TIE) 1’une contre I’ autre sont utilisées
pour représenter la piéce a usiner. Nous désignons par P;, P, et P3 1a zone d’avance, la zone de passage
de I’outil de coupe et le support de la piece finie, respectivement. Aucun plan de symétrie n’a été défini
au modele numérique ce qui permet une liberté d’écoulement latéral de la matiere sur les deux extrémités
du copeau.

Afin d’alléger les calculs et de réduire suffisamment les temps nécessaires pour la modélisation d’un
essai d’usinage de tres courte durée (< 2ms), la largeur de coupe a été fixée a 0,5 mm (soit égale a
1/6 a, ). Pour la discrétisation du modele numérique, des éléments finis hexaedres a 8 nceuds C3D8RT,

auxquels une intégration réduite et un couplage en déplacement et température sont définis, ont été
utilisés dans cette étude 3D. La définition d’une intégration réduite a pour but de minimiser les temps
de calculs tres élevés liés a la définition d’une intégration complete (Atlati, 2012). Afin de mieux
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contrOler les déformations parasites connues par les modes Hourglass, la méthode Relax Stiffness basée
sur une intégration viscoélastique a été définie aux éléments de maillage.

Différentes tailles des EF sont utilisées pour la discrétisation spatiale du modele géométrique de sorte
que le maillage soit raffiné aux zones supposées a de fortes sollicitations et déraffiné avec la diminution
des gradients de contrainte. Ceci permet de ne pas augmenter déraisonnablement les temps de calculs
tout en maintenant la pertinence de I’étude numérique. Les éléments hexaedres utilisés pour mailler les
parties supérieures de la piéce a usiner (P; et P,) fortement sollicitées sont de taille
20 um x 20 um x 100 um. Pour la partie P3, la méme taille des éléments a été définie a sa face supérieure
mais le maillage devient plus grossier en profondeur. Le méme principe a été utilisé pour la discrétisation
de I’outil de coupe dont seul son rayon d’acuité est finement maillé (voir Figure IV-6). Il est a noter que
pour les différentes conditions de coupe (données par le Tableau IV-2), aucun changement n’est apporté

sur la discrétisation du modele numérique.

0,7 mm
/\ U,=U.=0 et UR=UR,=UR.=0 ‘

A U.=U,=U=0 et UR=UR,=UR.=0 Outil de ﬁ

Pi : Zone transformée en copeau de hauteur f
P2 : Zone de passage de 1’outil de hauteur d/
P;3: Piece finie de hauteur ’

Figure IV-6 Modele géométrique et conditions aux limites

Tableau IV-2 Propriétés géométriques et conditions d'usinage

Parametre étudié Valeur
Angle de coupe y (°) 2

Angle en dépouille a (°) 7

Rayon d’acuité r, (um) 20
Longueur de la piece L (mm) 3

Hauteur de la piece finie [’ (mm) 1

Hauteur de la zone de passage de 1’outil dI (mm) 0,03

Avance f (mm/tr) 0,1-0,15-0,22-0,3
Vitesse de coupe V. (m/min) 45 -60-175
Largeur de coupe a, (mm) 0,5
Coefficient de frottement de Coulomb u 0,1
Coefficient de Tresca Mrresca 1

Fraction de la chaleur d’origine déformation plastique 7, 0,9

Fraction de chaleur d’origine frottement 7y 1

Chaleur d’origine frottement transmise vers la piece fr 0,5

Pour la gestion du contact outil-piece, 1’algorithme maitre-esclave a été défini tel que les surfaces de
I’outil de coupe sont les surfaces maitre. Un deuxieme algorithme d’auto-contact a été utilisé afin de
gérer le contact copeau-face supérieure de la piece.
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Il est a noter que pour la reproduction de 1’aspect mécanique du frottement outil-piece, le modele de
frottement de Coulomb avec une limitation Tresca (donné par 1’équation (I1.6)) a été défini. L’avantage
principal de cette loi se présente par sa capacité de tenir compte des deux types de contact entre 1’outil
de coupe et la piece (collant et glissant) sans la nécessité d’augmenter le nombre des coefficients a
identifier. Quant a 1’aspect thermique du contact, nous supposons dans cette étude que la chaleur créée
lors de la formation du copeau provienne uniquement de la déformation plastique de la matiére enlevée
et du frottement outil-piece. Les valeurs correspondantes aux coefficients de partage de la chaleur et a
ceux du modele de frottement sont données par le Tableau IV-2.

Concernant le comportement des matériaux en contact, il est a noter que, similairement a 1’étude 2D
précédemment présentée (par les Chapitres II et III), I’outil de coupe en carbure de tungsténe est
considéré rigide tandis que la piece a usiner est supposée déformable. Le Tableau IV-2 regroupe les
différentes propriétés géométriques et les conditions d’usinage définies aux modeles numériques 3D.

Pour la modélisation de la séparation de la matiere et la reproduction de la segmentation du copeau, le
modele de comportement de JC, donné par les équations (I.1) et (II.1), a été défini. A titre de rappel,
nous regroupons par le Tableau IV-3 les coefficients de comportement correspondant a la loi de
plasticité et d’endommagement de JC. Dés qu'un endommagement est initi€ dans le matériau a usiner,
le critere énergétique de Hillerborg et al (Hillerborg, et al., 1976), décrit par 1’équation (I1.4), intervient
pour la reproduction de 1’évolution de I’endommagement dans le matériau jusqu’a atteindre la rupture
totale. Les propriétés physiques du matériau a usiner et de 1’outil de coupe sont regroupées par le Tableau
II-2.

Tableau IV-3 Coefficients de la loi de plasticité et d’endommagement de JC

Coefficients de plasticité Coefficients d’endommagement
A(MPa) | BMPa) | n C m | &(s") | D D; D; Dy Ds
1119 838,6 | 0,473 | 0,019 | 0,643 1 -0,09 | 0,25 -0,5 | 0,014 | 3,87

IV.2.2 Modélisation 3D de la formation du copeau

La Figure IV-7 illustre la morphologie du copeau prédite avec une modélisation 3D de la coupe
orthogonale a une vitesse de coupe et d’avance de 45 m/min et 0,3 mm/tr, respectivement. On remarque
que suite a la pénétration de I’outil dans la piece, un écoulement dans les trois directions a eu lieu. Des
bourrelets ont été formés sur les deux cotées libres du copeau simulé. Une zone de forte pression
hydrostatique a été obtenue au niveau du plan médian du copeau, notamment a I’interface de contact
copeau-outil de coupe. L’intensité de cette pression s’atténue en se déplacant du centre de la piece (plan
médian, déformation plane) vers les bords (extrémités de la piece, contrainte plane). Ceci met I’accent
sur le fait que la piece a usiner ainsi que 1’outil de coupe ne sont pas sollicités de la méme facon sur
toute sa largeur de coupe, ce qui confirme I’intérét de procéder a des modélisations numériques 3D.

La Figure IV-8 illustre la morphologie du copeau et la distribution de la déformation plastique
équivalente obtenues avec deux types de modélisation numérique, 2D et 3D. Les résultats obtenus avec
le modele numérique 3D, notamment au niveau du plan médian (Z = 0 mm) et ses bords
(Z = +0,25 mm), ne sont pas identiques tel qu’en passant d’une section a une autre, une 1égere différence
dans la géométrie des festons a été obtenue. Le glissement de la matiere enlevée suivant son plan de
cisaillement est accentué au niveau du plan médian du copeau par rapport a celui obtenu sur les bords.
Le festonnage, a son tour, devient moins prononcé sur les extrémités ou la matiere usinée se déforme
aussi latéralement. Méme si le pourcentage de la matiere écoulée sur les bords (selon la direction Z) est
négligeable par rapport a celui obtenu en épaisseur (dans le plan XY), il peut cependant avoir un effet
non négligeable sur la formation du copeau. Car, les charges thermiques et mécaniques supplémentaires,
d’origine bourrelets, appliqués a 1’outil de coupe génent le processus d’enlévement de matiere.

D’apres la Figure [V-8b-c, les bandes de cisaillement, sont soumises sur toute la largeur de coupe a des
niveaux de déformation tres €levés. Les déformations simulées sur les bords (les bourrelets) sont

N

supérieures a celles correspondantes au plan médian du copeau. Ces premiers résultats confirment
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I’intérét des modélisations numériques 3D qui permettent de tenir compte de la différence des grandeurs
physiques situées le long de la largeur de coupe, et donc d’approfondir la compréhension et la maitrise
du processus de coupe.

5 Pressure
(Auvg: 75%)
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+1.000e+03
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Bourrelet

Figure IV-7 Distribution de la pression hydrostatique dans le cas d’une modélisation 3D de la coupe
orthogonale (V. = 45 m/min et f = 0,3 mm)
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Figure IV-8 Morphologie du copeau et distribution de la déformation plastique équivalente dans le cas
d’une modélisation (a) 3D, (b) 3D_bord, (c) 3D_plan médian et (d) 2D (V. = 45m/min et f= 0,3mm)

La comparaison avec les résultats numériques obtenus avec une modélisation 2D de coupe orthogonale
(Figure IV-8d) montre la formation d’un copeau de morphologie différente pour les mémes conditions
de coupe. Le copeau est devenu plus ondulé dont une accélération dans la formation des bandes de
déformation est remarquée. Une réduction de la largeur des festons est donc obtenue. De plus, une
concentration de la déformation est prédite au milieu des bandes de cisaillement ce qui n’est pas le cas
d’une modélisation 3D. De plus, I’angle de cisaillement correspondant a la modélisation 2D est
supérieure a celui obtenu par une modélisation 3D. La différence notée entre les résultats numériques
(2D, 3D_plan médian et 3D_bords) montre d’une part I’effet des simplifications associées a 1’utilisation
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des modeles numériques 2D, présentées principalement par la négligence des effets de bords et la
supposition d’un cas de déformation plane, et d’autre part la différence entre les phénomenes se
produisant sur toute la largeur de coupe.

Une analyse détaillée des différentes étapes contrdlant la formation d’un feston a été effectuée.
L’évolution instantanée de la température et de la déformation plastique dans le copeau a été déterminée.
La Figure IV-9 montre que des la pénétration de 1’outil de coupe dans la piece, I’écoulement de la
matieére a induit une augmentation de la température, notamment au niveau de la matiére usinée en
contact avec le rayon d’acuité de I’outil. La température n’est pas également répartie sur toute la largeur
de coupe. Elle est plus importante au niveau du plan médian qu’a sur les bords de la piece. Cela est
expliqué par la différence dans les grandeurs mécaniques locales (frottement, pression...) appliquées en
tous points du copeau.

Feston 3D coupé par le plan XZ Feston 3D coupé par le
Feston 3D . P
(Surface supérieure) plan XY (Plan médian)
+8. +
Forte concentration iy ]
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Figure IV-9 Distribution de la température pour différents temps de coupe et plans d’observation
(Ve =45 m/min et f = 0,3 mm)
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Suite a la pénétration progressive de 1’outil de coupe dans la piece, la chaleur concentrée au niveau du
plan médian commence a se propager vers les bords (selon la direction Z) et le long du plan de
cisaillement. Cette chaleur, provenant principalement de 1’auto échauffement de la piece (par sa
déformation plastique), mais aussi du frottement outil-matiere, et propagée de fagcon non identique sur
la largeur du copeau est en corrélation avec la 1égere différence déja notée dans la géométrie des festons
(Figure IV-8b et c).

Apres la formation d’une premiere bande de cisaillement, des mesures de la température en cinq points
différents situés sur la surface libre supérieure du copeau et sur celle intérieure en contact avec 1’outil
de coupe ont été effectuées. Les résultats obtenus sont représentés par la Figure IV-10. Quelle que soit
la surface considérée, la température évolue de la méme facon tel qu’elle est maximale au niveau du
plan médian (Z = 0) et elle diminue sur les bords. La différence calculée est d’environ 130°C, soit
environ 12%, ce qui n’est pas négligeable. Nous ajoutons que les températures sont atténuées en
s’éloignant de la zone de contact, ou la matiere est fortement déformée (voir Figure IV-8b).
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Figure IV-10 Distribution de la température obtenue apres formation d’une premiere bande de
cisaillement (7. = 0,45ms, V. =45 m/min et f = 0,3 mm)

Le plan médian, caractérisé par des températures supérieures a celles situées sur les bords, présente une
contrainte d’écoulement plus faible, ce qui conduit a des déformations plus importantes et concentrées
comme indiqué par la Figure IV-11. L’adoucissement prononcé de la matiere au niveau de ce plan
(Z = 0) conduit a la formation d’une bande de cisaillement primaire plus concentrée que celle formée
aux extrémités.

Méme si les grandeurs thermomécaniques sont plus prononcées sur le plan médian, les mécanismes
contrdlant la formation d’un feston sont identiques a ceux se produisant sur les bords. Les déformations
plastiques sont élevées au niveau de la matiere en contact avec la pointe outil et elles se propagent vers
la surface libre créant la bande de cisaillement primaire (Figure IV-11). La comparaison entre la
géométrie du feston simulée sur les deux plans d’observation montre un glissement de la matiére,
toujours plus important au centre de la piece, selon son plan de cisaillement. Cela explique la différence
illustrée par la Figure IV-11 dans la géométrie des festons simulés sur le plan médian et les bords.

La Figure IV-11 montre aussi que pour le méme temps de coupe, le copeau ne subit pas les mémes
étapes sur toute sa largeur de coupe. En effet, 'image (e) fait apparaitre le début de la formation d’un
premier feston alors que pour le méme instant (7. = 0,3ms) le copeau n’est pas encore formé sur les bords
(image (a)). De méme, en comparant les images (d) et (h), on s’apercoit que le copeau est totalement
formé sur le plan médian, mais pas sur le bord, d’ou le décalage dans les phénomenes se produisant sur
toute la largeur du copeau. Ces constatations confirment I’ hypothese d’une initiation de la segmentation
du copeau a partir du plan médian de la piece vers les bords.

Pour déterminer le mode de propagation de I’endommagement, 1’évolution de la variable
d’endommagement SDEG a été suivie a des instants différents (de 0,3ms jusqu’a 0,5ms) et sur deux
plans d’observation (le plan médian et les bords de la piece). La Figure IV-12 montre une concentration
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de I’endommagement au niveau de la premiere bande de cisaillement formée, notamment dans le plan
médian du copeau, en accord avec la distribution de la déformation. Cet endommagement se propage de
facon plus accélérée au centre du premier feston simulé. Cette description est en accord avec la
supposition faite par Pottier et al (Pottier, et al., 2014) qui ont pensé a une propagation de
I’endommagement du plan médian de la piece vers les bords (voir Figure I-27c).
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Figure IV-11 Déformation plastique équivalente obtenue sur (a-d) les bords et (e-h) le plan médian du
copeau
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Figure IV-12 Distribution de la variable d’endommagement en fonction du temps de coupe et du plan
d’observation
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IV.2.3 Sensibilité des copeaux aux conditions de coupe

1V.2.3.1 Effet des conditions de coupe sur la morphologie du copeau

La modélisation de la coupe a différentes conditions de coupe (trois vitesses de coupe et quatre avances)
a été effectuée. La morphologie du copeau correspondante a chaque condition de coupe est représentée
par la Figure IV-13. Nous remarquons que, du point de vue qualitatif, I’intensité de la segmentation du
copeau differe avec la vitesse de coupe, mais plus significativement avec I’avance, ce qui est conforme
aux résultats expérimentaux (Figure IV-2). Numériquement, I’augmentation de la vitesse de coupe
entraine visiblement une forte segmentation du copeau dans le cas des faibles avances (soient égales a
0,1 mm/tr et 0,15 mm/tr). Avec ces avances, le copeau passe d’une morphologie ondulée a une autre
parfaitement segmentée en augmentant la vitesse de coupe (de 45 m/min a 75 m/min). En revanche,
avec des avances plus élevées (soient de 0,22 mm/tr et 0,3,mm/tr), le copeau simulé avec les trois
vitesses de coupe est légeérement segmenté ce qui est en contradiction avec le copeau expérimental.
Cependant, les bandes de cisaillement présentent toujours des niveaux élevés de déformations plastiques
lorsque la vitesse de coupe augmente.

Ve =45 m/min Ve = 60 m/min Ve =75 m/min
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f:

0,3 mm/tr

f:

Figure IV-13 Morphologie du copeau correspondante a différentes vitesses de coupe et avances
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L’effet de la vitesse de coupe sur la distribution de la température et de la variable d’endommagement
a été étudié. La Figure IV-14 montre une élévation des températures situées sur la surface usinée du
copeau, en frottement avec ’outil, en augmentant la vitesse de coupe. La propagation, par auto-
échauffement, de la chaleur dans 1’épaisseur du copeau vers la surface libre a été€ aussi simulée. Cela
montre que dans le cas de I’usinage des matériaux de faible conductivité thermique, comme le Ti6Al4V,
il faut éviter la définition des vitesses de coupe élevées qui entrainent une augmentation des températures
non seulement au niveau des interfaces de contact, mais aussi dans les bandes de cisaillement. De plus,
pour une vitesse de coupe élevée (60 m/min et 75 m/min dans notre cas), la forte déformation subite par
la matiere enlevée au niveau du plan de cisaillement (illustrée par la Figure IV-13e-f) entraine un
glissement prononcé des festons, accélérant a leur tour I’endommagement (voir Figure IV-14e et f).
Tandis qu’a une vitesse de coupe de 45 m/min, le matériau usiné est faiblement endommagé et des
bandes de cisaillement trés diffuses sont notées.

V. =45 m/min V. = 60 m/min Ve =75 m/min

MT11

+9.543e+02
+8.930e+02
+7.814e+02
+6.608e+02
+5.581e+02
+4. 465 +02
+3.349e+02
+2.233e+02|
+L116e+02,

Température (K)

+9,200e-01
+8.050e-01
+6.900e-01
+5.750e-01
+4.600e-01
+3.450e-01
+2.300e-01
+1L.150e-01
+ 0,000 + 00§

Endommagement

Figure IV-14 Distribution des iso-valeurs de température et de la variable d’endommagement obtenue
avec différentes vitesses de coupe : (a et d) 45 m/min, (b et €) 60 m/min et (c et f) 75 m/min
(f=0,15 mm/tr)

Les copeaux simulés a une vitesse de coupe de 60 m/min et différentes avances sont regroupés par la
Figure IV-15 et comparés a ceux expérimentaux. Contrairement aux résultats expérimentaux, une
diminution de l'intensité du festonnage a été notée pour les avances élevées, soit a 0,22 mm/tr et
0,3 mm/tr. Pour ces avances ou le contrdle de la distorsion de maillage devient plus critique et les temps
de calcul sont fortement augmentés, le modele numérique 3D défini dans cette étude pour la
reproduction du processus de formation du copeau, notamment sa forte segmentation, s’avere d’une
faible efficacité, dont des améliorations seront proposées dans le chapitre suivant.

D’apres la Figure IV-16, les températures situées a I’interface de contact outil-copeau sont accentuées
en augmentant I’avance. Leurs valeurs maximales passent de moins de 800K a plus de 1000K pour
respectivement des avances de 0,1 mm/tr et 0,3 mm/tr. De plus, la chaleur simulée devient plus propagée
en épaisseur du copeau lorsque 1’avance augmente et elle entraine la formation d’une zone affectée
thermiquement ZAT plus étendue.

Des mesures de 1’épaisseur de ZAT ont été effectuées. Les températures moyennes prédites dans cette
zone et leur pourcentage en épaisseur par rapport a 1’épaisseur moyenne du copeau ont été aussi
déterminés. Les résultats trouvés sont regroupés par le Tableau IV-4. Nous remarquons que plus
I’avance augmente, plus le pourcentage de la ZAT augmente et sa température moyenne est accentuée.
Ces températures élevées de coupe vont agir négativement sur 1’outil de coupe et sa durée de vie.

D’apres la Figure IV-17, I’augmentation de la température et 1’étendue de la zone fortement chauffée
avec I’avance sont aussi constatés sur les faces de coupe et de dépouille de 1’outil. Des températures
toujours plus importantes au centre de 1’outil (plan médian) qu’a ses extrémités ont été simulées. Elles
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sont de plus de 500K pour une avance de 0,3 mm/tr, alors qu’elle ne dépasse pas 400K dans le cas d’une
faible avance (soit égale a 0,1 mm/tr). Cette augmentation de la température agit non seulement sur la
durée de vie des outils de coupe, mais aussi sur I’intégrité de la surface usinée (contrainte résiduelle).
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Figure IV-15 Déformations plastiques équivalentes obtenues avec différentes avances : (a) 0,1 mm/tr,
(b) 0,15 mm/tr, (c) 0,22 mm/tr et (d) 0,3 mm/tr (V. = 60 m/min)

+1.430e+03
+8.020e+02
+8.180e+02
+7.430e+02
+6.680e+02
+5.030e+02
+5.180e+02
+4.420e+02
+3.680e+02
+2.930e+02
+0.000e + 00

Epaisseur
moyenne
du copeau

ZAT

Figure IV-16 Iso-valeurs de températures simulées avec différentes avances : (a) 0,1 mm/tr,
(b) 0,15 mm/tr, (c) 0,22 mm/tr et (d) 0,3 mm/tr (V. = 60 m/min)
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Tableau IV-4 Effet de ’avance sur la zone affectée thermiquement (V, = 60 m/min)

Avance (mm/tr) 0,1 0,15 0,22 0,3
Température moyenne de Zy (K) 795 846 951 1016
Epaisseur de la ZAT (mm) 0,04 0,11 0,26 0,4
Epaisseur en % de la ZAT par 34 415 488 55.5
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Figure IV-17 Distribution de la température simulée sur (a-d) la face de coupe et (e-h) en dépouille de
I’ outil lorsque différentes avances sont définies : (a et e) 0,1 mm/tr, (b et f) 0,15 mm/tr,
(cet g) 0,22 mm/tr et (d et h) 0,3 mm/tr (z. = 1,5ms et V. = 60 m/min)

1V.2.3.2 Effet des conditions de coupe sur la géométrie des festons

Apres avoir déterminé I’effet des conditions de coupe sur le procédé de formation du copeau en termes
de chargements thermomécaniques, nous passons a étudier la capacité des modeles numériques a prédire
fidelement la géométrie du copeau. Des mesures des hauteurs moyennes de crétes H et de vallées i des
copeaux simulés, issues de la modélisation du tournage orthogonal du Ti6Al4V a différentes vitesses de
coupe et avances, ont été effectuées. Les résultats obtenus sont représentés par la Figure IV-18. Des
comparaisons avec les hauteurs H et i expérimentalement déterminées (données par la section IV.1.2.1)
ont été effectuées.
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Figure IV-18 Comparaison des hauteurs moyennes prédites (a) de crétes et (b) de vallées a celles
expérimentales correspondantes a différentes conditions de coupe

Similairement aux essais expérimentaux, la faible dépendance de la géométrie des festons a la vitesse
de coupe a été numériquement reproduite. En revanche, une augmentation continue de & avec
I’application des avances plus élevées a été simulée avec les différentes vitesses de coupe, ce qui est en
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contradiction avec les résultats expérimentaux. Du point de vue corrélation expérimentation/simulation,
seules les hauteurs de vallées déterminées avec une avance de 0,15 mm/tr sont proches de celles
expérimentales. Toutefois, pour des avances plus élevées (0,22 mm/tr et 0,3 mm/tr), la comparaison
avec les résultats expérimentaux souligne une surestimation importante de la valeur moyenne de cette
hauteur, et cela pour les trois vitesses de coupe étudiées. Cette faible fiabilité des modeles numériques
peut étre liée aux éléments de maillage utilisés pour la discrétisation des zones d’endommagement (P,
et P2) qui sont de taille 20 pm x 20 um x 100 pm, mais dont leur diminution risque de faire encore
augmenter les temps de calcul.

Quant a la hauteur moyenne des crétes, 1’analyse 3D menée dans ce chapitre a montré une capacité
intéressante a reproduire avec beaucoup de précision ce parametre géométrique pour les différentes
conditions de coupe étudiées. Les écarts calculés sont présentés par la Figure IV-19. Ils sont
généralement tres faibles par rapport a ceux correspondants 2 4. A titre d’exemple, pour une vitesse de
coupe de 75 m/min et une avance de 0,15 mm/tr, une sous-estimation de presque 3,3% a été obtenue
pour H, alors qu’elle dépasse 60% pour h.

20

15 W 45m/min
@ 60m/min
10 @75m/min

Erreur (%)

f=0,15mm/tr f=0,22mm/tr f=0,3mm/tr

Figure IV-19 Erreurs calculées (%) en termes de hauteurs moyennes de crétes

1V.2.3.3 Effet des conditions de coupe sur la formation de bourrelets

D’apres la Figure IV-13, un écoulement latéral de la matiere a lieu pour les différentes conditions de
coupe. La quantité de cette matiere écoulée sur les bords (bourrelets) varie en fonction de la vitesse de
coupe et de I’avance. D’apres la Figure IV-20, la vitesse de coupe est d’un effet négligeable sur la
formation de bourrelets, et cela quelle que soit I’avance utilisée. En revanche, pour la gamme des vitesses
de coupe étudiées, une augmentation de la taille de bourrelets est remarquée suite a 1’augmentation de
I’avance. Dans le cas d’une avance de 0,3 mm/tr, la largeur de bourrelets formés est de plus de 3 fois
celle obtenue avec une avance de 0,1 mm/tr. La quantité de la matiere formée sur les bords présente
environ 40% 1’avance définie, et ceci quelle que soit la vitesse de coupe. Ce résultat met en évidence
I’intérét des modélisations numériques 3D, notamment pour les avances élevées, du fait qu’elles sont
capables de prendre compte de I’effet des bourrelets sur le procédé de formation du copeau, ce qui est
impossible dans le cas d’une simulation numérique 2D avec une hypothese de déformation plane.

IV.2.4 Sensibilité des efforts aux conditions de coupe

La variation des efforts spécifiques de coupe en fonction des conditions de coupe est présentée par la
Figure IV-21. Contrairement aux résultats expérimentaux (donnés par la Figure IV-4), I’effort K. ne
diminue pas de facon continue en augmentant 1’avance. Pour une avance de 0,22 mm/tr, K. augmente
légerement (= 0,2%) avec une vitesse de coupe de 75 m/min alors que pour des vitesses plus faibles, la
variation de K. est d’environ 7%. En augmentant 1’avance (f = 0,3 mm/tr), I’effort spécifique est de
nouveau diminué mais d’un faible pourcentage.

La comparaison entre les efforts de coupe numériques et expérimentaux est représentée par la Figure
IV-22. Des tendances similaires ont été notées pour F, tel qu’un effet plus important de 1’avance par
rapport a celui de la vitesse de coupe est obtenu. Nous ajoutons que la définition de différentes avances
a entrainé une variation plus significative de I’effort de coupe, en la comparant a celle résultante des
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essais expérimentaux. De facon générale, une prédiction fiable de F. est obtenue dans le cas des faibles
avances, mais elle devient médiocre pour les fortes avances, ou le bourrelet est plus important et la
géométrie des festons est mal prédite. Pour une avance de 0,3 mm/tr, par exemple, les écarts calculés
entre les efforts de coupe numériques et expérimentaux sont supérieurs a 20%, et ceci pour les différentes
vitesses de coupe étudiées.

=&—45m/min
== 60m/min
== "75m/min

Largeur moyenne des bourrelets

0,Imm/tr 0,15mm/tr 0,22mm/tr 0,3mm/tr

Figure IV-20 Effet de la vitesse de coupe et de I’avance sur la formation de bourrelets
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Figure IV-21 Dépendance de I’effort spécifique de coupe aux conditions de coupe
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Figure IV-22 Comparaison des efforts de coupe numériques a ceux expérimentaux obtenus pour
différentes conditions de coupe
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IV.3 Conclusion

Dans ce chapitre, des essais expérimentaux de tournage orthogonal du Ti6Al4V a différentes conditions
de coupe ont été effectués. Pendant cette étude, trois vitesses de coupe (45 m/min, 60 m/min et
75 m/min) et d’avance (0,15 mm/tr, 0,22 mm/tr et 0,3 mm/tr) ont été définies. Les résultats en termes
de morphologie de copeau, géométrie des festons et efforts moyens de coupe et d’avance ont été
présentés et analysés. Trois parametres géométriques (la hauteur de crétes, la hauteur de vallées et la
largeur des festons) ont été mesurés afin de déterminer leur dépendance aux conditions de coupe, et
donc d’étudier I’effet des parametres de coupe sur la morphologie du copeau du point de vue qualitatif
et quantitatif.

Il a été montré que pour les neuf conditions de coupe définies, un copeau segmenté est formé dont sa
géométrie varie d’une condition de coupe a une autre. En général, 1’effet de la vitesse de coupe sur la
morphologie du copeau est inférieur a celui de I’avance. Contrairement a la hauteur de vallées A, qui
varie aléatoirement avec 1’avance, la hauteur de crétes H augmente fortement avec 1’avance donnant
naissance a une segmentation plus prononcée du copeau. De plus, un effet dominant de I’avance sur la
quantité de la matiere écoulée sur les bords et les efforts F. et Fya été noté. En revanche, une faible
variation de la valeur moyenne de ces efforts a été notée suite a la définition des différentes vitesses de
coupe.

La modélisation numérique 3D élaborée dans cette étude a montré des niveaux de températures et
d’endommagement plus importants dans le plan médian du copeau et qui s’atténuent en s’approchant
des bords. Le fait que les températures et I’endommagement simulés sur les bourrelets sont légerement
inférieurs a ceux obtenus au centre du copeau, cela induit des efforts supplémentaires pour leur
formation, notamment dans le cas des avances élevées. Ce phénomene intervient a I’augmentation notée
des efforts de coupe et d’avance quand la largeur des bourrelets est assez élevée (cas des fortes avances).

Ces premiers résultats ont mis 1’accent sur la nécessité de mettre en place une simulation numérique 3D
fiable pour une étude plus fine des phénomenes accompagnant la formation du copeau, notamment dans
le cas des avances élevées. De plus, ils ont montré que méme dans le cas de la coupe orthogonale, la
formation du copeau est bien un phénomene 3D avec des champs thermiques et mécaniques différents
entre les bords et le coeur de 1a piece. En revanche, méme si de nouveaux phénomenes, plus proches de
la réalité, sont visibles, comme la formation de bourrelets latéraux, les prédictions de la géométrie du
copeau et des efforts de coupe ne gagnent pas forcément en pertinences. Les simulations numériques
effectuées pour différentes conditions de coupe montrent des écarts avec les résultats expérimentaux qui
deviennent plus significatifs en augmentant 1’avance.

Pour cela, des modifications seront apportées dans le chapitre suivant a la loi thermo-viscoplastique de
JC (donnée par I’équation (I-1)) dans le but d’améliorer la fiabilité des modeles numériques 3D. Ces
modifications concernent principalement les termes de viscosité et d’adoucissement thermique
reproduisant mal la sensibilité a la vitesse de déformation et a la température sur des intervalles étendus
de sollicitations. Une routine VUMAT®O sera alors développée.
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Chapitre V.
Modélisation 3D de la coupe orthogonale du
Ti6Al4dV en utilisant un modele thermo-
viscoplastique modifié de Johnson-Cook

La plupart des codes de calcul par EF, tel qu’Abaqus®, intégre un nombre limité de lois de
comportement standards. L’ implémentation numérique de nouveaux modeles (ou la modification de
ceux qui existent déja) est un besoin fort. L’utilisation de ces nouveaux modeles s’avere intéressante
pour I’amélioration de la fiabilité des modélisations numériques. Mais 1’efficacité de ces nouvelles lois
dépend fortement de leur implémentation, qui peut étre réalisée de plusieurs facons. Prenons I’exemple
de I’introduction du modele de comportement sous une forme tabulée (cas étudié dans le Chapitre
II1.3.3). Cette méthode consiste a introduire les courbes d’écoulement sur des plages de sollicitations en
déformations, vitesses de déformation et températures. Des réseaux de courbes doivent donc étre définis
a des pas réguliers de températures et de vitesses de déplacement. Dans ce cas, la précision dans la
reproduction du comportement du matériau a usiner dépend significativement des intervalles définis
entre les courbes. Ces intervalles doivent étre minimisés afin de garantir une bonne convergence et une
précision suffisante du modele numérique. Les données a implémenter sont donc trés nombreuses pour
couvrir tout le domaine de sollicitation. Par conséquent, il s’avere souvent intéressant de procéder a la
programmation des modeles de comportement sous leur forme mathématique a I’aide d’une subroutine.
Cette méthode est intéressante car elle permet de garantir la précision du modele. De plus, la subroutine
développée peut étre appliquée a différents matériaux en changeant tout simplement le jeu de
coefficients du modele de comportement.

Une routine utilisateur VUMATO sera alors développée dans ce dernier chapitre. Elle a pour but de
permettre, apres sa validation, la définition d’un nouveau modele de comportement, proposé et identifiée
dans cette étude. Ce modele a pour but de mieux tenir compte de 1’effet de la vitesse de déformation et
de la température sur le comportement mécanique du Ti6Al4V, et par suite d’améliorer la précision des
modélisations 3D de la coupe orthogonale.

Ce chapitre est décomposé en trois sous-chapitres. Le premier portera sur la présentation des principales
parties qui constituent 1’algorithme implémenté. Un cas particulier du modele d’écrouissage isotrope de
JC couplé avec le critere d’initiation et d’évolution d’endommagement (donnés par les équations (II-1),
et (II-2) et (II-3)) est étudié. La deuxieme partie est consacrée a la validation de la subroutine développée.
Pour cela, la loi thermo-viscoplastique de JC sous sa forme classique a été définie. Les résultats
numériques obtenus avec la VUMATO sont alors directement comparés a ceux du modele standard
d’ Abaqus®/Explicit. Apres la validation de la subroutine VUMAT®O, des modifications sur les termes
de viscosité et d’adoucissement thermique de la loi rhéologique de JC seront effectuées dans la troisieme
partie de ce chapitre. L’effet de ces modifications sur la MEF de la coupe orthogonale est alors discuté.
Ce chapitre est cloturé par une conclusion sur I'intérét des modifications effectuées, au niveau de la
sensibilité a la température et a la vitesse de déformation, sur la fiabilisation de la modélisation
numérique 3D d’un essai de tournage orthogonal du Ti6Al4V.

V.1 Démarche adoptée pour I’implémentation du modéle de comportement
dans Abaqus®/Explicit a travers la routine VUMATO

Avec le code de calcul Abaqus®/Explicit, I'implémentation d’un nouveau modele de comportent peut
étre effectuée a travers la programmation d’une subroutine VUMATO (Vectorized User MATerial).

Son utilisation entraine la désactivation des lois existantes dans la bibliotheque d’Abaqus®. Par
conséquent, toute la partie comportement doit €tre redéfinie. Les principaux points de la démarche
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adoptée pour la définition du comportement du matériau seront détaillés. Nous commengons tout
d’abord par le choix de la méthode de résolution en fonction du type de calcul (fortement dynamique
pour cette étude).

V.1.1 Méthode de résolution

La technique adoptée lors d’une analyse par éléments finis nécessite la discrétisation du modele a travers
une formulation variationelle en temps et en déplacement. Cette technique permet la résolution des
équations aux dérivées partielles dans un solide, et ceci pour des conditions initiales et des conditions
aux limites particulieres. De facon générale, 1’équilibre mécanique global dans un solide est écrit sous
la forme suivante :

{1}= Z {1.}= {Z (M 4. }+{F.}, —{F.}.. )}.{au’} =0 (V-1)

ol {Ie} présente le vecteur des fonctionnelles élémentaires sur toute la structure. [M e] est la matrice

masse élémentaire. {7, }im et {F, }m sont respectivement les vecteurs des efforts élémentaires internes

et externes.

En Supposant {Re} = H{E}im —{Fe}m

suivante :

, I’équation (V-1) peut alors étre reformulée selon 1’écriture

(M, ] {i. }+{R.}=0 (V-2)

Ce systeme algébrique exprime 1’équilibre dynamique dans une structure. Pour sa résolution, plusieurs
schémas d’intégration peuvent étre envisagés (e.g. schéma implicite ou explicite). Ces schémas se
distinguent par la méthode utilisée pour la discrétisation temporelle du probleme. Chacun de ces
schémas présente des avantages et des inconvénients qui seront mis en évidence dans une étude
préliminaire de la performance du schéma d’intégration adopté. Le but d’une telle étude est de vérifier
I’adéquation du schéma défini au procédé étudié (I’usinage du Ti6Al4V pour notre cas).

V.1.1.1 Schéma implicite

Un schéma d’intégration implicite est généralement utilisé pour la résolution des probleémes mécaniques
statiques a faiblement dynamiques. Ce schéma est inconditionnellement stable, mais son probleme
majeur est la nécessité de procéder, apres chaque pas de temps 4¢, a I’inversion de la matrice de rigidité
pour résoudre le systeme d’équations d’équilibre. L’inversion incrémentale de cette matrice est
généralement impossible pour les problemes fortement non linéaires (avec un changement significatif
du comportement du matériau, des conditions séveres de contact, des grandes transformations
géométriques...). La divergence fréquemment rencontrée de la solution rend ce schéma d’intégration
inapproprié pour la modélisation de ce type de probleme.

V.1.1.2 Schéma explicite

N

Contrairement a la méthode implicite, le schéma de résolution explicite est non itératif et est
conditionnellement stable. La résolution des problemes mécaniques en dynamique se fait donc
immédiatement en se basant sur le principe de condensation diagonale de la matrice masse.
Théoriquement, la détermination des termes correctifs et de 1’évolution de la matrice tangente globale
se fait sans la nécessité de son inversion. Les variables nodales sont donc directement mises a jour sans
la nécessité d’une résolution onéreuse du systeme d’équilibre. Ceci permet d’alléger les calculs dans le
cas des modeles de comportement complexes.

Ce type d’intégration basé sur le principe de la détermination de la solution a I’instant 1+4¢ a partir des
données récupérées a I’instant précédent ¢ est pratique. Cependant, une détermination adéquate du pas
de temps est requise pour garantir la stabilité et la précision de la solution. De fagon générale, un faible
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pas de temps, mais ne dépassant pas une certaine valeur critique, doit étre utilisé dans le cas d’un calcul
explicite (Zhang, et al., 2011a).

Le schéma d’intégration explicite sera utilisé dans ce chapitre pour la modélisation de la coupe 3D du
Ti6Al4V. Par conséquent, les valeurs des composantes du tenseur de contraintes oy, de déformations
incrémentales Ae;; et de variables d’état seront récupérées au début de chaque pas de temps et utilisées
pour la mise a jour du comportement du matériau.

V.1.2 Démarche adoptée pour 'implémentation du comportement de la piece

L’analyse par éléments finis des problemes de type statique a fortement dynamique nécessite
I’utilisation d’un algorithme approprié pour la résolution des équations d’équilibre. Pour le cas d’un
essai d’usinage, la reproduction des différentes étapes suivies par le matériau a usiner (élasticité,
plasticité et endommagement) rend I’'implémentation de son comportement tres délicate. Elle se fait a
travers la routine VUMATO utilisée par Abaqus®/Explicit. Cette subroutine reste pratique vu qu’elle
permet de stocker les variables sous la forme vectorielle, contrairement a la routine UMATO adoptée
généralement pour un calcul implicite. Cela implique que, lors de I’'implémentation d’'une VUMATO,
toutes les variables doivent étre programmées en vecteurs. Par conséquent, 1’ordre de leurs composantes
doit étre impérativement respecté.

La méthode explicite itérative basée sur la prédiction élastique et la correction plastique avec un retour
radial est adoptée. Elle est représentée par le diagramme de la Figure V-1. Pour chaque pas de temps et
élément de maillage, de nouveaux termes traduisant la variation incrémentale de la contrainte, de la
déformation et des variables étudiées sont calculés. Ils sont ensuite ajoutés aux données récupérées a
I’instant précédent ¢ afin de déterminer 1’état de la contrainte d’écoulement dans le matériau a 1’instant
t+At.

Une fois I’endommagement est initié dans un élément, une correction est effectuée sur I’expression de
la contrainte d’écoulement (Figure V-1). De plus, dés qu’un élément de maillage est totalement dégradé,
sa raideur devient nulle et le calcul est automatiquement repris pour un nombre inférieur d’éléments
effectifs. En revanche, la modélisation de I’endommagement produit dans les éléments de maillage est
difficile a contrdler avec un calcul implicite et risque de faire diverger la solution finale. C’est pour cette
raison que ce type de calcul reste a nos jours peu utilisé pour la modélisation d’un comportement
fortement dynamique avec la présence d’un endommagement, comme celui produit dans le cas de
I’usinage du Ti6Al4V.

La Figure V-1 illustre les différentes parties de la subroutine VUMATO implémentée dans cette étude.
Dans les parties suivantes de cette section, nous reprenons de facon plus détaillée les principales parties
nécessaires pour I’implémentation d’un modele de comportement dans le cas d’un écrouissage isotrope.

V.1.2.1 Contréle de la transition élasticité-plasticité

Les criteres de plasticité ont pour but de permettre la transition entre les deux domaines, élastique et
plastique, et ceci en délimitant le domaine d’élasticité pure par une surface de charge. A I'intérieur de
ce domaine, le matériau se déforme élastiquement sous I’effet de la variation de la contrainte alors
qu’une déformation plastique est produite a partir de ses frontieres.

La surface de charge est définie par une fonction seuil, notée fi..i;, qui permet de déterminer, pour chaque
incrément de temps At¢, le comportement du matériau en fonction des sollicitations appliquées. Nous
distinguons trois domaines de déformation :

Sseuir <0 (Domaine élastique)

dfseuii

Sseuir =0 et = 0 (Domaine plastique)
t

Soewit =0t % < 0 (Domaine de décharge élastique)
t
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Rappelons que cette étude ne s’intéresse pas a la décharge élastique (relaxation) produite dans la piece
apres son usinage sous 1’effet des contraintes internes.

Récupération de la solution calculée au
pas de temps précédent

|
‘ Détermination de [(O'l-j )pr j et [(sz ) (r+a1) ] ’

v

Déformation élastique

Calcul de R(Z’,, ,Z’,,,T) " Critére de plasticité

seuit=0 ? (o-”"’ < R(Z‘p,g‘p,T)l)

pr
v

Déformation plastique
ook i) [ERIEEE

‘ Calcul de (A&‘p )(HN) et mise a jour de (8p)

l

Initiation de I’endommagement
(Dye )(,W) =17 (DJC

(t+Ar) ’

Calcul de Endommagement non initié

(SEnd() )[;w] <1

){t+At]

\4

Initiation de I’endommagement

Correction plastique
et retour radial

(DJC ){t+At]

Calcul du déplacement plastique u,, et de

celui & la rupture u,

Pas de rupture finale

(STATUS=1)

v

b {42 g

Annulation des variables d'état
correspondant aux éléments endommagés

A 4

Mise a jour des variables d’état et de I’énergie interne

Figure V-1 Algorithme implémenté dans la VUMAT®© développée

La limite d’écoulement plastique peut étre donnée par un critére isotrope ou anisotrope. Dans le cas de
la modélisation du procédé d’usinage, le critere isotrope de Von Mises (Mises, 1913), schématisé par la
Figure V-2, est fréquemment utilisé. Ce critere, insensible aux chargements sphériques correspondant a
une pression (Hamitouche, 2015), est donné par la fonction de charge suivante :

fui =0 —R(€,.€,.T) (V-3)
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ot R(€,,€,,T) est la contrainte d’écoulement donnée par le modele de comportement défini pour la

modélisation de la coupe et O';'f est la contrainte équivalente de Von Mises (nommé aussi prédicteur

élastique équivalent). O';‘f est donnée par 1’équation (V-4). Dans le cas d’une étude 3D, I’expression de

cette contrainte est donnée par 1’équation (V-7).
é 3 év év 3 év év
oit = lo o] =3 (o), (1), V-4

ou (ajfv)__ sont les composantes du tenseur déviateur du prédicteur é€lastique I:O'va:' (décrit par
ij

I’équation (V-5)). Elles sont données par le systeme d’équations (V-6).

o1

Surface de la contrainte

, _OI= O1I= 0111
de Von Mises A

Surface de la contrainte

de Tresca
Courbe de la contrainte

de Von Mises

(gi/g

Plan déviateur

Figure V-2 Critere de Von Mises correspondant a I’espace des contraintes principales

(o ]=[o,]-3r (o, ])[11=[c, ]-o"[1] (V-5)

avec o est la contrainte hydrostatique, I:O-pr:l est le tenseur prédicteur élastique et [7] est le tenseur
d’identité.

(657), =(00),, —o" =2u, e
(O'va )22 =(0:),, - o' =2u,€5"
(047), = (601),, 0" = 2u, e85
(oa )12 =(01,),, ~0o" =2u,ef
(G,‘ffv )13 = (0'13),,, —o" =2u,e%"
(04),, = (@02),, — 0" = 2u,ets vo

2

ot = (), ~ea), | i), (o), o), (e, socu), feul, wn )| v

D’apres le systeme d’équations (V-6), le tenseur déviateur du prédicteur élastique peut aussi étre donné
sous la forme suivante :

131



Chapitre V

(o] = 20, [ ] (V-8)

pr

En se basant sur cette équation, le tenseur déviateur a I’instant 7+4¢ est écrit comme suit :

I:O-va :|(t+At) - |:O'va :|(t) + I:AO'ZfV :|(t+At) - |:O'va :|(t) + 2'uL x [AgdéV :|(I+At) (V—9)

Dans le cas d’un calcul Explicit, la méthode de retour radial est utilisée. Elle consiste a faire revenir la

contrainte R(E,,€w,T) sur la surface de charge (voir Figure V-3). Cette méthode permet d’augmenter

la précision de la solution explicitement déterminée. Un facteur de correction m.,,r donné par I’équation
(V-10) sera alors utilisé. Son rdle consiste a corriger 1’expression du tenseur de contrainte (équation

V-11).
m = (R(g”’%”’T))<r+Az> (V-10)
( ;z )(I+AI)
[Gcorr](”_A[) = mcorr X|:Gpr:|(t+At) (V_ll)
Movel Marerial model

Iy 3 |
Trrat

T g
. ?:'q?f’r-d--lr 2
#r— S
alfl 1 ot ©
¥ l : '\ Drove by Plastic Factor
R P :
Gy AeV Ag® g =

Y

| Updated Yield Surface |

Aeporar

.

Figure V-3 Méthode de retour radial basée sur la définition d’un facteur de correction (Chen, 2013)

V.1.2.2 Cas d’un comportement élastique du matériau

Suite a une sollicitation thermomécanique, le matériau se déforme initialement d’une facon réversible
(déformation élastique) puis il subit une déformation irréversible (déformation plastique). Dans le cas
d’une déformation réversible, la contrainte d’essai reste toujours a I’intérieur du domaine élastique et le
matériau retrouve son état initial apres 1’arrét de la sollicitation. Pour reproduire ce type de déformation,
la loi de Hooke, donnée par 1’équation (V-12), est généralement utilisée. Cette loi consiste a définir,
sous une forme linéaire, le tenseur des contraintes en fonction de celui des déformations élastiques.
;= Cijkl‘(gél )k, (V-12)
ou gy, ;1 et Ci sont respectivement les éléments du tenseur de contrainte, du tenseur de déformation et
de la matrice d’élasticité [C]. Il est a noter que dans le cas d’une déformation isotrope élastique,
généralement adoptée pour les matériaux métalliques, la matrice d’élasticité est définie comme suit :
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(A, +2u, A, A, 0 0 0
A A +2u, A 0 0 0
(] A, A A +24, 0 0 O (V-13)
0 0 0 x4 0 0
0 0 0 0 4 O
|0 0 0 0 0 x|

avec Az et yy sont respectivement le premier et le second coefficient de Lamé. Ils sont exprimés en
fonction du module d’Young E et du coefficient de Poisson v (voir équations (V-14) et (V-15)).

E
== V-14
A 2x(1+v) (VA9
Exv
= V-15
= )< 1+ v) (V1

Le fait que la matrice [C] est une matrice diagonale, I’équation (V-12) peut alors étre donnée sous la
forme suivante :

[o]=2u,[e]+ 4,1 ([€]).[1] (V-16)
ou encore comme suit :
0, O, Oyp3 €1 € &3 3 1 00 V.17
Oy Oy Oy |Z2UL| & &y & +/7~L-Z€ii- 0 1 0 (V-17)
i=1
O3 O3 O3 €3 &3 &3 0 0 1

V.1.2.3 Plasticité : Cas d’un écrouissage isotrope

Une déformation plastique est gouvernée, du point de vue microscopique, par un mouvement
irréversible des dislocations (défauts d’empilement cristallin) dans différents sens et/ou par la création
de nouvelles dislocations. Ce type de changement d’empilement cristallin est produit dans les matériaux
métalliques quand une valeur critique d’énergie, a partir de laquelle les dislocations ne retrouvent plus
leur état initial, est atteinte.

A I’échelle macroscopique, le tenseur de déformation plastique est utilisé pour représenter ces défauts
produits a 1’échelle cristallin. En partant de I’hypothese de petites déformations, nous pouvons alors

décomposer la déformation totale €, en une déformation purement élastique €, et une autre purement

plastique £, ce qui permet de passer a une €criture simplifi€e de €, (équation V-13).

Ep =€ — €y (V-18)
A partir de 1’équation précédente, la déformation plastique 2 I’instant r+4¢ est alors exprimée comme

suit :

- - _ V-19

(817 )(1+Az) - (SP )(,) + (Agp )(1+Az) - (810’ )(1+A1) (gél )(r+Ar) ( )
avec (Aé‘p )(HN) , (Ag,) (eay ©t (Ae,,) (iean SONL respectivement les incréments de déformations
plastiques, élastiques et totales a I’instant 7+4t.
L’équation (V-19) montre que pour la mise a jour de la déformation plastique (gp )( . il est crucial

t+At
de passer par une détermination convenable de I’incrément de la déformation plastique ( Ae, )( A
1+Ar)
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titre de rappel, ( Aeg, )( )est explicitement déterminé dans cette étude. Ce qui donne :
t+At

2 év . év _
(Agp )(1+Az) - \/3[AEZ :|(z+Az) ’ [ASZ :|(z+Ar) (V 20)

avec [Aé‘[‘f‘év ]( x) est le déviateur de la déformation plastique incrémentale a 1’instant #+A4t.
1+At

Du point de vue théorique, une fois le matériau est plastiquement déformé, la fonction seuil f'n’est plus
négative et la contrainte d’essai n’est plus située sur la surface de charge du domaine élastique (voir
Figure V-3). Par conséquent, les équations utilisées en élasticité ne sont plus valables et un nouvel état
de contrainte doit étre déterminé. Une correction plastique des composantes du prédicteur de contrainte

(O'l.j) est également nécessaire.
pr

Etant donné que la déformation plastique des matériaux métalliques se fait généralement a volume
constant (condition d’incompressibilité), cela implique que seul le déviateur des contraintes

[ z‘:v J nécessite d’&tre corrigé pour mieux prédire la contrainte dans un matériau plastiquement
(1+Ar)

déformé. L’équation (V-11) devient alors égale a :

(O e Jean = (@ )an X [1]+ [0 ] 0 V2D
avee |:O-Cd::r :|(I+At) = Mo X [g:‘i" i|(z+At) (V-22)

En se référant a I’équation (V-19), le déviateur [Aggév} x) peut étre donné sous la forme suivante :
+At

(r
[Ag;"év :|(1+A1) = [Ag;‘i’iv :I(H—At) B [Agjlév :|(1+A1) (V_23)

avec | Ae™ et | Ae?” sont respectivement les déviateurs de la déformation totale et
ot (1+4r) e J(r4ar)

tot

élastique incrémentale a I’instant 7+ 4. En se basant sur 1’équation (V-8), [Aé‘dé" ]( &) et [Aé‘édf" J( x)
t+At t+At

peuvent étre exprimées respectivement par les équations (V-24) et (V-25).

[O-gfv :|(r+Ar) B I:O-Cd:r‘; :|(r)

[aele] = (V-24)
(1+At) 2/&
dév dév
O, —| 0.
|:Agfi1év :| _ ': corr :|(t+At) |: corr :|(t) (V-25)
¢ (1+Ar) ZIUL
La déformation [Ae‘jé" ]( &) (donnée par I’équation (V-23)) est donc égale a :
t+Ar
o, —okn
[Agdév] — |: P ](”A’) |: ](”A’) — 1- mcarr .|:O.dév] (V_26)
P l(t+ar) 2tuL 2tuL Pr (r+Ar)
La déformation ( Ae, )( : (donnée par I’équation (V-20)) correspond alors a I’équation suivante :
t+At
(O-é(f,) - R(Ep,gp,T)
(Ag,)  =|1TMeorr | (gary T | s (V-27)
(r+Ar) 3u, Pr J(1+Ar) 3u,
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Une fois la contrainte R(é'p,é'p,T) est connue, la déformation(A £ ) est facilement

(r+ar P J(1+Ar)
déterminée. Dans cette étude, le développement limité de Taylor-Lagrange (donné par I’équation V-28)

est utilisé pour la détermination de ( Ag, ) . Les termes d’ordres supérieurs sont négligés.
(1+At)

IR (£,.€,.T)

R(€,.€,.T) =R(£,.6,.T) +

0 (V-28)
(r+Ar1) (1) o€ .(Aé‘p )()‘+At) te

P

Dans le cas d’un écrouissage isotrope, la déformation ( Ag, ) est déduite explicitement a partir des
(t+At)

équations (V-27) et (V-28). Elle correspond a :

(O-;z )(H-At) - (R (Ep ,g[, ’T ))(

(Ae,) = 2 (V-29)
(1+41) 34, + R’
8(R(€,,,é‘,,,T) ]
avec R'= © (V-30)
o€

)4

Nous désignons par R’ la quantité d’écrouissage obtenue apreés chaque incrément de temps. Cette
approximation nécessite que le pas de temps soit infiniment petit pour garantir la précision de la solution.

Une fois I'incrément de déformation plastique ( Agp) est calculé, la nouvelle expression de la
(r+Ar)

contrainte d’écoulement R(é‘p,é‘ p,T)( ) est déterminée. Le facteur de correction mic, donné par
t+At

I’équation (V-10) est donc calculé. La contrainte corrigée [gw” ]( A vérifiant une fonction de charge
g t+At

nulle (f = 0) est déduite a partir de I’équation (V-21).
V.1.2.3.1 Cas particulier du modele rhéologique de Johnson Cook
Dans le cas de la définition du modele d’écrouissage isotrope de JC, R (E ol €l ,T) est égale a la

contrainte d’écoulement donnée par 1’équation (I-1). La quantité d’écrouissage R’ correspond alors a
I’équation suivante :

R'=| R'x 1+C><ln[‘.9] s 1| Lo | 1 R,X(A+Bxen)x| 1- T=Tow (V-31)
80 Tf _Tamb f~ Lamb

a(R(gp,g'p,T)(r)j
R = =Bxnx(g,)
avec de, (V-32)
d| R(€p.€,.T
, ( (e85 )m) 1 _C
R') = 0¢ X—=—
£, At Aeg,
Nous remplagons le facteur R’ de 1’équation (V-29) par sa valeur pour déterminer I’incrément de la
déformation plastique ( Ae, )( . En se basant sur la valeur récupérée de la déformation plastique
t+At

(gp )( ) (gp )( )est directement calculée a partir de I’équation (V-19).
t t+At

Quand I’endommagement n’est pas encore initié dans 1I’élément de maillage, le facteur de correction
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Meorr, 1la contrainte dans le matériau [0' et la contrainte d’écoulement R(é‘,,,é‘,,,T)

corr :|(1+At) (1+Ar)

(donnés respectivement par les équations (V-10), (V-21) et (V-28)) sont mis a jour comme indiqué par
la Figure V-1.

V.1.2.4 Implémentation du critére d’initiation d’endommagement de Johnson-Cook

Dans cette partie, nous nous intéressons a la démarche adoptée pour 1I’implémentation du modele
d’initiation d’endommagement de JC (donné par 1’équation (II-1)). En se basant sur la quantité
d’endommagement récupérée a I’incrément précédent (D, ) o de I'incrément d’endommagement

calculé a I’instant t+41 (AD,,.) (- - 1a nOUVelle constante d’endommagement (D) est mise a jour

(r+Ar)

(voir équation V-33). Dés qu’elle est égale a 1, une rupture est initiée dans 1’élément de maillage.
(DJC )(prAt) = (DJC )(t) + (ADJC )(HAt) (V-33)

avec (AD,.) est I'incrément d’endommagement a I'instant t+4¢. D’apreés 1’équation (V-34),

(1+Ar)

(aD,),.,, est donné en fonction de I’incrément de la déformation plastique équivalente (Agp )( )
1+Ar 1+At

(équation (V-29)) et la déformation plastique 2 I'initiation de I’endommagement (&,,,,) ) (équation

(r+Ar

(V-35)) déterminées a r+A4t.

(AEP )(z+Az)

(gEndO )(t+At)

Ae At _
(€8m0 ) {1)1“)2 exp[D3 g'q DX 1+D,1n M x{l+D5 [W}] (V-35)
f

pr 80

(AD,.) (V-34)

(r+Ar) =

amb

Le calcul du critere (D e ) se fait en parallele au calcul du tenseur des contraintes [0'

(1+Ar) CU”:I(HAt)

sans agir sur sa valeur ou sur les variables d’état.

V.1.2.5 Implémentation du critére d’évolution d’endommagement

Deés que I’endommagement est initié dans un élément de maillage ((DJC )(HN) = 1), le modele

d’évolution d’endommagement de Hillerborg et al (Hillerborg, et al., 1976) est utilisé pour reproduire

le comportement du matériau. Dans ce cas, [gw” ]( A est donné par 1’équation (V-36). Comme le
g 1+At

montre sa formulation, la contrainte commence a chuter progressivement jusqu’a s’annuler, impliquant
la reproduction de la rupture finale dans un élément de maillage. A cet instant, I’élément est totalement
endommagé et sa raideur devient nulle.

(G :I(H—At) = (1_(Dév )(H—At) ) '[5-](H-At) (V-36)

avec [6‘](”&) est le tenseur de contraintes dans le matériau calculé sans la considération de

I’endommagement. (Dév ) est le parametre d’évolution d’endommagement obtenu a 1’instant #+4¢.

(z+A1)
Il est donné par I’équation suivante :

(Dé" )(r+Ar) = (Dév )(;) +(ADe’v )(t+Az) (V-37)

136



Chapitre V

ou (Dév ) 0 est la valeur du parametre d’évolution d’endommagement récupérée a l’instant ¢ et

(ADév) est 'incrément d’endommagement calculé par les équations (V-38) et (V-39) dans le cas

(1)

d’une évolution de type linéaire ou exponentiel, respectivement.

(Auy) Ly (B0)
( @ )(H'At) B uR(HN) - ZXg;M XR(gp’ép’T)Endo (V-38)
(AD,)  =1-ew|-| Ken )y xet (V-39)
[+ 0 Gf

avec (R (8 psEp ,T)) est la contrainte correspondante a I’initiation de I’endommagement. (M,, )
End0 (r+At)

et U, sont respectivement le déplacement plastique actualisé et celui a la rupture.

V.2 Validation de la routine VUMATO©

Le modele de comportement de JC (plasticité et endommagement) et le critere énergétique d’évolution
d’endommagement seront définis dans cette étude. Le but principal est de vérifier la capacité de la
routine développée a reproduire fidelement le comportement du matériau. Des simulations numériques
sont effectuées dans un premier temps sur un élément de maillage sollicité en traction et dans un
deuxieme temps sur un modele numérique 3D de coupe orthogonale.

V.2.1 Etude d’un cas simple de traction

V.2.1.1 Modeéle numérique et conditions d’essai

Pour la vérification du bon fonctionnement des différentes parties de la subroutine VUMAT®©, des essais
de traction selon la direction X, a différentes vitesses de déformation et températures, ont été effectués.
Un seul élément de maillage de type C3DSRT a été utilisé. Il est caractérisé par la définition d’une
intégration réduite et la prise en compte de la dépendance au déplacement et a la température. Le modele
géométrique et les conditions aux limites définies dans cette étude sont illustrés par la Figure V-4. Le
modele élémentaire est encastré sur une face et une vitesse est imposée sur 1”autre face.

1 mm 1 mm
B o M}
=,
szUyZUz:O
.

URX= URy= URz=O

Figure V-4 Conditions aux limites et modele géométrique
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Cette étude préliminaire a pour but de permettre une vérification rapide et simple de la subroutine
développée VUMATO et ceci en comparant ses résultats a ceux obtenus directement par le code de
calcul Abaqus® en définissant le méme modele de comportement.

Il est a noter que les propriétés physiques du matériau sollicité sont identiques pour les deux
modélisations (avec et sans la définition de la VUMAT®O). Elles sont données par le Tableau II-2. Les
coefficients du modele de comportement de JC (plasticité et endommagement) définis dans cette étude
sont regroupés respectivement par les Tableaux II-3 et 11-4.

Le Tableau V-1 donne les conditions d’essais définies dans cette étude. Il est a noter que les deux formes
d’évolution d’endommagement, linéaire et exponentielle, données respectivement par les équations (V-
38) et (V-39), ont été implémentées et vérifiées.

Tableau V-1 Conditions des essais numériques

Vitesse de déformation € (s-1) 1_10_100 _ 1000
Température T (K) 293 _ 473 _ 673 _873 _ 1073
Energie a la rupture Gy(N/mm) 100

V.2.1.2 Résultats numériques

V.2.1.2.1 Vérification de la loi rhéologique d’écrouissage isotrope

Des simulations numériques a des conditions d’essais identiques ont été initialement effectuées en
introduisant seulement la loi rhéologique de JC. Les Figures V-5, V-6 et V-7 illustrent respectivement
I’évolution du déplacement, de la contrainte de Von Mises et de la température dans le matériau, obtenue
avec la routine VUMATO ou calculée directement par le logiciel Abaqus®/Explicit. Nous constatons
que pour le cas d’un essai de traction simple (selon X), les résultats obtenus avec la VUMAT®O sont tres
proches de ceux d’Abaqus®, et ceci pour une large gamme de vitesses de déformation (entre Is” et
10°s™) et de températures (entre 293 K et 1 073 K). Une trés faible erreur (<2%) a été obtenue.

L, Magnitude

+1.094e+00
+1,0032e+00
+9.119e-01
+8,207e-01
+7.295e-01
+6,383e-01
+5.472e-01
+4,560e-01
+3.648e-01
+2.736e-01
+1.824e-01
+9,119e-02
+0.000e+00

Figure V-5 Résultats correspondants a un essai de traction selon I’axe X : (a) Abaqus® et (b)
VUMATO (& =1s" et T=293 K)

Le niveau élevé de corrélation entre les résultats de la routine VUMATO et ceux d’ Abaqus® pour le
cas d’un comportement thermo-viscoplastique nous a permis de passer a la validation de la partie
endommagement du modele de comportement implémenté.

V.2.1.2.2 Vérification de la partie endommagement : initiation et évolution

Pour valider la partie endommagement du comportement de la piéce a usiner, les équations des modeles
d’initiation et d’évolution d’endommagement (détaillées dans les sections V.1.2.4 et V.1.2.5) ont été
implémentées a la routine VUMAT®©. Pour une température et une énergie a la rupture fixes (soient de
293 K et 100 N/mm respectivement), différentes vitesses de déformation ont été appliquées a la piece.
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Figure V-6 Comparaison des courbes (a) contrainte-déformation et (b) température-temps obtenues
avec Abaqus® et la VUMATO a différentes températures (8 =1s" )

(b)

—— ABAQUS(1s-1)
=== WUMAT(15-1)
ABAQUS(10s-1

14

o [MPa)

== == Vumzt(10:-1)
—— ABAQUS(100=-1)

=== Vumat(10

— ABAQUS(

_ ; 0 02 04 0.6
zp &
Figure V-7 Courbes (a) contrainte-déformation et (b) température-déformation correspondantes a
différentes vitesses de déformation (7 =293 K)

D’apres la Figure V-8, la subroutine développée permet de reproduire parfaitement la chute de la
contrainte prenant place une fois I’endommagement est initié dans le matériau, et ceci en fonction du
type d’évolution d’endommagement défini (linéaire ou exponentiel).

Un petit décalage est remarqué entre les deux modélisations numériques. En diminuant la vitesse de
déformation, nous constatons que I’endommagement simulé avec la subroutine développée est initié¢ a

une déformation £, légerement inférieure a celle correspondante a Abaqus®, mais sans agir sur son

End0O
évolution. La chute de la contrainte apres 1’initiation de I’endommagement suit la méme tendance avec
les deux types de modélisation.

En conclusion, les simulations effectuées pour un essai de traction (selon X) sur un élément de maillage
et en utilisant I'interface VUMAT®© ont donné des résultats trés proches de ceux prédits directement
avec le logiciel Abaqus®, et ceci pour les différentes conditions de chargements. Les faibles erreurs
obtenues montrent une capacité intéressante de la routine programmée a modéliser un cas de sollicitation
simple. En revanche, son adéquation a un essai plus complexe, soit la modélisation 3D de la coupe
orthogonale de I’alliage Ti6Al4V, doit étre vérifiée.

V.2.2 Cas de la modélisation d’un essai de coupe orthogonale

L’adéquation de la routine développée a des problémes fortement non linéaires, notamment a un essai
de coupe orthogonale, sera vérifiée dans cette section. Un cas particulier d’un essai d’usinage de 1’alliage
Ti6Al4V a une vitesse de coupe de 75 m/min et trois avances (soient 0,15 mm/tr, 0,22 mm/tr et
0,3 mm/tr) est étudié. Le modele numérique décrit par la section IV.2.1 est utilisé. Le modele de
comportement de JC (plasticité et endommagement) et le critere d’évolution d’endommagement sont
définis et utilisés pour la validation de la subroutine développée. Les coefficients du modele de
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comportement de JC donnés par le Tableau IV-2 ont été utilisés pour la MEF de la coupe orthogonale
du Ti6Al4V avec et sans la routine VUMAT®O. Les mémes conditions thermiques et mécaniques de
contact ont été définies. Les coefficients de frottement sont donnés par le Tableau IV-2. Seuls la forme
du copeau et I’effort de coupe seront comparés a ceux obtenus directement par Abaqus®/Explicit
(donnés par la section IV.2.3.1).

& (MPa)

—— ABAQUS(1=-1)
———-VUMAT(1:1)
—— ABAQUS(10:1)

ABAQUS(100s-1)
| —===Vuomet(10
| ——ABAQUS(1

I === - Vumat{1000s-1)

o (MPa)

p

Figure V-8 Courbes contrainte-déformation obtenues avec différentes vitesses de déformation : cas
d’un critere d’évolution d’endommagement (a) linéaire et (b) exponentielle (Gs= 100 N/mm et
T=293 K)

D’apres la Figure V-9, les copeaux simulés avec et sans la définition de la routine développée sont
généralement d’une morphologie comparable, et ceci pour les trois avances définies. Quelques
différences dans la distribution de la contrainte de Von Mises situées dans la zone de cisaillement
primaire sont notées, mais qui agissent faiblement sur la forme globale du copeau simulé.

La Figure V-10 montre que pour la méme vitesse de coupe et avance, 1’évolution de I’effort prédit de
coupe avec et sans la routine VUMAT® sont trés similaires. Cette corrélation justifie la validité de la
routine programmée pour le cas de la modélisation 3D de la coupe orthogonale. Par conséquent, des
modifications peuvent étre procédées au modele thermo-viscoplastique de JC (donné par 1’équation

I-1), déja implémenté a cette subroutine. Le but de ces modifications est de mieux reproduire le
comportement de ’alliage de titane Ti6Al4V lors de son usinage.

V.3 Proposition d’une nouvelle loi rhéologique et vérification de son
adéquation a la modélisation numérique 3D de la coupe orthogonale
du Ti6Al4V

L’objectif de cette étude est de discuter I’effet de la loi rhéologique, qui tient compte du comportement

du Ti6Al4V sur une large gamme de températures et de vitesses de déformation, sur la fiabilisation de
la modélisation numérique 3D de la coupe orthogonale. En effet, une nouvelle loi de plasticité sera
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proposée dont sa capacité a améliorer considérablement les simulations numériques dans le cas des
grandes avances sera vérifiée.

f=0,15 mm/tr f=0,22 mm/tr f=0,3 mm/tr
(@) (b) (©) s, Mises
(Avg: 75%)
+1.470e403
+1.200¢+03
+1.080e+03
© +3,6092+02
= +8.414e+02
« +7.218¢+02
+6.023e+02
= +4.5272+02
5 +3.632e+02
+2,437e+02
> +1.241e+02
@ +4.580e+00
=
<
92}
(d) ez
75%)
+1.4542+03
+1.2002+03
o +1.081e+03
9.6156402
= +8.422¢+02
< +7.229¢+02
+6.036e+02
= +4.8442+02
jes} +3.651e+02
> +2.4582402
+1.266a+02
8 +7.297e+00
>
<

Figure V-9 Comparaison entre la morphologie des copeaux simulés (a-c) directement par Abaqus® et
(d-f) avec la routine VUMAT®O pour différentes avances (V. = 75 m/min)

300

Effort de eoupe (N)

0 02 04 06 0.8 1
Diplacement (mum)

Figure V-10 Effort de coupe simulé avec Abaqus® et VUMAT® (V. = 75 m/min, f = 0,22 mm/tr et
a, =0,5 mm)

V.3.1 Formulation mathématique et identification des coefficients du modele
rhéologique proposé

Les modifications effectuées sur la loi rhéologique de JC (donnée par 1’équation I-1) concernent
seulement les termes de viscosité et d’adoucissement thermique. La formulation mathématique de la loi
proposée (par Y. Ayed) est donnée par 1’équation (V-40). Une fonction qui évolue avec la température
a été définie au terme d’adoucissement thermique (voir équation V-41). Cette modification a pour but
de prendre en compte de facon plus fiable le comportement du matériau a usiner sur une large gamme
de températures. La fonction logarithmique du terme de viscosité du modele standard de JC a été aussi
modifiée. Elle a été remplacée par une fonction exponentielle a laquelle la sensibilité a la vitesse de
déformation est définie par trois nouveaux coefficients : Yy, Ay et Ro. Les modifications apportées au
modele d’origine de JC sont avantageuses du fait qu’elles permettent de mieux reproduire le
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comportement du Ti6AI4V sur une large gamme de vitesse de déformation et de températures sans la
nécessité de procéder a des essais supplémentaires pour 1’identification des coefficients de la loi
proposée. De plus, elles rendent 1’intégration du comportement de la piece a usiner plus simple du fait
qu’elles posent moins de problemes de divergence de calcul lors de la dérivation de la loi rhéologique.

o=(A+Be")x| Y, + Ay exp Ry = ||x|1- T = Tams (V-40)
& T, -T

amb

avec m"=m, ><(1—exp(m2 (T -1, ))) (V-41)

ou A, B et n correspondent aux coefficients d’écrouissage du modele d’origine de JC. Yy, Ay et Ry sont
les coefficients du terme de viscosité. m; et m; sont les coefficients traduisant la sensibilité a la
température.

Pour I’identification des coefficients de la loi proposée, les courbes expérimentales correspondantes aux
essais de compression a différentes températures et vitesses de déformation, effectués par Braham-
Bouchnak (Braham-Bouchnak, 2010), ont été utilisées. D’apres Ayed et al (Ayed, et al., 2017), ce type
d’essais a I’avantage de permettre un acces direct aux résultats en contraintes et en déformations, sans
la nécessité de passer par des simulations numériques (comme pour le cas des essais de cisaillement).
Mais, il est a noter que les vitesses de déformation atteintes pendant un essai de compression direct ne
sont généralement pas assez €levées, ce qui réduit la plage d’identification (et de validité) de la loi.

La procédure utilisée pour la détermination des coefficients de la loi thermo-viscoplastique proposée est
la suivante :

— Le coefficient A traduisant la limite d’élasticité du matériau a une température ambiante est
déterminé a partir de la courbe contrainte-déformation obtenue pour une vitesse de déformation
de référence. Pour cette condition, I’expression de la loi proposée correspond a 1’équation (V-
42).

— Les coefficients B et n du terme d’écrouissage sont aussi déterminés a une température et une
vitesse de déformation de référence. La courbe expérimentale de Ln(o - A) = f(Ln(e)) est

approchée 2 une droite d’équation ¥ = a + bx, avec a=Ln(B) et b = n .

— Les courbes expérimentales contrainte-déformation correspondantes a différentes vitesses de
déformation et a une déformation fixée & sont utilisées pour la détermination des coefficients
Yo, Ao et Ry du terme de viscosité. Pour une température de référence, la loi modifiée de JC est
décrite par I’équation (V-43). La détermination du coefficient Y; se fait a partir de la courbe
Ln (0' / (A + Be" )) = f(¢/é,). Une fois sa valeur est connue, la fonction

Ln[(a/ (A+ Be' )) -Y ] =f (8/ &) est approchée a une droite linéaire d’ordonnée Ln(A,) et

de pente Ry.

— La fonction m" du terme d’adoucissement thermique doit représenter la courbe d’évolution du
coefficient m de la loi de plasticité standard de JC en fonction de la température (voir Tableau
V-3). Pour une vitesse de déformation de référence, la loi a identifier est donnée par I’équation
(V-44). Les courbes expérimentales a différentes températures sont utilisées pour la
détermination des coefficients m; et m.. Ils sont estimés a partir des courbes données par les
équations (V-45) et (V-46), tels que m; et mz correspondent respectivement a leurs cordonnées
al’origine.

o=(A+Be") (V-42)

o-=(A+B£”)><[YO + 4, exp{RO iD (V-43)

&
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s

o =(A+Be")x 1—(5‘_%’] x (¥, + Ay exp (R, ) (V-44)

Ln(1-o/((A+Be")x (¥, + 4 exp(R,))))

=f(r-1,) (V-45)
T-T,,
Ln| ——™
(Tf_Tumbj
In({l1-o/I|A+Be&" )x(Y + A exp(R
Inl1- ( /(( ) (0 0 p( 0)))) =f(T_]:B) (V—46)
T-T,,
Ln| — |xm,
]}_];mly

Les coefficients identifi€és du modele de plasticité proposé sont regroupés dans le Tableau V-2.

Tableau V-2 Valeurs correspondantes aux coefficients du modele rhéologique proposé

Coefficient A (MPa) B (MPa) n Yo Ao Ro my my

Valeur 800,19 806,73 0,354 1,105 -0,1 -0,0055 1,946 0,0009

Les mémes essais expérimentaux de compression ont été utilisés pour la détermination des coefficients
C et m de la loi rhéologique (non modifi€) de JC a différentes vitesses de déformation et températures,

respectivement. Les valeurs trouvées de ces deux coefficients sont regroupées par les Tableaux V-3 et
V-4.

Tableau V-3 Variation du coefficient m de la loi de plasticité de JC en fonction de la température

Température (K) 473 673 873 1073
m 0,798 0,864 0,585 0,23

Tableau V-4 Variation du coefficient C de la loi de plasticité de JC en fonction de la vitesse de

déformation
Vitesse de déformation (s™) 1 10 100
C 0,003 0,0015 0,0157

D’apres le Tableau V-3, le coefficient m du terme d’adoucissement thermique commence a diminuer a
partir d’une température de 600°C. Cette diminution a été aussi notée pour d’autres alliages de titane (le
Ti555-3 (Germain, et al., 2013) et le Til7 (Ayed, et al., 2017), par exemple). La variation prononcée de
ce coefficient ne peut pas €tre prise en compte par la définition d’une valeur fixe de m, comme exige le
modele standard de JC, qui résulte a des courbes identifiées de la contrainte en désaccord a celles
expérimentalement obtenues (voir Figure V-11a). Cela justifie I'intérét des modifications proposées sur
le terme d’adoucissement thermique.

Similairement, les différentes valeurs du coefficient C regroupées par le Tableau V-4 montrent que
méme dans le cas d’un régime quasi-statique a faiblement dynamique, comme celui reproduit par les
essais de compression utilisés dans cette identification, la définition d’une valeur fixe de ce coefficient
ne permet pas une reproduction fidele du comportement du Ti6Al4V sur la plage étudiée de vitesses de
déformation (voir Figure V-11b), et a fortiori pour un régime fortement dynamique comme celui
rencontré en usinage.
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Figure V-11 Comparaison des courbes contraintes-déformations expérimentales a celles identifiées par
la loi de thermo-viscoplastique de JC : (a) 2 une température variable et £=£, et (b) 4 une vitesse de
déformation variable et =293 K

En revanche, la comparaison des courbes contrainte-déformation expérimentalement obtenues a celles
identifiées pour le modele rhéologique proposé, pour une vitesse de déformation de référence et
différentes températures, montre un tres bon niveau de corrélation (voir Figure V-12a). Cette
reproduction fiable du comportement du matériau sur une large gamme de températures est difficile a
reproduire par le modele standard de plasticité de JC avec un coefficient de sensibilité a la température
m fixe. En effet, la réduction des écarts suite a la définition de la loi proposée met I’ accent sur sa capacité

a reproduire de fagon plus précise le comportement de 1’alliage de titane étudié, le Ti6Al4V.

() (b)
1200 T a1 = 1.9463 e
1000 m? = 0,0009 — 1200 ————=
= — Z 1000 Y0=1,105
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8 07 £ 100 . = 100s
200 i - - =05
2 200 -_— _ 15!
] 0
0 0,05 0.1 0.15 02 0 0,05 0.1 0.15 02
Déformation Déformation

— Courbe expérimentale = = = Courbe identifiée

Figure V-12 Comparaison de la courbe contrainte-déformation expérimentale a celle calculée avec la

loi théologique proposée : (a) & une température variable et £=&, et (b) 4 une vitesse de déformation
variable et 7=293 K

D’apres la Figure V-12b, la courbe contrainte-déformation identifiée avec le modele proposé differe
Iégerement de celle expérimentale. Les écarts obtenus entre les courbes expérimentales et numériques
sont alors diminués par rapport a ceux liés a la définition de la loi rhéologique de JC (avec un coefficient
C fixe). Cela implique que la modification effectuée sur le terme de viscosité du modele de JC permet
d’avoir des contraintes d’écoulement plus en accord avec celles expérimentales, mais sans éliminer
totalement les erreurs.

Cette fiabilisation du modele de plasticité de JC a travers les modifications proposées aux termes de
viscosité et d’adoucissement thermique est expliquée d’apres la Figure V-13 par la capacité des
nouveaux termes de prédire I’évolution notée des coefficients m et C du modele standard sur la gamme
étudiée de températures et de vitesses de déformation.
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Figure V-13 Comparaison des coefficients identifiés des termes (a) d’adoucissement thermique et (b)
de viscosité du modele de plasticité de JC a ceux correspondants au modele proposé

V.3.2 Résultats numériques et comparaison avec le modele de Johnson-Cook

Dans cette partie, la modélisation 3D de la coupe orthogonale du Ti6Al4V sera effectuée en utilisant la
subroutine VUMAT®O & laquelle le modele rhéologique proposé (donné par 1’équation V-40) est
implémenté. Pour les différentes simulations, le modele numérique utilisé est identique a celui défini
par la section IV.2.1. Les conditions de coupe appliquées dans cette étude correspondent a celles définies
dans I’étude expérimentale détaillée par le chapitre IV.1.

N

Le copeau et les efforts numériques seront comparés a ceux expérimentaux du chapitre IV. Des
comparaisons seront aussi effectuées avec les résultats numériques 3D de la section V-2 obtenus avec
le méme modele numérique, mais en définissant la loi de plasticité standard de JC (au lieu de celle
proposée). L’ objectif de cette étude est de montrer les avantages des modifications apportées aux termes
de viscosité et d’adoucissement thermique sur la fiabilisation de la modélisation numérique 3D de la
coupe orthogonale du Ti6AI4V.

V.3.2.1 Morphologie du copeau et géométrie des festons

Les copeaux numériques obtenus par la VUMATGO, a laquelle le modele de plasticité proposé est
implémenté, sont regroupés par la Figure V-14. Ils sont comparés a ceux expérimentaux correspondants
aux mé&mes conditions de coupe testées.

La définition du modele rhéologique proposé aux modeles numériques résulte a une forte segmentation
du copeau, en accord aux résultats expérimentaux, et ceci en augmentant la vitesse de coupe et/ou
I’avance. Des festons assez réguliers et avec des bandes de cisaillement bien formées sont simulés en
augmentant 1’avance, ce qui a été mal reproduit avec le modele de plasticité standard de JC (voir IV-
2.3). Ce résultat confirme I’intérét de la prise en compte de la dépendance des coefficients de la loi JC
a la température et de a la vitesse de déformation.

Une forte concentration de la déformation dans la zone de cisaillement secondaire et dans les bandes de
déformation est visible dans la Figure V-14 en augmentant 1'avance, et cela pour toutes les vitesses de
coupe testées. En accord avec cette concentration de la déformation, la température simulée dans les
zones fortement déformées (Zi et les bandes de cisaillement) est d’autant plus élevée que la déformation
plastique est importante (voir Figure V-15).

L’évolution de la température en fonction de 1’avance a été étudiée pour une vitesse de coupe de
60 m/min. D’apres la Figure V-15, des températures généralement supérieures a 600°C sont obtenues
sur toute I’épaisseur des copeaux correspondants aux trois avances. De plus, les températures situées
dans les zones fortement déformées sont augmentées et sont devenues plus diffuses dans I’épaisseur du
copeau en définissant des avances plus élevées. La comparaison avec les résultats de la section IV.2.3.1,
correspondants au modele de plasticité de JC (non modifi€¢), montre I’effet des changements effectués,
notamment ceux du terme d’adoucissement thermique, sur la modélisation des champs thermiques
générés dans le copeau. Pour une avance de 0,3 mm/tr et une vitesse de coupe de 60 m/min, par exemple,
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Figure V-14 Comparaison de la morphologie des copeaux simulés par la VUMATO a différentes
conditions de coupe a celle expérimentale (SDV1 : déformation plastique équivalente)
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Figure V-15 Evolutions de la température dans le copeau simulé avec le modele rhéologique proposé :
(a) f=0,15 mm/tr, (b) f= 0,22 mm/tr et (c) f = 0,3 mm/tr (V, = 60 m/min)

une température moyenne de 1300 K, provenant principalement de I’auto-échauffement de la piece et
aussi du frottement, a été simulée a I’interface de contact outil-copeau. La méme modélisation mais en
définissant le modele rhéologique de JC a conduit a des températures moyennes plus faibles (d’environ
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1016 K d’apres le tableau IV-4) dans cette zone de contact. Cette différence non négligeable dans les
températures, remarquée aussi pour les autres avances étudiées, nécessite d’étre expérimentalement
validée pour déterminer 1’efficacité du modele proposé du point de vue de la prédiction des propriétés
thermiques de la coupe orthogonale du Ti6Al4V.

Des mesures des hauteurs moyennes de crétes H et de vallées h ont été effectuées sur les copeaux
segmentés simulés avec le modele rhéologique proposé pour des conditions de coupe différentes. Les
résultats trouvés ont été comparés a ceux expérimentaux. D’apres la Figure V-16, les modifications
effectuées permettent généralement une bonne estimation de la géométrie des festons. Contrairement au
modele de comportement standard de JC, les erreurs géométriques, notamment en termes de la hauteur
moyenne de vallées, sont considérablement diminuées pour les avances élevées (soit f = 0,3 mm/tr). 1l
est a noter que dans le cas d’une avance de 0,22 mm/tr, une diminution moins prononcée des écarts en
h a été obtenue. Ces écarts ont été diminués en augmentant la vitesse de coupe, mais sans qu’ils soient
totalement éliminés. Cela peut étre attribué a une définition erronée de 1’énergie a la rupture qui agit
significativement sur la géométrie des festons prédits (d’apres Chapitre 111.4).
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Figure V-16 Comparaison des propriétés géométriques du copeau simulé a celles réelles : (a) hauteur
moyenne de crétes et (b) de vallées

V.3.2.2 Efforts de coupe et d’avance

La modélisation numérique de la coupe orthogonale du Ti6Al4V en utilisant la loi rhéologique proposée
a donné un niveau intéressant de corrélation avec les essais expérimentaux en termes d’efforts de coupe
(voir Figure V-17). L’erreur calculée pour les différentes conditions de coupe testées n’a pas dépassé
10%, 1égerement inférieure a celle obtenue en utilisant le modele de plasticité de JC (voir Figure IV-22).
Cela justifie que les modifications proposées dans ce chapitre sur les termes d’adoucissement thermique
et de viscosité ont conduit a la fiabilisation de la modélisation par éléments finis 3D du procédé
d’usinage du Ti6Al4V.
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Figure V-17 Comparaison entre les efforts de coupe numériques et expérimentaux obtenus a
différentes conditions de coupe
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V.3.3 Synthése

L’étude présentée dans cette partie a montré que le modele proposé permet d’améliorer
significativement les prédictions en termes de la segmentation du copeau et des efforts de coupe. Ce
modele a permis I’obtention d’un festonnage plus réaliste, notamment pour les avances élevées, et
d’améliorer la prédiction de certaines de ses propriétés géométriques comme la hauteur moyenne de
vallées, largement sous-estimée avec le modele de plasticité de JC (non modifi¢). Les modifications
effectuées sur le terme d’adoucissement thermique (la définition d’une fonction m" qui dépend de la
température) a permis de mieux prendre compte de 1’échauffement de la matiere provenant de sa
déformation plastique, mais aussi du frottement. Les comparaisons effectuées avec les résultats du
chapitre précédent ont montré une augmentation au niveau des températures simulées dans les zones
fortement déformées (comme Zy et les bandes de cisaillement). Elles sont supérieures a celles
correspondantes au modele de plasticité standard de JC. De plus, une 1égere amélioration au niveau de
la prédiction des efforts de coupe a été notée suite a la définition du nouveau modele rhéologique.

V.4 Conclusion

Dans ce chapitre, une nouvelle loi rhéologique a été proposée. L’ objectif principale de cette loi est de
mieux reproduire la dépendance du comportement de 1’alliage de titane Ti6Al4V a la température et a
la vitesse de déformation. L’identification des coefficients du modele proposé a été effectuée a partir
des résultats expérimentaux des essais de compression a des vitesses de déformation et des températures
variables. Pour implémenter cette nouvelle loi rhéologique, une subroutine utilisateur VUMATO a été
développée.

Dans un premier temps, une étape de validation de la subroutine développée a été effectuée. Pour cela,
le modele de comportement de JC (plasticité et endommagement) et le critere énergétique d’évolution
d’endommagement existants dans le code de calcul Abaqus® ont été introduits a la VUMATO écrite.
Les différentes parties (plasticité, initiation et évolution d’endommagement) de la routine ont été testées
et validées pour un cas simple de traction sur un modele élémentaire. Les comparaisons effectuées entre
les résultats obtenus par la VUMATO et ceux calculés directement par Abaqus®/Explicit, pour des
conditions d’essais variables, ont montré des niveaux de corrélation intéressants, que ce soit dans le cas
de la modélisation 3D d’un essai de traction ou de coupe orthogonale.

Apres la validation de la VUMAT®O, des modifications ont été apportées a la loi rhéologique de JC. La
modélisation de la coupe orthogonale en utilisant le modele proposé a montré une amélioration notable
de la segmentation du copeau. Des niveaux de corrélations supérieures, notamment pour des avances
élevées, ont été obtenus. Non seulement, la prédiction des efforts de coupe a été améliorée avec ce
modele rhéologique, d’ou I’intérét des modifications proposées sur la fiabilisation de la modélisation
numérique 3D de la coupe orthogonale.
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Conclusion et perspectives

L’ objectif principal des travaux présentés consiste a augmenter la fiabilité des simulations par éléments
finis de la coupe orthogonale des matériaux de faible usinabilité, notamment de 1’alliage de titane le
Ti6Al4V. Pour répondre a cet objectif, il est crucial de comprendre la dépendance des résultats
numériques aux données d’entrée (parametres numériques du modele, modele de comportement...) en
liaison directe avec le code de calcul utilisé, le matériau étudi€ et le procédé a modéliser. Il est question
de déterminer les parametres, que ce soient numériques ou physiques, les plus influents sur la prédiction
des résultats. Des améliorations permettant de minimiser les écarts avec les résultats expérimentaux,
tout en évitant d’augmenter sensiblement les cofits de calcul, sont proposées par cette étude. Une
nouvelle loi empirique a été également proposée afin de reproduire le plus fidelement possible le
comportement du Ti6Al4V. Cette loi tient mieux en compte de la dépendance des termes
d’adoucissement thermique et de viscosité a la température et a la vitesse de déformation
respectivement, que le modele standard de JC. Elle se caractérise par un nombre supérieur de
coefficients, mais utilise le méme nombre d’essais expérimentaux que ceux utilisés pour I’identification
des coefficients de comportement de JC.

Le premier chapitre est consacré a une étude bibliographique sur le processus de formation du copeau,
particulicrement la segmentation du copeau, et sa modélisation. Différents parametres, d’aspect
numérique, ont été présentés et leurs effets sur les résultats ont été identifi€s. Les problémes d’usinabilité
de I’alliage Ti6Al4V ainsi que la modélisation de son comportement ont été discutés. Cette revue
bibliographique nous a alors permis de dégager les points durs de la modélisation de la coupe.

Le second chapitre s’est concentré a 1’étude de la dépendance des modélisations 2D de la coupe
orthogonale au maillage et au type de formulation, avec et sans la définition d’une loi
d’endommagement. L’étude préliminaire sur la convergence du maillage a souligné que méme si un
raffinement des éléments garantit une représentation plus fine de la géométrie initiale du modele, il n’est
pas toujours bénéfique. La sensibilité extréme d’un maillage trop raffiné a la déformation, conduisant a
la formation des copeaux différents de ceux expérimentaux, diminue de son efficacité. De plus, une forte
augmentation du temps de calculs est toujours liée a un raffinement excessif du maillage.

Afin de compléter cette étude sur la dépendance des résultats numériques au maillage, des simulations
ont été effectuées en utilisant différents types d’éléments. Le maillage discrétisant le modele
géométrique differe par la topologie des éléments définis (triangulaire ou quadrangulaire) et leur
fonction d’interpolation (1° ou 2™ ordre). La comparaison entre trois types d’éléments 2D (CPE3T,
CPE6MT et CPE4RT) disponibles dans la bibliotheque du code de calcul Abaqus®/explicit a souligné
I’importance de procéder a un choix convenable du type de maillage sur la modélisation de la coupe. 1l
a été montré par la présente étude que les éléments triangulaires, a 3 et a 6 nceuds, sont d’une efficacité
inférieure a celle d’un maillage quadrangulaire. Les modes de déformations limités, que les éléments
triangulaires CPE3T présentent, diminuent de leur capacité a reproduire adéquatement la différence dans
la morphologie du copeau en fonction des conditions de coupe, mais ils garantissent des temps de calcul
raisonnables par rapport a ceux obtenus avec un maillage triangulaire a 6 nceuds. Toutefois, suite a la
discrétisation de la partie supérieure de la piece transformée en copeau avec des éléments de nombre de
nceuds supérieur (a 4 ou 6 nceuds), des copeaux de morphologie comparable a ceux expérimentaux ont
pu étre simulés. En revanche, les fortes déformations subites par les éléments en contact avec le rayon
d’acuité de I’outil de coupe ont conduit a une forte distorsion de maillage lorsque des éléments
triangulaires a 6 nceuds sont définis, diminuant par conséquent de leur pertinence. De plus, les temps de
calcul tres élevés obtenus avec ce maillage, le CPEOMT, expliquent 1’intérét de définir les éléments
quadrangulaires disponibles dans Abaqus®/Explicit lors d’une étude 2D de la coupe orthogonale.

Dans ce second chapitre, une étude de I’effet du type de la formulation numérique sur la modélisation
de la coupe a été aussi effectuée. Il a été montré que méme si les méthodes d’adaptation de maillage
(telle que la formulation ALE utilisée par Abaqus® et le remaillage défini dans Forge®) sont

150



Conclusion et perspectives

N

caractérisées par une capacité intéressante a résoudre les probleémes de distorsion de maillage,
notamment en absence d’un modele d’endommagement, elles reproduisent mal la segmentation du
copeau. Ce résultat a mis en évidence que, parmi les différentes approches définis dans cette étude, la
formulation lagrangienne, a laquelle des modeles d’endommagement adéquats permettant de mieux
prédire la suppression des éléments endommagés sont définis, est la plus appropriée pour la modélisation
de la coupe orthogonale du Ti6Al4V, notamment de la segmentation de son copeau.

Toutefois, un choix convenable des parametres numériques n’est pas suffisant pour garantir des résultats
numériques en corrélation avec ceux expérimentaux. La reproduction précise du comportement du
matériau a usiner est aussi trés importante telle qu’une loi appropriée et adéquatement identifiée doit
étre utilisée pour une meilleure fiabilisation des modeles numériques. Ce point fait I’objectif du
troisieme chapitre.

Les comparaisons effectuées en faisant varier les coefficients de la loi rhéologique de JC dans des
intervalles limités (£25% la valeur initiale des coefficients de comportement) ont souligné I’intérét d’une
détermination précise des coefficients A, B et n, contrdlant 1’écrouissage dans le matériau, pour une
meilleure prédiction de la segmentation du copeau et de la géométrie des festons. Les différences notées
dans la morphologie du copeau (faiblement ondulé a fortement segmenté), suite a une forte
augmentation du coefficient m (de 0,18 a 1,1) a mis en évidence son effet et a permis de conclure que
son identification doit étre soignée pour avoir une géométrie du copeau plus en accord avec celle
expérimentale. Une forte dépendance de I’effort de coupe au coefficient A et de 1’effort d’avance aux
coefficients A, B, n et m du modele thermo-viscoplastique de JC a été aussi soulignée.

La détermination de I’effet des coefficients des modeles d’endommagement (d’initiation et d’évolution)
sur la fiabilisation de la modélisation par éléments finis de la coupe orthogonale a fait aussi I’objectif de
ce troisiéme chapitre. Un effet dominant du critere d’évolution de I’endommagement par rapport a celui
d’initiation d’endommagement donné par JC a été noté. Des variations significatives ont été apportées
a la segmentation du copeau et aux efforts prédits de coupe et d’avance, d’ou la nécessité d’une
détermination précise de la valeur de 1’énergie a la rupture G. En contrepartie, parmi les coefficients du
modele d’endommagement de JC, le coefficient D, a montré un effet plus prononcé sur les prédictions
en termes de F. et Fy.

Malgré les résultats intéressants obtenus avec la modélisation 2D de la coupe, les nombreuses
simplifications, présentées principalement par la considération d’un cas de déformation plane, ne
permettent pas de reproduire 1’écoulement latéral (sur les bords) de la matiere, et donc de tenir compte
de son effet sur le processus de formation du copeau. De plus, le fait que le mode de propagation de
I’endommagement fait encore débat, une modélisation 3D s’impose pour une compréhension
approfondie du processus de formation du copeau. En effet, apreés avoir identifié les principaux facteurs,
numériques et physiques, agissant sur la fiabilité des modeles numériques 2D, nous étudions dans le
quatrieme chapitre 1a modélisation 3D de la coupe orthogonale.

Ce chapitre commence par une étude expérimentale du tournage orthogonal du Ti6Al4V. Des essais de
coupe a différentes vitesses de coupe et avances ont été effectués. Cette étude a mis en évidence 1’effet
important de 1’avance sur le procédé d’usinage, notamment sur le copeau et les efforts, par rapport a
celui de la vitesse de coupe.

La capacité de la modélisation 3D a reproduire cette forte dépendance du procédé d’usinage a 1’avance
a été étudiée. Bien que cette approche soit couteuse du point de vue temps de calculs, elle a permis
d’obtenir des informations complémentaires sur le processus de formation du copeau, impossible de les
avoir avec une modélisation 2D. En effet, I’avantage principal des modeles numériques 3D est présenté
par leur capacité a reproduire des phénomenes multi-physiques intervenants lors de 1’usinage, non
seulement au niveau du plan médian de la piece, mais aussi sur les bords. Des différences ont été notées
au niveau de la distribution des déformations, des températures et de I’endommagement sur toute la
largeur de coupe. Cette différence a permis de prédire le sens de propagation des fissures dans le copeau,
initiées en pointe outil, au niveau du plan médian, et se propageant vers la surface libre du copeau. La
non-similarité des champs calculés sur la largeur de coupe et des phénomenes apparaissant en
simulation, malgré il s’agit d’une configuration de coupe orthogonale, montre la pertinence de la
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modélisation 3D. En revanche, bien que des résultats physiquement plus appropriés aient été obtenus
avec une approche 3D, la prédiction fiable de la géométrie des festons et des efforts de coupe reste
encore un défi a relever, notamment dans le cas des avances €élevées.

Vu que le modele de plasticité de JC, utilisé dans les chapitres précédents de ce rapport, présente des
coefficients de viscosité et d’adoucissement thermique constants, et donc d’une validité limitée sur des
intervalles particuliers de sollicitations, la fiabilité des modélisations numériques n’est pas garantie. Afin
de mieux reproduire le comportement du matériau a usiner, des modifications ont été apportées a cette
loi rhéologique dans le cinquieme chapitre. Ces modifications ont pour but de mieux tenir compte de la
sensibilité a la température et a la vitesse de déformation, tout en maintenant la ‘simplicité’ de
I’identification de ses coefficients.

N

L’identification des coefficients de la loi proposée a été effectuée a partir d’une série d’essais
expérimentaux de compression a différentes vitesses de déformation et températures. LLa comparaison
entre la loi identifiée et la contrainte expérimentale a souligné la capacité intéressante du modele proposé
a reproduire avec plus de précision le comportement du matériau sur une toute la gamme étudiée de
sollicitations.

Pour I'implémentation de la loi proposée dans le code de calcul Abaqus®/Explicit, une subroutine
VUMATO a été développée. Une premiere étape de validation de cette subroutine a été faite, et ceci en
comparant les résultats obtenus avec la VUMAT®O, a laquelle la loi classique de JC est définie, a ceux
correspondant a la loi standard de JC utilisée par Abaqus®. Les niveaux élevés de corrélation obtenus
avec les méthodes de modélisation nous ont permis de passer a des simulations numériques 3D de la
coupe orthogonale du Ti6Al4V, mais cette fois-ci en utilisant le modele rhéologique proposé et identifié.
Une amélioration dans les résultats numériques, notamment en termes de la géométrie des festons, a été
notée. En effet, une segmentation du copeau plus en accord avec celle obtenue expérimentalement, a pu
étre modélisée pour des fortes avances (0,3 mm/tr).

En se basant sur les résultats présentés par ce manuscrit, un bilan de perspectives pour des futurs travaux
peut étre dressé.

La modélisation 3D de la coupe est I’approche la plus pertinente, mais les résultats dépendent fortement
de la loi d’endommagement utilisée. En effet, 1a loi d’endommagement doit reproduire le comportement
du matériau tout en évitant la distorsion des éléments (suppression des éléments avant qu’ils soient trop
déformés). 11 parait alors judicieux de découpler ces deux besoins. Dans ce contexte, une these a été
lancée en 2014 a ’ENSAM centre d’ Angers dans le but de faire introduire un remailleur au code de
calcul Abaqus®/Explicit. Ce remailleur a pour but principal de permettre une meilleure prédiction de la
formation du copeau et de sa segmentation tout en controlant parfaitement la distorsion du maillage,
généralement rencontrée dans une modélisation numérique de la coupe. De plus, similairement a I’étude
paramétrique 2D de ce rapport, une étude de la pertinence du maillage 3D utilisé et de son effet sur la
fiabilisation de la modélisation de la coupe orthogonale s’imposera.

D’autre part, 1’étude menée sur I’effet des coefficients du modele de comportement permet de
déterminer ceux les plus influents sur la modélisation de la coupe, et donc ceux nécessitant d’étre
précisément identifiés. De méme, les conditions de contact (frottement variable, répartition de la chaleur
entre 1’outil et la piece) doivent étre étudiées. Pour cela, il sera intéressant de définir des lois de
frottement plus physiques (qui prennent compte de la vitesse relative des deux corps, de la répartition
de la pression de contact et la température, etc.), notamment lorsque les phénomenes d’aspect thermique
et tribologiques font 1’objectif de la modélisation numérique. En effet, 1’étude du couplage conditions
tribologiques-comportement du matériau semblera €tre intéressante.

La loi rhéologique proposée et identifiée dans ce manuscrit a permis de diminuer les écarts avec les
essais expérimentaux, et par conséquent d’augmenter la fiabilité des modélisations numériques 3D.
Cependant ses coefficients identifi€s a partir des essais de compression de la littérature peuvent a leur
tour apporter certaines erreurs. Pour cela, il sera judicieux de procéder a une identification en utilisant
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d’autres types d’essais (comme des essais de cisaillement), qui permettent d’atteindre des niveaux plus
élevés de vitesses de déformation et de voir de pres leurs effets sur la modélisation de la coupe.

De plus, I’auto-échauffement, pris en compte par le coefficient de Taylor-Quinnet, et le partage de
chaleur doivent étre correctement définis pour une prédiction précise de la thermique dans les interfaces
de contact. Tous ces points devraient &tre étudiés de pres lors de futures études.
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CONTRIBUTION A LA FIABILISATION DE LA MODELISATION NUMERIQUE
DE L’USINAGE DE PIECES EN TITANE

RESUME : L’usinage des pieces en alliages de titane, notamment en Ti6Al4V caractérisé par sa faible
usinabilité, a été toujours parmi les préoccupations majeures des entreprises du secteur de 1’aéronautique.
Toutefois, il est difficile, en se basant seulement sur des essais expérimentaux, de bien comprendre les mécanismes
participants a la formation du copeau. Il est alors nécessaire d’avoir recours a des modélisations numériques fiables
permettant d’avoir acces a des grandeurs physiques instantanées et tres localisées. Le travail présenté porte sur la
fiabilisation de la modélisation de la coupe. Des simulations numériques 2D et 3D ont été mises en place. Le
modele de comportement de Johnson-Cook et le critere énergétique d’évolution d’endommagement ont été utilisés.
L’étude préliminaire 2D de 1’effet du maillage, notamment la taille, le type et la fonction d’interpolation des
éléments finis, a souligné I'importance d’une discrétisation convenable du modele qui tient compte du coiit de
calculs. De plus, il a ét¢ montré qu’un choix convenable du type de la formulation est crucial. L’effet des
coefficients rhéologiques et d’endommagement (initiation et évolution) sur la formation du copeau (morphologie,
champs de déformation et de température) a été€ déterminé. Des essais expérimentaux de la coupe orthogonale du
Ti6Al4V a différentes conditions de coupe ont été effectués. La dépendance de la géométrie du copeau et des
efforts a la vitesse de coupe et a I’avance a été étudiée. Les résultats expérimentaux ont été utilisés pour la
validation des modeéles numériques 3D qui permettent une étude fine de la formation du copeau. Cette approche a
permis de reproduire fidelement les phénomenes physiques se produisant au niveau du plan médian de la piece
tout en tenant compte de I’écoulement de la matiere sur les bords. Les résultats prédits ont mis en évidence que,
méme dans le cas d’une coupe orthogonale, la formation du copeau est bien un phénomeéne 3D. Afin d’augmenter
la fiabilité des modeles numériques 3D, une nouvelle loi thermo-viscoplastique a été proposée. Cette loi, identifiée
et implémentée dans le logiciel Abaqus® a travers la routine VUMATO, a été utilisée pour la simulation de
I’usinage du Ti6Al4V. Elle a conduit a une amélioration notable des résultats numériques.

Mots-clés : Ti6Al4V, modélisation numérique, coupe orthogonale, loi de comportement, formation du
copeau

Contribution to more reliable numerical modeling of the machining of titanium
workpieces

ABSTRACT: The machining of titanium alloys workpieces, especially in the Ti6Al4V which is characterized
by its low machinability, has always been among the major preoccupations of the companies in the aeronautics
sector. However, it is difficult, basing only on experimental tests, to well understand the mechanisms involved
during the chip formation. In fact, the use of reliable numerical models that allow the access to instantaneous and
very localized physical quantities is required. The presented work consists on the increase of the cutting modeling
reliability. The 2D and the 3D numerical simulations have been performed. The Johnson-Cook constitutive model
and the damage evolution criterion have been used. The preliminary 2D study focused on the mesh effect,
especially the size of the finite elements, their type and their interpolation function, has highlighted the importance
of a convenient discretization of the model that takes into account the machining computing cost. In addition, it
has been shown that a suitable choice of the formulation type is crucial. The effect of rheological and damage
(initiation and evolution) coefficients on the chip formation (morphology, strain and temperature field) has been
determined. Experimental orthogonal cutting tests of the Ti6Al4V at different cutting conditions have been
performed. The dependency of the chip geometry and the efforts to the cutting speed and the feed rate has been
studied. Experimental results have been used in the validation of the 3D numerical models, which allow a deep
study of the chip formation process. This approach has allowed an accurately reproduction of the physical
phenomena that occurs in the median plan of the workpiece as well as in its sides. The predicted results have
highlighted that, even in the case of orthogonal cutting process, the chip formation is a 3D phenomenon. In order
to increase the reliability of 3D numerical models, a new thermo-visco-plastic law has been proposed. This law,
identified and implemented in the software Abqus® through the subroutine VUMAT®O, has been used to model
machining process of the Ti6Al4V. It has resulted in a notable improvement of the numerical results.

Keywords : Ti6Al4V, numerical modeling, orthogonal cutting, constitutive law, chip formation
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