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Introduction 

Les structures aéronautiques, telles que les systèmes propulsifs, sont typiquement constituées 

de pièces métalliques dimensionnées pour supporter des chargements thermomécaniques 

importants. Ces pièces, de nature critique, sont obtenues à partir d’ébauches qui sont ensuite 

usinées aux cotes finales, avant d’être assemblées. Le procédé d’usinage constitue ainsi une 

étape clé dans le cycle de fabrication d’une pièce qui doit permettre de garantir les exigences 

tant dimensionnelles que de propriété métallurgique et mécanique. 

En d’autres termes, il est indispensable de pouvoir garantir que la surface usinée possède 

l’ensemble des caractéristiques, notamment l’état de contrainte ou l’état métallurgique, qui lui 

permettront de remplir sa fonction sur une durée prédéfinie selon son dimensionnement. Par 

ailleurs, les évolutions des techniques et des moyens de production, visant à augmenter la 

productivité et la robustesse du procédé, entraînent des modifications régulières des gammes 

de fabrication. Il devient alors nécessaire, bien que parfois difficile, de garantir la qualité et la 

performance des pièces produites tout en prenant en compte ces changements dans le process 

de fabrication. 

L'intérêt de l'intégrité de surface (IS) prend alors tout son sens sur les pièces aéronautiques 

fortement sollicitées sous chargement mécanique cyclique. En effet, la résistance à la fatigue 

est directement et fortement influencée par plusieurs paramètres caractéristiques de l’intégrité 

de surface tels que l’état de surface, les contraintes résiduelles et la qualité métallurgique.  

Ce premier chapitre regroupe un état de l’art de l’impact de l’intégrité de surface sur les 

propriétés mécaniques des alliages métalliques, et plus particulièrement l’alliage de titane Ti-

6Al-4V. Cette première investigation a pour but de mettre en lumière les paramètres les plus 

influents de l’IS qui pourraient favoriser l’initiation et la propagation de fissures, et donc 

d’engendrer des abattements en fatigue qui pourraient s’avérer catastrophiques pour les 

structures aéronautiques. Une fois ces paramètres identifiés, un état de l’art de l’impact des 

procédés d’usinage sur les alliages métalliques permettra de prendre en compte les paramètres 

critiques à maitriser pour garantir une intégrité de surface souhaitée. 

Contexte industriel 

Dans le cas de l’usinage des matériaux métalliques, afin d’assurer la traçabilité et la conformité 

des pièces usinées, les paramètres opératoires considérés comme « clés » ont leur plage de 

fonctionnement bornée. Ces paramètres clés, notamment dans le cas d’usinage de finition, sont 

identifiés comme étant les paramètres ayant une contribution majeure sur la performance en 

service des surfaces.   

Dans un objectif de gain de productivité, tout en assurant un niveau de qualité accru, les 

limitations sur les vitesses de coupe et les vitesses d’avance – jusqu’ici bornées ont besoin d’être 

réétudiées. Dans ce contexte, il est nécessaire de démontrer un lien de causalité entre les 

paramètres d’entrée du procédé (tels que les paramètres cinématiques ou la géométrie d’arête 

d’outil), les résultantes du procédé (tels que les chargements thermomécaniques imposés sur la 

surface matériau), l’intégrité de surface obtenue et la tenue en fatigue de la pièce. 

De précédents travaux de la littérature (Moussaoui et al., 2015) se sont intéressés aux conditions 

d’usinage en ébauche. Ceux-ci ont notamment démontré que ces paramètres opératoires 

n’avaient pas d’impact significatif sur le comportement en fatigue de la surface usinée. En 
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revanche, l’effet des paramètres opératoires de coupe en fraisage de finition sur le 

comportement mécanique en fatigue reste à étudier plus finement : 

 Dans quelle mesure la signature de la dernière passe vient-elle affecter la durée de vie 

en fatigue des pièces (Brinksmeier et al., 2014) ?  

 Comment choisir les paramètres du procédé pour obtenir une intégrité de surface 

ciblée ?  

 Quel est le lien entre l'intégrité de surface obtenue en fraisage de finition et la tenue en 

fatigue ? 

Objectifs 

Le présent travail de thèse, qui s’est déroulé dans le cadre d’une convention CIFRE, a pour 

objectif d’analyser les paramètres d’usinage de l’opération de fraisage en finition de l’alliage 

de titane Ti-6Al-4V, dans le but de faire le lien inverse entre l’intégrité de surface et les 

paramètres du procédé de fabrication. 

Les travaux se structurent autour de la notion de Process Signature (Brinksmeier et al., 2018), 

dont la démarche consiste dans un premier temps à quantifier la charge thermique et mécanique 

appliquée à la surface fabriquée en fonction des conditions du procédé. À partir de ces 

sollicitations, une modélisation thermomécanique permet de définir les champs de température 

et de déformation de la surface générée. Des essais expérimentaux sont ensuite réalisés pour 

faire le lien entre cette charge thermomécanique et l'intégrité de surface obtenue (contraintes 

résiduelles, microstructure, état de surface.). C’est le principe même de la notion de Process 

Signature qui lie les chargements à l'intégrité de surface. Une fois ce lien réalisé, il est alors 

possible de développer un démonstrateur inverse capable de prédire l'effet du procédé de 

fraisage et de ses paramètres sur l'intégrité de surface obtenue. 

 
Figure 1. Chaîne causale du procédé de mise en forme soustractif (Brinksmeier et al., 2018) 

La Figure 1 schématise, d’après (Brinksmeier et al., 2018),  la chaîne causale pour établir le 

lien inverse entre les performances des surfaces et les paramètres opératoires. Il apparaît alors 

que quatre étapes sont nécessaires, détaillées ci-après.  
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Etape 1 : Lien entre paramètres opératoires et chargement extérieur → Etude du 

chargement global 

Cette étape vise à établir le lien entre le chargement thermomécanique global et les paramètres 

opératoires d’usinage (conditions cinématiques de coupe telles que la vitesse de coupe vc, la 

vitesse d’avance vf, l’engagement d’outil ae et ap, etc.), les paramètres de géométrie d’outil et 

d’arête de coupe, éventuellement les moyens d’assistance en usinage (lubrification, 

lubrification haute pression, cryogénique, vibratoire ou laser, etc.) et l’ensemble des actions 

mécaniques, thermiques et chimiques pouvant être mesurées ou simulées pendant l’usinage. 

Aussi il est ici nécessaire de savoir mesurer les paramètres d’entrée avec exactitude ainsi que 

d’utiliser des outils permettant d’acquérir les signaux résultants (mesure d’effort avec platine 

dynamométrique, mesure de température avec thermocouples, etc.).  

Etape 2 : Lien entre chargement extérieur et chargement interne → Etude de la partition 

énergétique 

Les actions thermomécaniques résultantes du procédé d’usinage, dont certaines quantités 

peuvent être mesurées ou surveillées in-situ, doivent être accompagnées d’une étude dite de la 

« partition énergétique » afin d’accéder au chargement interne vu par la surface. En effet, 

l’usinage étant un procédé soustractif, la conservation du volume ne s’applique pas et l’énergie 

de coupe est redistribuée dans le copeau, dans l’outil et dans la surface générée. Cette 

redistribution est pondérée par la nature de l’outil de coupe, dont les propriétés thermo-physico-

chimiques sont différentes du matériau usiné, les paramètres cinématiques choisis, ainsi que la 

géométrie de l’outil et de l’arête de coupe. Ces aspects seront abordés au Chapitre 2, 

notamment lors du contexte de la coupe élémentaire, dont l’étude approfondie permet d’établir 

les partitions mécaniques et thermiques dans le copeau, la pièce et l’outil. A ce stade, la 

signature du procédé est établie. Elle est modélisée par un chargement interne (sur la surface) 

de nature : 

 Mécanique, par des chargements de type pression (normales et tangentielles) ; 

 Thermique, en terme de flux de chaleur (flux de conduction, convection, rayonnement) 

issu de la dissipation mécanique (thermoélasticité section 1.3 et travail plastique) et 

d’actions extérieures (de type frottement) ; 

 Chimique, par des flux de diffusion chimique, notamment avec la première et deuxième 

loi de Fick. 

Par conséquent, les étapes suivantes ne sont plus liées au procédé d’usinage. La démarche peut 

être appliquée, en théorie, pour n’importe quel autre procédé de mise en forme soustractif. 

Etape 3 : Lien entre chargement interne et modification du matériau → Etude de la 

modification de l’intégrité de surface 

Une fois le chargement interne identifié (chargement perçu par la pièce), il est nécessaire de 

comprendre la phénoménologie du comportement des matériaux métalliques soumis à des 

chargements thermomécaniques et de quantifier les mécanismes de transformation de ce 

matériau. La difficulté première est qu’il est nécessaire de décorréler les effets mécaniques et 

thermiques, pour comprendre l’influence de la nature du chargement sur la transformation du 

matériau. 
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Par exemple, pour un chargement mécanique donné, un alliage de titane n’aura pas la même 

réponse en écrouissage (consolidation) qu’un acier inoxydable 15-5-PH, et donc des contraintes 

résiduelles différentes. De même, pour un chargement thermique fixé, un alliage Ti-6Al-4V 

n’aura pas la même réponse en déformation qu’un alliage d’aluminium dont la diffusivité 

thermique est beaucoup plus importante, conduisant à des localisations de contraintes 

résiduelles importantes pour les alliages réfractaires. 

Le plus souvent, des essais « simples » de caractérisation sont suffisants pour évaluer l’effet du 

type de sollicitation sur la réponse du matériau : Par exemple, un chargement purement 

mécanique (essais de traction quasi-statique), ou purement thermique (chauffage lent et diffus 

avec un chalumeau, ou chauffage rapide et localisé avec des dispositifs résistifs). Ici, les 

compétences nécessaires sont celles du mécanicien, du thermicien et du métallurgiste. Cette 

partie est abordée dans le Chapitre 1, dans lequel différents essais de caractérisations sont 

présentés afin de connaitre les propriétés thermophysiques du matériau usiné. De plus, une 

simulation est établie pour décorréler l’effet des natures des chargements sur la génération de 

contraintes résiduelles. 

Etape 4 : Lien entre modification du matériau (intégrité de surface) et performance en 

fatigue 

Il s’agit ici de l’étape permettant de relier la dernière brique de la démarche Process Signature. 

Cette étape consiste à mettre en lumière les paramètres de l’intégrité de surface les plus influents 

sur l’abattement en fatigue des surfaces. La principale difficulté d’accès à cette étape est que 

pour décorréler les effets des paramètres d’intégrité de surface sur la durée de vie en fatigue, il 

est nécessaire de savoir fabriquer des échantillons de test disposant d’intégrité de surface 

maitrisée ou ciblée. Cela sous-entend que l’ensemble des liens précédents ainsi que les briques 

de la démarche process signature soient connus et maitrisés. Dans cette étude, une partie dédiée 

à la tenue en fatigue de l’alliage Ti-6Al-4V est présentée au Chapitre 4.  
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Point de vue industriel de la méthode Process signature 

La Figure 2 présente le logigramme des interactions entre les paramètres d’entrée du procédé 

d’usinage, les grandeurs résultantes, l’intégrité des surfaces usinées ainsi que la durée de vie en 

fatigue. Quatre blocs d’étude sont distingués et cinq boites noires (« Black Box », ou BB) 

doivent être identifiées pour accéder au dernier bloc de performance en fatigue.   
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Figure 2. Logigramme des interactions durant le processus de fabrication par soustraction de matière 

 

 Dynamique de l’usinage 

o Ce bloc regroupe l’étude des interactions dynamiques lors du processus 

d’usinage : 

 La machine avec sa rigidité, ses axes et ses caractéristiques dynamiques, qui 

influent sur l’exactitude des trajectoires ; 

 La qualité de l’attachement côté broche et côté outil (technologie 

d’attachement, couple de serrage, etc.) qui influent sur la flexion d’outil ainsi 

que sur le fond-rond ; 

 Le profil d’outil utilisé (cylindrique, conique, torique, etc.), dont 

l’intersection avec la matière permet de définir les épaisseurs et sections 

coupées ; 

 La morphologie de la pièce et ses opérations (rainurage, poche, etc.) ; 

 La qualité et les technologies de bridage (mise et maintien en position) 

mécanique ou hydraulique qui influent sur la rigidité globale ; 

 Les paramètres cinématiques (vitesse de coupe, engagement d’outil, 

trajectoire, etc.), qui sont les paramètres définis par le programmeur ; 
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o La partie « Monitoring », décrite par les cases en pointillés, permet d’acquérir, le 

plus souvent, la puissance consommée par la broche, et dans d’autres cas la 

puissance consommée par les axes de la machine-outil. En soustrayant la puissance 

à vide, il est alors possible d’accéder à des données relatives aux puissances mises 

en jeu durant la coupe, et d’acquérir des informations sur le chargement 

thermomécanique global.  

 

 Etude de la coupe 

o Ce bloc sera celui étudié en priorité dans ce manuscrit et comprend l’étude 

mécanistique de la coupe, ainsi que les interactions entre l’arête de coupe et la 

matière : 

 L’ensemble des paramètres de géométrie d’arête ; 

 Les paramètres thermophysiques du matériau usiné ; 

 Les paramètres thermophysiques du matériau usinant ; 

 Le cas de chargement mécanique ; 

 Le cas de chargement thermique, qui découle de l’étude de la dissipation du 

chargement mécanique, abordé dans le Chapitre 2 ; 

 La boucle de rétroaction sur la modification de l’arête de coupe (l’usure de 

l’arête de coupe) qui modifie également le profil d’outil, peut conduire à de 

la vibration et donc modifier les aspects de topographie de surface. Ce thème 

sera abordé au Chapitre 4. 

 

 Intégrité des surfaces 

o Ce bloc regroupe les caractéristiques de l’intégrité de surface et ses 

modifications induites par le procédé d’usinage. 

 La topographie de surface (rugosité, défaut de surface, mismatch, surface 

vibrée, contamination, labourage, déchirures etc.) ; 

 Les caractéristiques métallurgiques de l’intégrité de surface (taille de grain, 

proportion de phase, texture, etc.) 

 Les caractéristiques mécaniques sous-jacentes à la microstructure (dureté, 

contraintes résiduelles) ; 

 

 Performance mécanique des surfaces 

o Ce bloc est dédié à l’étude de la durée de vie en fatigue des surfaces usinées. Il est 

connecté à l’ensemble des blocs caractéristiques de l’intégrité de surface. Pour 

l’étude de la durée de vie en fatigue, des essais de flexion quatre points sont 

nécessaires. Ces aspects sont abordés dans le Chapitre 4.  
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Dans ce travail de recherche, l’identification des boites noires est basée sur une approche de 

compréhension physique dite « des mécanismes de causes à effets des paramètres d’entrée vers 

les données de sorties », avec des approches mathématiques, le plus souvent analytiques ou le 

cas échéant numériques. L’approche physique permet de transposer ces méthodes et résultats à 

d’autres matériaux et d’autres procédés d’enlèvement de matière par cisaillement de copeau, à 

contrario des approches empiriques basées sur les plans d’expériences, qui nécessitent de 

réaliser des nouvelles campagnes d’essais à chaque fois qu’un paramètre d’entrée est modifié. 

En effet, bien que la méthode des plans d’expériences soit nécessaire à la mesure et à la 

hiérarchisation des contributeurs majeurs (paramètres clés), elle ne permet d’établir que des 

liens de corrélations, alors que la méthode physique établie des liens de causalité. 

Le tableau suivant montre le résumé graphique du mémoire de thèse. 
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Etat métallurgique du Ti-6Al-4V affecté par l usinage

γn

h 

Arête de 

coupe

Pièce
vc

αnΦ

Dissipation energétique durant la génération du 

copeau

Profondeur 

affectée

Etablir les éléments de base de la phénoménologie 

des matériaux métalliques soumis à des contraintes 

thermomécaniques au vu de décrire l évolution de 

ses propriétés métallurgiques et mécaniques qui 

définissent « intégrité de surface ».

Identifier les propriétés et coefficients nécessaires à 

l élaboration d un modèle décrivant la loi de 

comportement de l alliage Ti-6Al-4V.

Décorréler les effets de la nature de la 

sollicitation sur la génération de contraintes 

résiduelles.

CHAPITRE 1

Dans le contexte de la coupe orthogonale, 

quantifier l impact des paramètres opératoires de 

vitesse de coupe, d épaisseur instantanée de 

copeau non coupé et caractéristiques de 

géométrie d arête de coupe sur les termes sources 

aux interfaces outil/copeau/pièce.

Zone de cisaillement primaire (ZONE I)

Fs (N), vs (mm/s), Ps (mW)
Zone de frottement secondaire (ZONE II)

Ftγ (N), vch (mm/s), Pγ (mW)

Zone de frottement tertiaire (ZONE III)

Fte (N), VB (mm), Pα (mW)

CHAPITRE 2

Cinématique du contournage dans le plan Pf

Dans le contexte du fraisage de finition, 

quantifier l impact des paramètres opératoires 

cinématiques sur le chargement 

thermomécanique des termes résultants
Flux thermique dans la pièce

qI P + qII P + qIII P (mW/mm²)

Flux thermique dans la l outil

qIII O + qII O              (mW/mm²)

Flux thermique dans la le copeau

qI C + qII C         (mW/mm²)

Contrainte normale dans la pièce

σI P ; σIII P            (N/mm²)

Contrainte tangentielle dans la pièce

τI P ; τIII P     (N/mm²)

CHAPITRE 3
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(c) Flexion quatre points pour l étude de la fatigue  

Dans le contexte du contournage de finition, 

établir le lien entre paramètres opératoires et 

intégrité de surface, en prenant en compte l usure 

de l arête de coupe.

Dans le contexte du surfaçage de finition, établir 

le lien entre conditions opératoires, intégrité de 

surface et durée de vie en fatigue avec étude de 

flexion quatre points.

Etablir une méthodologie de mesure de 

contraintes résiduelles par méthode de relaxation 

des contraintes.

CHAPITRE 4
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Etat de l’art 

Dans les sections suivantes, un état de l’art est présenté de manière sommaire pour définir les 

notions d’intégrité de surface ainsi que les liens de causalité entre intégrité de surface et tenue 

en fatigue des surfaces. A noté que dans chaque chapitre, des éléments de bibliographie 

spécifiques seront également abordés. 

Définition de l’intégrité de surface 

L’intégrité de surface peut être définie comme étant l’ensemble des propriétés topographiques, 

mécaniques, chimiques et métallurgiques d’une surface fabriquée en relation avec ses 

performances en service, comme schématisé par (Liang et al., 2019) en Figure 3. L’intégrité 

de surface est dépendante des chargements thermomécaniques subis par la surface. La 

sensibilité à l’altération de l’intégrité de surface dépend des propriétés physiques du matériau. 

Dans cette étude, l’alliage de titane Ti-6Al-4V sera étudié en priorité mais les éléments d’état 

de l’art décrits dans la section suivante porteront également sur d’autres alliages métalliques.  

 
Figure 3. Schéma de la surface modifié après usinage, soit l’intégrité de surface (Liang et al., 2019) 

 

Relations entre intégrité des surfaces et durée de vie en fatigue 

D’après la littérature, il est reconnu que l’état de surface a une influence importante sur 

performance en service des matériaux métalliques.  Afin de mettre en évidence l’influence de 

la rugosité sur la durée de vie en fatigue, Taylor et Clany (Taylor and Clancy, 1991) ont testé 

plusieurs procédés de mise en forme dont le polissage, le meulage, l’usinage en bout et le 

rainurage - sur des éprouvettes en acier EN19. Ces éprouvettes sont, après mise en forme, 

recuites à une température de 590° pendant 3 heures pour réduire les contraintes résiduelles 

introduites par le procédé. Les essais de fatigue à amplitude constante de fréquence 100 Hz en 

flexion 3 points montrent que plus la rugosité est élevée, plus l’abattement fatigue est important, 

comme l’illustre la Figure 4. 



Page 18 

 
Figure 4. Courbes de Wöhler pour l’éprouvette polie, l’éprouvette rectifiée à la meule et les éprouvettes rainurées. 
(Taylor and Clancy, 1991) 

Dans cette étude, le critère Rmax est défini comme la profondeur maximale des pics et vallées 

mesurés sur une longueur d’évaluation de 1.75 mm et moyennée toute les 25 longueurs. 

Un travail similaire a été produit par (Bayoumi and Abdellatif, 1995) afin de quantifier l’effet 

des paramètres de l’état de surface tels que le Ra, Rq, Rp, Rz, les paramètres spatiaux Hsc et 

Sm ainsi que les paramètres hybrides ∆q et λq sur l’initiation de fissure en surface libre des 

éprouvettes cylindriques en alliage d’aluminium. Les éprouvettes ont été polies avec différents 

papiers abrasifs pour faire varier la rugosité en surface, Ra = 1.8 µm, Ra = 1.1µm, Ra = 0.95µm 

et Ra = 0.45µm. Les résultats sont présentés dans la Figure 5. Une fois de plus, le constat est 

que plus la rugosité est faible, plus la durée de vie en fatigue est élevée. 

 
Figure 5. Comparaison de courbes de Wöhler pour des éprouvettes polies avec différentes rugosités de surface (Ra) 
(Bayoumi and Abdellatif, 1995) 
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Tous les paramètres de la topographie de surface montrent une forte dépendance quant à la 

durée de vie en fatigue, qui décroit lorsque ces paramètres augmentent. 

Novovic et al. (Novovic et al., 2004) présentent une étude bibliographique concernant l’effet 

de l’usinage et de l’état de surface sur la durée de vie en fatigue des surfaces, pour différents 

matériaux. L’influence des paramètres de rugosité est considérée. Malgré quelques désaccords 

dans la bibliographie, les auteurs rapportent que, dans la plupart des cas, des rugosités de surface 

faibles entraînent une meilleure durée de vie en fatigue. En effet, dans un intervalle de rugosité 

arithmétique (Ra) compris entre 2.5 µm et 5 μm, il est montré que la durée de vie en fatigue est 

dépendante des contraintes résiduelles et de la microstructure de la pièce usinée, plutôt que de 

la rugosité. 

Dans le domaine des grandes durées de vie, l’amorçage de la fissure constitue 90% de la durée 

de vie en fatigue de la pièce. En l’absence de contraintes résiduelles, la rugosité des surfaces 

usinées, présentant une rugosité arithmétique supérieure à 0,1 μm, a une influence importante 

sur la tenue en fatigue. Dans le cas inverse (pour des surfaces usinées avec Ra < 0,1 μm), la 

rugosité de la surface usinée semble avoir un effet moindre sur la tenue à la fatigue. Il est alors 

constaté que les fissures s’amorcent soit à cause des bandes de glissement persistantes, soit aux 

joints de grains. Enfin, si la microstructure présente des inclusions de taille supérieure à la 

rugosité de la surface, ce sont ces inclusions qui pilotent la tenue à la fatigue, plutôt que la 

rugosité. 

Arola et Williams (Arola and Williams, 2002) expliquent que deux surfaces peuvent avoir le 

les mêmes paramètres de rugosité, notamment les paramètres Ra, Rt et Rz, comme le montre la  

Figure 6(b), mais une durée de vie en fatigue différente. Ceci s’explique par le fait que la 

rugosité joue un rôle de concentrateur de contrainte sur la surface. 

 
 

Figure 6. (a) Profil de surface quelconque (Arola and Williams, 2002) – (b) Surface de même rugosité (Arola and Williams, 

2002) 

Le paramètre Rt semble donc être un paramètre plus pertinent que la rugosité arithmétique Ra 

car il rend compte de la profondeur maximale des pics et des vallées. Les vallées sont des sites 

privilégiés pour l’amorçage de fissures. Le rayon des creux ρ est un paramètre caractéristique 

pour l’estimation des coefficients de concentration de contraintes. 

(Javidi et al., 2008) se proposent d’étudier l’influence des paramètres de tournage sur l’acier 

34CrNiMo6. Ils montrent que pour une avance constante égale à 0.2 mm/rev, la rugosité Rmax 

augmente lorsque le rayon de bec rε diminue (Figure 7(a)). Aussi, ils montrent que plus le rayon 



Page 20 

de bec est petit et que l’avance est élevée, plus les contraintes résiduelles de compression en 

surface sont intenses. (Figure 7(b)(c)) 

Les courbes de Wöhler pour des éprouvettes usinées avec une avance de 0.2 mm/rev sont 

tracées dans la Figure 7(d). L’éprouvette ayant la plus grande rugosité mais également le plus 

de contrainte résiduelle de compression présente une durée de vie supérieure aux autres 

éprouvettes. La durée de vie semble être ici pilotée par les contraintes résiduelles plutôt que par 

l’état de surface.  

(a)

 

(b)

 

(c) 

 

(d)

 
Figure 7. (a) Effet du rayon de bec sur la rugosité Rmax – (b) Effet de l’avance et du rayon de bec sur les contraintes résiduelles 

circonférentielles en surface – (c) Effet de l’avance et du rayon de bec sur les contraintes résiduelles axiales en surface – (d) 

Courbe de Wöhler des éprouvettes tournées 

 

Suraratchai et al. (Suraratchai et al., 2008) ont testé, via des essais de fatigue en flexion 4 points, 

des éprouvettes en alliage d’aluminium 7010 usinées par un étau-limeur suivant différentes 

conditions cinématiques, de manière à créer des éprouvettes avec des états de surface ciblés. La 

forme des éprouvettes, l’orientation de leurs stries d’usinage, ainsi que les valeurs associées de 

rugosité de surface et de contraintes résiduelles sont présentées en Figure 8. 
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Figure 8. Caractéristiques des éprouvettes pour les essais de flexion quatre points (Suraratchai et al., 2008) 

Les courbes de Wöhler en flexion quatre points de sollicitation (R = 0.1) illustrées en Figure 9 

montrent que la présence de stries alignées parallèlement à la direction de sollicitation affecte 

peu la limite d’endurance, et cela même pour des niveaux de rugosité élevés (Ra = 7 μm). Dans 

le cas de stries orientées perpendiculairement à la sollicitation la présence d’un état de surface 

dégradé (Ra = 7μm) génère une chute de limite d’endurance en fatigue d’environ 20% et en fait 

le cas le plus défavorable. Les contraintes en surface sont équivalentes pour ces deux conditions 

et permettent ici de ne considérer que l’effet de l’état de surface. 

 
Figure 9. Courbes de Wöhler (contrainte / nombre de cycles) pour plusieurs conditions d'usinage (Suraratchai et al., 2008) 

(Yao et al., 2014) ont étudié le lien entre paramètres de coupe en fraisage de l’alliage de titane 

Ti-10-2-3 et l’intégrité de surface (état de surface et contraintes résiduelles), ainsi que la durée 

de vie en fatigue, par des essais de traction-traction (R = 0.1). Ils montrent que la durée de vie 

en fatigue augmente lorsque les contraintes résiduelles de compression augmentent et que la 

rugosité diminue, comme reporté sur la Figure 10(a). Cependant, aucune donnée quantitative 

quant à la compétition entre l’état de surface et les contraintes résiduelles sur la durée de vie en 

fatigue ne peut être établie dans cette étude (Figure 10(b)). 
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(a)

 

(b)

 

Figure 10. (a) Résultats du rugosité arithmétique, contraintes résiduelles et valeur médiane de fatigue (Yao et al., 2014) – (b) 

Influence de la rugosité sur l’abattement en fatigue du Ti-10-2-3 (Yao et al., 2014) 

Moussaoui et al. (Moussaoui et al., 2015) étudient l’influence de l’intégrité de surface du Ti-

6Al-4V sur la durée de vie en fatigue lors d’essais de flexion quatre point (R = 0.1, f = 7 Hz) 

sur des éprouvettes dont la géométrie est décrite en Figure 11(a). Ils observent que, pour cet 

alliage de titane, les paramètres de rugosité (Ra, Rt, Rz) ne sont pas significatifs sur la durée de 

vie en fatigue pour des valeurs comprises entre 0.25 µm et 0.6 µm, comme indiqué dans les 

Figure 11(a)(b). 

 

(a) 

 

(b) 

 
Figure 11. (a) Résultats des caractéristiques de rugosité, contrainte résiduelle en surface et largueur de pic – (b) Effet de la 

rugosité sur la durée de vie en fatigue (Moussaoui et al., 2015) 

Ils expliquent alors que la durée de vie en fatigue est significativement modifiée par l’état de 

contraintes résiduelles plutôt que par l’état de surface. 

Concernant les alliages ferreux, dans leurs travaux destinés à corréler l’effet de la 

microstructure ainsi que de l’état de surface sur la durée de vie en fatigue d’acier 100CrMo4 et 

50CrMo4, Lai et al. (Lai et al., 2016) effectuent des essais de flexion rotative sur plusieurs 

éprouvettes rectifiées et polies, avec différentes valeurs de rugosité. Ils observent (Figure 12) 

que les éprouvettes avec une forte valeur de rugosité arithmétique ont tendance à casser suite à 
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une initiation de fissure en surface libre, tandis que les éprouvettes polies de faible rugosité 

arithmétique, présentent une meilleure durée de vie et finissent par rompre suite à une initiation 

de fissure en sous surface à partir d’inclusions. 

 

 
Figure 12. Courbes de Wöhler (contrainte / nombre de cycles) pour les différents niveaux de rugosité ainsi que le mode de 

rupture (Lai et al., 2016) 

 

Novovic et al. (Novovic et al., 2016) ont étudié les changements en surface et sous surface d’un 

alliage de titane, le Ti–25V–15Cr–2Al–0.2C, induits par le fraisage, la rectification et le 

polissage, ainsi que leurs rôles en terme d’abattement en fatigue. Afin d’étudier l’influence de 

la topographie de surface sur la durée de vie en fatigue, sans coupler les aspects dureté et 

contraintes résiduelles, un lot d’éprouvette a subi un recuit « ANN » (800°C/2 h, suivi de 

600°C/2 h), comme le montre la Figure 13(a). Les éprouvettes sont mesurées à l’aide d’un scan 

3D pour quantifier la topographie de surface, illustrée Figure 13(b). Les paramètres spatiaux 

de la topographie de surface sont résumés en Figure 13(c).  D’après les auteurs, il existe donc 

une relation complexe entre intégrité de surface (aspects métallurgiques, mécaniques et 

topographiques) et la durée de vie en fatigue. Ils observent qu’en général, plus la rugosité est 

faible, plus la durée de vie en fatigue est élevée pour les éprouvettes traitées thermiquement 

(Figure 13(d)).Egalement, plus les contraintes de compression sont élevées, plus la durée de 

vie en fatigue est importante pour les éprouvettes non traitées. Cependant, l’auteur souligne le 

manque de corrélation robuste pour corroborer ces résultats, mais que l’aspect métallurgique à 

un rôle majeur pour la durée de vie en fatigue. 
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(a)

 

(b)

 

(c)

(d)

 
Figure 13. (a) Process pour la fabrication des éprouvettes de fatigue - (b) Illustration des scan 3D – (c) Paramètres spatiaux 

mesurés de la topographie de surface – (d) Courbes d’endurance pour les éprouvettes traitées thermiquement  

 

Enfin, (Umbrello and Rotella, 2018) ont testé l’effet des paramètres d’usinage et d’assistances 

d’usinage, notamment la lubrification conventionnelle, haute pression et l’assistance 

cryogénique, sur l’intégrité de surface puis sur le comportement en fatigue de l’alliage Ti-6Al-

4V. La rugosité et la taille de grain ont été quantifiées avec un rugosimètre de contact et par des 

observations au microscope optique respectivement. Les données sont rassemblées dans les 

Figure 14(a)(b). Pour tester l’influence de ces deux caractéristiques d’intégrité de surface, des 

essais de fatigue uniaxiaux avec un rapport de charge R = 0.1 et une fréquence de sollicitation 

f = 20 Hz, selon la norme ASTM E466, ont été mis en œuvre. 
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(a) 

 

(b) 

 
(c) 

 
Figure 14. (a) . Variation de la taille de grains en fonction de l'assistance d'usinage et de la vitesse de coupe (b) Evolution de 

la rugosité en fonction de l'assistance d'usinage et de la vitesse de coupe – (c) Courbe SN pour vc = 30 m/min 

 

Les résultats des essais, présentés sur la Figure 14(c), montrent que les éprouvettes présentant 

la plus faible rugosité, ainsi qu’une taille de grain faible, ont la plus grande durée de vie en 

fatigue. Il est donc, depuis ces travaux, difficile de statuer sur le rôle de chacune de ces 

caractéristiques d’intégrité de surface sur l’abattement fatigue. 
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Conclusion intermédiaire 

L’étude bibliographique des effets des anomalies géométriques et de la durée de vie en fatigue 

a permis de montrer que l’état de surface est considéré comme un critère pertinent, dès l’instant 

où les contraintes résiduelles sont faibles. Dans la littérature, la tendance montre clairement que 

pour minimiser l’abattement en fatigue des structures, une faible rugosité est nécessaire. Aussi, 

le paramètre de rugosité arithmétique, Ra, n’est pas suffisant pour établir une corrélation 

robuste entre état de surface et durée de vie en fatigue. Enfin, l’état de la microstructure semble 

jouer un rôle pour les alliages métalliques vis-à-vis de leur tenue mécanique en fatigue. Les 

données bibliographiques détaillées précédemment sont regroupées dans le Tableau 1. 

Tableau 1. Résumé des études visant à établir le lien entre intégrité de surface et durée de vie en fatigue 

Matériaux Alliage Références 
Méthode de test 

fatigue 
Remarques 

Multiples Multiples (Novovic et al., 2004) Multiples 
Si 2.5 µm < Ra < 5 µm , la durée de vie en 

fatigue dépend des contraintes résiduelles 

Acier 

EN19 (Taylor and Clancy, 1991) Flexion 3 points ↑ (Ra, Rz) ↓ Fatigue 

AISI 4130 CR (Arola and Williams, 2002) Flexion rotative ↑ (Ra, Rz) ↓ Fatigue 

34CrNiMo6 (Javidi et al., 2008) Flexion rotative 
↑ (Ra, Rz) ↓ Fatigue 

Sensible aux contraintes résiduelles 

100CrMo4 et 

50CrMo4 
(Lai et al., 2016) Flexion rotative 

↑ (Ra, Rz) ↓ Fatigue 

↑ (Ra, Rz) = initiation en surface 

↓ (Ra, Rz) = initiation en sous surface 

Alliages 

d’aluminium 

- 
(Bayoumi and Abdellatif, 

1995) 
Flexion rotative ↑ (Ra, Rz) ↓ Fatigue 

Al7010 (Suraratchai et al., 2008) Flexion 4 points ↑ (Ra, Rz) ↓ Fatigue 

Alliages de 

titane 

 

Ti-10-2-3 (Yao et al., 2014) Traction-traction 
↑ (Ra, Rz) ↓ Fatigue 

Sensible aux contraintes résiduelles 

Ti-6Al-4V (Moussaoui et al., 2015) Flexion 4 points 
Pas de sensibilité à la rugosité, mais sensible 

aux contraintes résiduelles. 

Ti–25V–15Cr–

2Al–0.2C 
(Novovic et al. 2016) Non connue 

↑ (Ra, Rz) ↓ Fatigue 

Doit prendre en compte la microstructure 

Ti-6Al-4V (Umbrello and Rotella, 2018) Traction-Traction 
Ne peut pas conclure (rôle de la 

microstructure + état de surface) 
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Relations entre les paramètres du procédé et l’intégrité des surfaces usinées 

Durant le procédé d’usinage, le matériau usiné est exposé à des charges thermiques, mécaniques 

et chimiques qui peuvent conduire à des mécanismes de transformations métallurgiques. Ces 

transformations métallurgiques peuvent modifier fortement les propriétés mécaniques de la 

pièce usinée. Il est donc essentiel de les prendre en compte. 

Une des transformations métallurgiques les plus sévères est le phénomène de couche blanche. 

Il est étudié par plusieurs auteurs, afin de comprendre sa formation, mais également ses 

propriétés physiques et sa criticité vis-à-vis de la durée de vie en fatigue du matériau usiné. 

(Griffiths, 1987) expose trois mécanismes de formation de la couche blanche : 

 Transformation de phase ; 

 Déformation plastique sévère accompagnée de recristallisation dynamique ; 

 Réaction chimique de surface. 

(Brown et al., 2019) ont réalisé des usinages de l’alliage Ti-6AL-4V, en condition de surfaçage 

à l’aide d’outil à plaquette en carbure, dont la configuration est présentée en Figure 15(a), 

préalablement rectifiées afin de reproduire une usure en dépouille artificielle VB = 0.85 mm, 

comme présenté en Figure 15(b). Ils observent ensuite l’intégrité de la surface usinée par des 

mesures de diffraction des rayons X, des essais de nano-indentation ainsi que des analyses de 

diffraction des électrons rétrodiffusés. Une analyse optique et une analyse au microscope à 

balayage électronique sont présentée dans les Figure 15(c)&(d) respectivement. 

(a) (b)  

(c) (d)  

Figure 15. (a) Configuration de l’usinage en surfaçage d’éprouvettes d'un alliage de Ti-6Al-4V – (b) Usure artificielle en 

dépouille sur la plaquette – (c) Coupe transverse, avec couche blanche, couche déformée et matériau non affecté, observée au 

microscope optique – (d) Analyse MEB de la couche blanche et de la couche déformée (Brown et al., 2019) 
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(Brown et al., 2019) concluent alors que la couche blanche, dans ces conditions, est engendrée 

par les efforts de compression importants dus à l’usure des plaquettes. D’un point de vue 

structural, la couche blanche est composée de grains fins équiaxes avec un diamètre moyen de 

200 nm, mais sans transformation de phase ni de changement des proportions entre la phase α 

et la phase β. D’un point de vue mécanique, la couche blanche possède un modèle d’Young 

inférieur et une dureté supérieure de 15% par rapport au matériau de base. Les auteurs proposent 

que le mécanisme de formation de la couche blanche est une recristallisation dynamique 

continue, pilotée par une déformation plastique sévère du matériau soumis à des vitesses de 

déformations élevées. Enfin, sa détection peut être faite par observation optique ou directement 

par mesure de diffraction des rayons X. Plusieurs auteurs étudient également la couche blanche, 

pour d’autres procédés d’enlèvement de matière et d’autres matériaux. Ces données sont 

récapitulées dans le Tableau 2. 

Tableau 2. Travaux relatifs à la couche blanche 

Matériaux Procédés Auteurs 

Aciers Tournage (Poulachon et al., 2005) 

Inconel Perçage (Herbert et al., 2011) 

Ti-6Al-4V Tournage (Edkins et al., 2014) 

Ti-6Al-4V Fraisage HSM (Xu et al., 2019) 

Ti-6Al-4V Fraisage (Brown et al., 2019) 

 

Un autre aspect de l’intégrité de surface est la déformation plastique en zone tertiaire causée 

par les charges thermomécaniques issues des paramètres opératoires, notamment de l’usure en 

dépouille de l’arête de coupe. En effet, l’usure modifie la surface de contact entre la pièce et 

l’outil, comme illustré en Figure 16(a)(b), provoquant une modification du chargement 

thermomécanique en terme de forme et d’intensité (Liang et al., 2018) comme schématisé en 

Figure 16(c). La déformation plastique augmente alors avec l’augmentation de l’usure en 

dépouille, comme montré dans les Figure 17(a)(b)(c)&(d) pour un alliage Ti-6Al-4V. 

Signalons de plus que (Ulutan and Ozel, 2011) ont montré que l’augmentation de l’usure 

conduisait à l’augmentation de la déformation plastique ainsi qu’à la formation de la couche 

blanche. (Che-Haron and Jawaid, 2005), (Che-Haron, 2001). 

 

(c) 

 
Figure 16. (a) Répartition des pressions en bout d’outil pour une arête de coupe neuve – (b) Répartition des pressions en bout 

d’outil et en zone de dépouille pour une arête de coupe usée – (c) Relation entre usure de l’outil et la déformation plastique 

(Liang et al., 2018) 

La déformation plastique augmente alors avec l’augmentation de l’usure en dépouille, comme 

montré dans les Figure 17(a)(b)(c)&(d). 
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Figure 17. Déformation plastique en surface d’un alliage Ti-6Al-4V (a) VB = 0 mm – (b) VB = 0.06 mm – (c) VB = 0.24 mm 

– (d) VB = 0.30 mm (Liang et al., 2018) 

Notons également que dans le cas de l’usinage des alliages de titane Ti-6Al-4V et Ti-834, pour 

des  paramètres opératoires vc = 200 m/min, fz = 0.05 mm/rev et ap = 1 mm, la déformation 

plastique peut atteindre 30 et 50 µm respectivement sous la surface usinée (Thomas et al., 

2010).  

Conclusion générale du chapitre d’introduction 

Cette étude bibliographique a permis de mettre en évidence différentes corrélations entre 

intégrité de surface et durée de vie en fatigue d’une part, puis des corrélations entre les 

paramètres procédés et l’intégrité de surface d’autre part. 

Les résultats montrent que les trois paramètres de l’intégrité des surfaces qui jouent un rôle 

majeur dans l’abattement en fatigue des surfaces sont : 

 Les contraintes résiduelles 

 Les paramètres de rugosité 

 Les éventuelles transformations métallurgiques 

Néanmoins, dans ces travaux, il n’existe pas de hiérarchisation de la contribution de ces 

paramètres d’intégrité de surface sur l’abattement en fatigue. En effet, en fonction des 

propriétés mécaniques des différents alliages métalliques, ainsi que de leurs propriétés 

métallurgiques, il est raisonnable de penser que chaque alliage aura ses propres contributeurs 

majeurs.  

Pour l’alliage de titane Ti-6Al-4V, le contributeur majeur de la durée de vie en fatigue semble 

être les contraintes résiduelles, d’après l’analyse des données bibliographiques mentionnées 

plus haut. Pour cet alliage, il est démontré que, de par sa grande stabilité chimique, sa faible 

diffusivité thermique et sa faible capacité d’écrouissage, les transformations métallurgiques ne 

sont rencontrées que dans des cas extrême d’usinage. 

Il est à noter que beaucoup de travaux scientifiques s’emploient à corréler directement les 

paramètres du procédé d’usinage avec les caractéristiques de l’intégrité de surface, ou bien 

directement avec les performances en service du matériau usiné. Or, au vu de la complexité des 

phénomènes physiques mis en jeu lors de la coupe, un formalisme énergétique semble être plus 

adéquat pour la description des mécanismes de transformation du Ti-6Al-4V face à des 

sollicitations thermomécaniques lors des opérations de fraisage finition. 

Afin de pouvoir mettre en œuvre un formalisme physique des mécanismes des changements de 

l’intégrité des surfaces, il est donc nécessaire de commencer, dans ce manuscrit, par l’étude du 

comportement du matériau soumis à des chargements mécaniques et thermiques. Ce sera l’objet 

du Chapitre 1. 
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Les chargements thermomécaniques caractéristiques de l’usinage sont particuliers, car les 

vitesses de déformations, les déformations et les températures mises en jeu dans le phénomène 

de coupe sont particulièrement élevées par rapport à d’autres procédés de mise en forme. Il est 

donc nécessaire d’établir des modèles analytiques et numériques afin de calculer les termes 

sources des différentes zones de cisaillement. Cette étude des termes sources et des partitions 

énergétiques est abordée dans les Chapitres 2 & 3. 

Pour le Chapitre 3, l’étude dans le contexte du fraisage en contournage de finition est abordée. 

Les températures sur la surface sont calculées à partir des mesures d’efforts de coupe. Les 

notions d’intégrité de surface telles que les contraintes résiduelles et l’état de surface sont 

expliquées. 

Enfin, dans le Chapitre 4, l’ensemble des outils et méthodologies développés dans les chapitres 

précédents sont mis à contribution, pour expliquer de manière descriptive l’évolution des 

contraintes résiduelles en fonction des paramètres opératoires et du cas de chargement 

thermomécanique. La configuration de surfaçage est également abordée, avec également des 

essais de fatigue oligocyclique d’éprouvettes surfacées avec différentes conditions de coupe. 

Enfin, une méthodologie de mesure de contraintes résiduelles par méthode de relaxation est 

présentée et utilisée pour établir l’influence des paramètres cinématiques sur la génération de 

contraintes résiduelles. 
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CHAPITRE 1 

1 Mécanismes physiques de déformation des matériaux métalliques pour la 

modélisation des procédés de mise en forme par enlèvement de matière 

Introduction 

Le premier chapitre vise à établir les éléments de base de la phénoménologie des matériaux 

métalliques soumis à des contraintes thermomécaniques au vu de décrire l’évolution de leurs 

propriétés métallurgiques et mécaniques qui définissent « intégrité de surface ». La première 

partie explique donc les phénomènes de déformation élastique, plastique, d’endommagement 

et de rupture des matériaux métalliques. Le procédé d’usinage étant un procédé de mise en 

forme par cisaillement et rupture du copeau. La deuxième partie aborde les aspects 

d’identification des propriétés et coefficients nécessaires à l’élaboration d’un modèle décrivant 

la loi de comportement de l’alliage Ti-6Al-4V. Enfin, la troisième partie décrit un modèle 

numériques d’un alliage de Ti-6Al-4V soumis, dans un premier cas, à une sollicitation purement 

thermique, et dans le deuxième cas à une sollicitation purement mécanique, dans le but de 

décorréler les effets de la nature de la sollicitation sur la génération de contraintes résiduelles. 

 

Afin de simuler les procédés de mise en forme, il est indispensable de comprendre la 

phénoménologie de la transformation des métaux sous contraintes thermomécaniques en 

prenant en compte l’organigramme présenté en Figure 18. 

Evolution des 

contraintes et des 

déformations

Initiation 

de fissure

Propagation 

de fissure
Structure

Cas de 

chargement

Conditions aux 

limites

Equations de 

comportement

Mécanique thermo-

elasto-plastique

Initiation et évolution 

de l endommagement

Loi de propagation 

de fissure

Mécanique de 

l endommagement

Mécanique de la 

rupture

Structure 

usinée

 
Figure 18. Organigramme pour les procédés d’enlèvement de matière par cisaillement de copeau 

Le procédé d’usinage étant un procédé d’enlèvement de matière soustractif par cisaillement 

(déformation plastique) et rupture du copeau (phénomène d’endommagement et de propagation 

de fissure), il est nécessaire d’établir : 

 Le cas de chargement imposé par l’outil coupant à la structure usinée. Le cas de 

chargement est mobile, se déplaçant à la vitesse de l’outil coupant, et pouvant être scindé 

en deux partie, comme il sera étudié dans la section 1.3 avec la modélisation du 

comportement d’un alliage Ti-6Al-4V soumis à une chargement thermomécanique 

équivalent à celui de l’usinage : 

o De type pression (N/mm²) pour le chargement mécanique ; 

o De type flux thermique (mW/mm²) pour le chargement thermique ; 

 Les conditions aux limites sur la structure qui sont : 



Page 32 

o De type « déplacement imposé » (mm) sur la structure pour la partie mécanique, 

modélisant le bridage de la pièce ; 

o De type « flux thermique sortant » (mW/mm²) de la structure, pour modéliser 

l’interaction des transferts thermiques venues du milieu extérieur (interactions 

avec l’air, les fluides de coupe, les fluides réfrigérants, etc.) 

 Les équations de comportement dans le cadre de la mécanique thermo-élasto-plastique, 

qui sont : 

o Les équations de la thermoélasticité (Cf. Eq.  18 & Eq.  19 de la section 1.3 ) 

o L’ équation de thermo-visco-plasticité (Cf. Eq.  7 de la section 1.2.2) 

 Les équations traduisant l’initiation et l’évolution de l’endommagement pour la 

séparation de la matière en copeau dans le cadre de la mécanique de l’endommagement, 

qui sont : 

o L’initiation de l’endommagement (Cf. section 1.2.3) 

o L’évolution de l’endommagement (Cf. section 1.2.3) 

 La mécanique de la rupture du matériau, dont seule la théorie élastique sera brièvement 

abordée dans ces travaux et discutée en section 2.4 

Afin d’illustrer la réponse en contrainte-déformation d’un matériau ductile élastoplastique 

endommageable, il est possible de considérer un solide polycristallin soumis à un chargement 

purement mécanique. Le matériau passe par cinq stades de transformation dont il faut lui 

associer une description physique. La Figure 19 illustre le comportement contrainte-

déformation d’un matériau métallique ductile endommageable. Le Tableau 3 définit les 

variables observables (directement mesurable par observation), les variables internes (non 

directement mesurables, mais interprétées au travers de mesures expérimentales des variables 

observables) et enfin les variables associées. 

Tableau 3. Variables d'états thermodynamiques (Lemaitre et al., 2009) 

Variable d’état Variables associées 

Observables Internes 

Déformation ε 
  

Température T 
 

Entropie s 
 

Transfert thermique 
q

T
 g 

 
Plasticité εpl −σ 

 
Ecrouissage cinématique α X 

 
Ecrouissage isotrope r R 

 
Endommagement D Y 
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σy

σu

σ 

=0 

εpl
f εpl

0

 
Figure 19. Courbe contrainte déformation pour un matériau ductile endommageable 

 Phase élastique (0→1) : Les déformations élastiques sont le résultat des mouvements relatifs 

réversibles des atomes. Elles sont quasiment indépendantes des déformations permanentes 

sauf en ce qui concerne les micro-contraintes résiduelles créées par les glissements 

cristallins irréversibles et qui font que la déformation élastique macroscopique n’est pas 

exactement la somme des micro-déformations élastiques. 

 Phase de déformation plastique sans endommagement macroscopique (1→3) : Les premiers 

glissements apparaissent dans les cristaux qui possèdent des plans de glissement 

cristallographiques orientés à α = 45 ° par rapport à la direction de sollicitation 𝜎, là où la 

contrainte tangentielle locale 𝜎12 est maximale d’après le critère de Schmid, tel que le 

montre la Figure 20. Les réorientations des cristaux, nécessaires pour assurer la 

compatibilité des déformations, mettent en action d’autres systèmes de glissements et la 

déformation devient macroscopiquement homogène. Elle est stable, chaque état est un état 

d’équilibre élastoplastique. 

 Écrouissage ou consolidation (1→3) : Les dislocations interagissent entre elles (Figure 21) 

à courte distance (existence de points de blocage) et à longue distance du fait des champs 

de distorsion du réseau cristallin qu’elles engendrent. Lorsque la contrainte croît, la densité 

des dislocations augmente mais le nombre de points de blocage augmente encore plus, si 

bien que la déformation ne peut progresser que si la sollicitation augmente. La résistance à 

la déformation croît (concavité de la courbe contrainte-déformation). C’est le phénomène 

d’écrouissage qui peut aussi être produit par l’existence des micro-contraintes 

intercristallines induites par les incompatibilités de déformations de grains à grains. 
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Figure 20. Illustration de la déformation 

dans un polycristal (Lemaitre et al., 

2009) 

Figure 21. (a) Lignes de glissement intenses à la surface d’une éprouvette de TA6V 

sollicitée en fatigue (Le Biavant et al., 2002). (b) Macles de déformation dans deux 

grains de zinc d’un revêtement de tôle d’acier galvanisé (Parisot et al., 2004) 

 Macroscopiquement on définit : 

o L’écrouissage isotrope (Variable d’état R), dû à l’écrouissage latent ou 

contribution hors plans de cisaillement des champs de micro-contraintes locales 

dues aux dislocations. L’écrouissage isotrope est essentiellement lié à la 

démultiplication des défauts et correspond à l’énergie des micro-contraintes 

bloquées dans des boucles de dislocation résiduelles. Il se traduit par une 

augmentation (dilatation) du domaine d’élasticité exprimé dans le plan des 

contraintes, tel que le montre la Figure 22. 

o L’écrouissage cinématique (Variable d’état X ou son dual 𝛂), dû à la part 

« réversible » des micro-contraintes. C’est-à-dire que par déchargement ou 

changement de direction de la sollicitation, des dislocations peuvent s’annihiler. La 

densité d’énergie stockée correspondante sera positive et pourra s’annuler sous 

chargements cycliques. Les incompatibilités de déformation entre grains sont une 

source importante d’écrouissage cinématique. Il se traduit par un déplacement du 

domaine d’élasticité par rapport au domaine initial, comme montré en Figure 23. 

 

  
Figure 22. Ecrouissage isotrope : représentation dans l’espace des contraintes et 

en traction-compression (Chaboche, 2008) 

Figure 23. Réponse cyclique pour un essai à 

déformation imposée. Acier 316 L à 20°C 

(Chaboche, 1991) 

 Phase de nucléation des microcavités (1→2) : Dès le début de l’écoulement plastique, 

des microcavités se forment soit par décohésion inclusion-matrice, soit par rupture 

fragile de l’inclusion même. Pendant ce stade, ces cavités naissantes ont une taille 

tellement faible qu’elles n’affectent en rien ni le comportement élastique (rigidité) ni 

l’écoulement plastique (écrouissage). 

 Phase de croissance des microcavités (2→3) : A partir d’une certaine taille, les fortes 

concentrations de contraintes locales autour des microcavités (Figure 24) provoquent 

un écoulement plastique intense très sensible à la contrainte hydrostatique σH. Les 
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cavités croissent rapidement et leur effet sur la rigidité et sur l’écrouissage devient non 

négligeable. Ce phénomène de « micro-endommagement » crée un adoucissement du 

matériau qui rentre en compétition avec l’écrouissage isotrope positif. La courbe de 

traction commence alors à s’écarter de la courbe idéale du fait de la baisse progressive 

du module d’écrouissage H. Il est postulé que cette phase se termine au point maximum 

de la courbe de traction avec une tangente nulle, c’est-à-dire au point N°3. C’est le point 

d’initiation de l’endommagement macroscopique, donc la valeur sera identifiée à 

l’aide d’une loi de comportement de type Johnson-Cook Damage (Johnson and Cook, 

1985). 

 
Figure 24. Cavités amorcées sur des micro-fissures de clivage dans la phase ferritique d’un acier duplex inoxydable de fonderie 

(Besson et al., 2000). Schématisation d’un élément de volume endommagé. 

 Phase de coalescence (3→4) : A partir du point maximum de la courbe de traction, se 

produit la striction localisée, c’est-à-dire qu’il y a localisation de l’écoulement plastique 

dans une ou plusieurs bandes de cisaillement. Le matériau se dégrade, dans le sens où 

la variable d’endommagement D prend ses valeurs en 0 et 1. En pratique, D = 0 signifie 

que le matériau n’a, macroscopiquement, aucun endommagement, et D = 1 signifie que 

le matériau est entièrement endommagé. En simulation, cette phase correspond à 

« l’évolution de l’endommagement » et peut être modélisée par des fonctions linéaires, 

cumulatives ou de type exponentielles. 

 Phase de propagation de fissure (4→5) : Ce stade correspond à la propagation de la 

fissure conduisant à une rupture finale de l’éprouvette. Cette phase est modélisée au 

travers des outils théoriques de mécanique de la rupture. Le paramètre physique pilote 

de cette phase est le KIC, image de la ténacité du matériau, traduisant l’énergie par unité 

de longueur à fournir au matériau pour continuer à propager la fissure. 
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Le module d’élasticité est caractéristique de la capacité du matériau à s’opposer à la 

déformation. Sa mesure peut être réalisée par des essais de traction quasi-statiques, uniaxiaux 

et monotones, mais également par la mesure de la célérité de l’onde dans un solide matériel. De 

manière générale, et tant qu’il n’y pas de changement de phase, le module d’élasticité diminue 

avec la température. Ramirez (Ramirez, 2017) effectue des essais de caractérisation du module 

d’élasticité à chaud d’après la norme ASTM E1876. Les essais sont réalisés pour trois nuances 

de titane pour des températures comprises entre 20°C et environ 1000°C, telle que les montrent 

les Figure 25 avec un coefficient de Poisson 𝜈 pris arbitrairement à 0.275. 

 

 

Figure 25. Evolution du module d’élasticité E en fonction de la température (Ramirez, 2017) et dispositif de mesure par célérité 

d’onde 

Les courbes d’évolution du module d’Young en fonction de la température sont modélisées par 

des droites des moindres carrées, dont les équations sont données dans le système de l’Eq.  1. 

{

ETA6V αβ(T) ≈ −0.0462T + 118.68

ETA6V traité β(T) ≈ −0.0454T + 119.3

ETi54M(T) ≈ −0.0489T + 115.94

 Eq.  1 
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 Limite d’élasticité 𝜎0.2% 

La limite d’élasticité est mesurée au travers d’essais de traction uniaxiaux, monotones et quasi-

statiques, comme le montre la Figure 26. Cette limite étant difficile à mesurer, elle est donnée, 

par convention, pour une déformation totale à 0.2% comme montré en Figure 27. 

  

Figure 26. Courbe contrainte-déformation sur un Ti-6Al-4V 

prélevé dans le sens de l’épaisseur 
Figure 27. Détermination de la limite d’élasticité à ε = 0.2% 

La limite d’élasticité est donnée à 882 MPa, et la contrainte ultime σu est donnée à 954 MPa 

pour une déformation totale d’environ 10%. 

 

Cas de la sollicitation monotone et quasi-statique 

L’évolution du domaine d’élasticité avec la déformation plastique constitue la loi d’écrouissage. 

Dans le cas monotone considéré ici, la fonction d’écrouissage peut être identifiée 

expérimentalement. D’un point de vue microscopique, la théorie des dislocations montre que 

la contrainte seuil est proportionnelle à la racine carrée de la densité de dislocations ρd  d’après 

relation de Taylor (Taylor, 1938) de l’Eq.  2. 

σs = κGb√ρd Eq.  2 

où κ est une constante de l’ordre de 0,5 à 1 et b la norme du vecteur de Burgers. En terme de 

déformation plastique macroscopique, par analogie avec la relation précédente, la relation de  

Ramberg-Osgood (Ramberg and Osgood, 1943) est utilisée et est donnée en Eq.  3. 

σs = σy + Ky(ε
pl)

1
My Eq.  3 

Cette dernière relation s’inverse facilement pour exprimer l’évolution de la déformation 

plastique en fonction de la contrainte en Eq.  4. 

εpl = g(σ) = ⟨
σ − σy

Ky
⟩

My

 Eq.  4 

Avec : 

 σy la limite d’élasticité initiale (MPa) ; 

 Ky le coefficient de résistance plastique (MPa) ; 

 My l’exposant d’écrouissage ; 
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 ⟨. ⟩ désignant la partie positive. 

A partir des données présentées dans la Figure 26, il est possible d’identifier les coefficient My 

et Ky de l’équation Eq.  3. L’identification de la courbe de déformation plastique donne les 

coefficients résumés dans le Tableau 4. 

 
Figure 28. Courbe contrainte-déformation plastique avant endommagement macroscopique 

 

Tableau 4. Identification des coefficients de la loi de Ramberg-Osgood pour le Ti-6Al-4V- Valeurs à 350°C d’après 

(Lemaitre et al., 2009) 

T 

(°C) 
σy 

(MPa) 

σu 
(MPa) 

My Ky 

(MPa) 

20 885 954 2.1 228.2 

350 300 690 4.3 884 

 

Il est remarqué que pour une température plus élevée (350°C), l’exposant d’écrouissage My 

ainsi que le coefficient de résistance plastique augmente, à contrario de la limite d’élasticité et 

de la contrainte ultime. Les paramètres d’écrouissage sont donc thermo dépendants. 

Cas de la sollicitation alternée et de l’effet Bauschinger 

Pour certains matériaux, l’évolution du domaine d’élasticité peut être sensible à la direction de 

la sollicitation. Dans le cas de l’usinage et d’un point de vue microscopique comme 

macroscopique, le matériau usiné subit des cycles de traction/compression/cisaillement tout au 

long de sa mise en forme. Une manifestation de cet effet est l’effet « Bauschinger », et 

correspond à la diminution de la limite d’élasticité σyC en compression (adoucissement) et une 

augmentation de cette dernière σyT en traction (consolidation). Si l’on trace, d’après le critère 

de VonMises, le domaine d’élasticité avant l’essais et après déformation plastique, on s’aperçoit 

qu’elle se déplace le long de l’axe des contraintes. Il est possible d’identifier la relation liant la 

déformation plastique à la contrainte à travers des essais de traction-compression cyclique à 

différentes amplitudes, avec la norme ISO 12106. La fonction gc peut-être modélisée par : 

Δσ

2
= k + X∞th (

γΔεpl

2
) Eq.  5 
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Avec : 

 k = σy + R∞ ; 

 X∞ =
C

γ
 ; 

 p = ∫ |ε̇pl|dt = 2NΔϵpl
t

0
 : la déformation plastique cumulée. 

Boyce et al. (Boyce et al., 2003) ont conduit des essais de fatigue cyclique sur des éprouvettes 

de Ti-6Al-4V à 20°C. Ils ont montré que l’effet Bauschinger (diminution de la limite élastique 

après inversion du sens de sollicitation) n’est pas négligeable. La limite d’élasticité en traction 

monotone étant de 930 MPa, la nouvelle limite d’élasticité après compression à -3% de 

déformation devient égale à 600 MPa. La courbe d’écrouissage se stabilise dès le 2ème cycle, 

tel que le montre la Figure 29. Le phénomène de dépendance de la loi d’écoulement plastique 

avec le sens de sollicitation peut expliquer le relâchement des contraintes résiduelles de 

compression et de traction. Dans ce manuscrit, seul l’écrouissage isotrope sera considéré. 

D’après (Lemaitre et al., 2009), quelques paramètres identifiés sont décrits dans le Tableau 5. 

Tableau 5. Coefficient de la loi d'écrouissage cinématique (Lemaitre et al., 2009) 

Matériau Température (°C) k (MPa) C (MPa) γ 𝐗∞ (MPa) 

Acier 316 L 20 300 30 000 60 500 

Alliage INCO 718 550 520 140 600 380 370 

Alliage Ti-6Al-4V 350 310 131 000 570 230 

Cobalt VO 795 20 85 142 000 400 355 

 

 
Figure 29. Courbe d'écrouissage cyclique pour un Ti-6Al-4V d'après (Boyce et al., 2003) 

Loi thermo-visco-plastique à écrouissage isotope de Johnson-Cook 

La loi d’écrouissage de Johnson-Cook est une loi prenant en compte l’écrouissage isotrope du 

matériau seulement. Elle est associée au critère de Von Mises, qui est une surface de charge 

elliptique dans l’espace des contraintes, bien vérifié pour les métaux, telle que le montre la 

Figure 30(a) obtenu en traction-compression-torsion sur des alliages d’aluminium, avec un 

écoulement dit « normal » aussi appelé « associé ». Pour simplifier, l’écoulement est dit 
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« associé » lorsque le gradient de la fonction de charge f(𝛔, . . ) par rapport à la contrainte 𝛔, 

noté 
∂f

∂𝛔
 est normale à la surface de charge f(𝛔, . . ) dans l’espace des contraintes, comme montré 

en Figure 30(b). 
 

(a) 

 

(b) 

 
Figure 30. (a) - Frontière du domaine d’élasticité initial à 20° et représentation des critères (Lemaitre et al., 2009). (b) 

Schématisation de l’écoulement associé 

L’évolution des déformations plastiques suit donc la règle de normalité de l’Eq.  6. 

𝛆̇pl = λ̇
∂f

∂𝛔
 Eq.  6 

La quantification de la vitesse de déformation plastique ε̇pl (s-1) est cruciale pour les calculs des 

flux volumiques produit par le travail plastique des métaux, provoquant une montée locale de 

la température. La loi d’écrouissage isotrope de Johnson-Cook est décrite en Eq.  7. 

σ̅ = [A + B (ε
pl
)
n
] [1 + C ln(

ε̇
pl

ε̇0
)] [1 − (

T − Tref
Tm − Tref

)
m

] Eq.  7 

L’identification des cinq coefficients A, B, C, n et m nécessite des moyens expérimentaux 

particuliers, notamment l’utilisation des dispositifs SPHB (Split Hopkinson Pressure Bar) 

permettant la mesure de la contrainte à différentes températures (quantification de 

l’adoucissement thermique), différentes vitesses de déformation (prise en compte de l’effet 

visqueux) ainsi que pour différentes valeurs de déformations plastiques (prise en compte de la 

consolidation par l’effet de l’écrouissage isotrope). Le Tableau 6 donne les coefficients de la 

loi d’écrouissage isotrope de Johnson-Cook pour différents matériaux, d’après (Ye et al., 2014). 

La Figure 31 montre l’évolution, pour différents matériaux métalliques, de la contrainte 

équivalente σ̅ en fonction de la déformation plastique équivalente ε
pl

 pour une 

température T = 20°C et une vitesse de déformation plastique équivalente ε̇
pl

= 1 s-1. Les 

alliages de titane et d’inconel sont clairement les matériaux qui requièrent le plus d’énergie 

pour être déformés, ce qui explique en partie leur faible usinabilité. 

  



Page 41 

Tableau 6. Coefficients de la loi d’écrouissage isotrope de Johnson-Cook pour cinq matériaux métalliques (Ye et al., 2014) 

Matériaux A (MPa) B (MPa) C n m ε̇0 (s-1) Tm (K) Tref (K) 

Cuivre 100 292 0,025 0,31 1,09 1 1356 300 

Aluminium 7075 546 678 0,024 0,71 1,56 1 893 300 

Acier AISI 4340 792 510 0,014 0,26 1,03 1 1793 300 

Ti-6Al-4V 783 497 0,028 0,28 1 1,00E-05 1880 300 

Inconel 718 1350 1139 0,014 0,65 1 1 1570 300 

  

 
Figure 31. Evolution de la contrainte en fonction de la déformation plastique pour une sollicitation à 20°C et une vitesse de 

déformation ε̇
pl
= 1 s−1 

 

 

Initiation de l’endommagement macroscopique 

La loi d’endommagement est utilisée pour trouver le point de tangence horizontale 

(POINT 3 = εD
pl

, cf. Figure 19). A partir de ce point, l’endommagement macroscopique débute 

et est mesurable à l’aide d’une jauge de déformation et un capteur d’effort, car il y a une 

diminution de la contrainte au fur et à mesure que la déformation augmente. La loi 

d’endommagement de Johnson-Cook (Johnson and Cook, 1985) est utilisée dans ce mémoire. 

Cette loi stipule que la valeur de déformation au début de l’endommagement est dépendante de 

la vitesse de déformation plastique, de la température ainsi que du taux de triaxialité des 

contraintes η. Cinq coefficients doivent être identifiés et la loi empirique est décrite dans l’Eq.  

8. 

{
 
 

 
 
εD
pl
(η, ε̇

pl
, T) = [d1 + d2 exp(−d3η)] [1 + d4 ln (

ε̇
pl

ε̇0
)] [1 + d5 (

T − T0
Tm − T0

)]

 η = −
1

3

tr(𝛔)

σVM

 Eq.  8 

Dans la littérature, un exemple de ces coefficients est donné dans le Tableau 7. Dans ce 

mémoire, ce sont les coefficients de Lesuer (Lesuer, 2000) qui seront utilisés pour la 

modélisation de la coupe. 
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Tableau 7. Coefficients de la loi d’initiation de l’endommagement de Johnson-Cook pour le Ti-6Al-4V 

Auteurs d1 d2 d3 d4 d5 ε̇0
pl(s-1) Tm (°C) T0 (°C) 

(Lesuer, 2000) -0,09 0,25 -0,5 0,014 3,87 10−5 1660 20 

(Cheng et al., 2019) 0,245 0,081 -1,276 -0,028 NI 0,05 1660 20 

 

Evolution de l’endommagement 

L’évolution de l’endommagement peut être exprimée au travers d’une loi linéaire ou 

exponentielle. L’évolution décrit alors l’adoucissement de la contrainte après l’initiation de 

l’endommagement. Sa mesure peut être obtenu simplement, par exemple grâce à la méthode 

statique par perte de raideur. Cette méthode consiste à mesurer le module d’élasticité initial, 

vierge de tout endommagement E puis de mesurer le module d’élasticité dans différentes 

configuration endommagées Ẽ au travers d’essai de traction avec décharge après la valeur 

d’initiation de l’endommagement, comme montré en Figure 32. La variable 

d’endommagement peut alors être calculée avec l’Eq.  9. 

D = 1 −
Ẽ

E
 Eq.  9 

Lorsque D atteint la valeur de 1, la raideur du matériau endommagé Ẽ atteint la valeur 0. Celui-

ci est alors dit « complément endommagé ». 

 

  

 
Figure 32. Evolution de l’endommagement du cuivre à 99.9% (Lemaitre and Dufailly, 1987) 

 



Page 43 

 

Il a été supposé, dans la section précédente, que l'endommagement est caractérisé par la 

dégradation progressive de la rigidité du matériau, conduisant à sa rupture. Néanmoins, il 

apparait dans les simulations numériques, que l’évolution de l’endommagement est fortement 

dépendante de la taille des éléments utilisés dans la simulation. La proposition d'énergie de 

rupture de Hillerborg (Hillerborg et al., 1976) est utilisée pour réduire la dépendance au 

maillage en créant une réponse contrainte-déplacement après le début de l'endommagement, 

plutôt qu’une réponse en contrainte-déformation. En utilisant les concepts de mécanique de la 

rupture linéaire élastique, Hillerborg définit l'énergie requise pour ouvrir une unité de surface 

de fissure, Gf, appelé « Taux de restitution d’énergie » comme un paramètre matériau. Avec 

cette approche, la réponse d'adoucissement après l'initiation de l’endommagement est 

caractérisée par une réponse contrainte-déplacement plutôt que par une réponse contrainte-

déformation. Dans le cas d'une condition de déformation plane, Gf peut être obtenu par l’Eq.  

10. 

Gf = ∫ Lσydε̅
pl

ε̅f
pl

ε̅0
pl

= ∫ σydu̅
pl

u̅f
pl

0

≈
1 − ν2

E
Kc
2 Eq.  10 

Avec : 

 ε̅0
pl

 : La déformation plastique équivalente au début de l’endommagement 

D = 0 (mm/mm) 

 ε̅0
pl

 : La déformation plastique équivalente à rupture D = 1 (mm/mm) 

 u̅f
pl

 : Le déplacement plastique équivalente à rupture D = 1 (mm) 

 Kc : Le facteur d’intensité de contrainte, image de la ténacité du matériau (MPa.m1/2) 

Cet aspect est intéressant car il suppose que l’usinabilité des matériaux est aussi liée à leur 

valeur de ténacité. La Figure 33(a) regroupe des données le KIC pour différents alliages 

métalliques. Il est ici remarqué que la ténacité de l’alliage Ti-6Al-4V αβ est d’environ 

65 MPa.m1/2 alors que la ténacité du Ti-6Al-4V traité β est de 95 MPa.m1/2, soit une 

augmentation d’environ 46 %. Néanmoins, la résistance maximale à rupture n’est pas 

significativement changée, en passant de 967 MPa pour le Ti-6Al-4V αβ à 938 MPa pour 

l’alliage Ti-6Al-4V traité β, soit -3 %, comme le montre la Figure 33(b). L’aspect 

microstructural est donc un aspect important à prendre en compte, puisque pour le Ti-6Al-

4V αβ, la structure est bimodale composée principalement de grains primaires αI dans une 

matrice transformée β (Figure 33(c)), alors que dans le cas du Ti-6Al-4V traité β, la structure 

est lamellaire composée d’une matrice de grain ex-bêta avec des lamelles de phase alpha 

secondaires (αII) (Figure 33(d)). La capacité du matériau à s’opposer à la propagation de 

fissure, image du KIC, est donc différente pour ces deux structures et il est admis que le Ti-6Al-

4V traité β a une usinabilité moins élevée que le Ti-6Al-4V αβ. 
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(a)

 

(b)

 

(c)

 

(d)

 

Figure 33. (a) Ténacité de matériaux usuels à température ambiante d’après (Barthelemy, 1980; Kausch, 2012) 

                 (b) Courbes contrainte-déformation de trois alliages de titane (Ramirez, 2017) 

                 (c) Microstructure d’un alliage Ti-6Al-4V αβ (Ramirez, 2017) 

                 (d) Microstructure d’un alliage Ti-6Al-4V traité β (Ramirez, 2017) 

Il est donc important dans la simulation de prendre en compte l’aspect de ténacité du matériau. 

 

 

Capacité thermique massique à pression constante 𝒄𝒑(𝑻) 

La capacité thermique massique représente la quantité de chaleur à fournir à un kilogramme de 

matière pour élever sa température d’un degré Kelvin. A pression constante, la quantité de 

chaleur dQ est égale à la varition de l’enthalpie du matériau ΔH. Elle est alors exprimée au 

travers de l’Eq.  11. 

cp =
dH

dT
 Eq.  11 

La capacité thermique est dépendante de la température. Elle varie linéairement en fonction de 

la température de manière croissante dès lors qu’il n’y a pas de changement métallurgique 

(changement de phase ou changement structurel). (Ramirez, 2017) a étudié l’évolution de la 

capacité thermique pour trois nuances de titane, tel qu’illustré en Figure 34(a).   
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Figure 34. (a) Chaleur spécifique Cp en fonction de la température (Ramirez, 2017) – (b) Chaleur spécifique du Ti-6Al-4V 

avec une vitesse de chauffe Ṫ = 2.5e7K. s1 (Boivineau et al., 2006) et (Basak et al., 2003) 

Lorsque la température s’approche du transus β, c’est-à-dire vers 700°C, il y a perte de linéarité 

dû à la dissolution de la phase α. A partir du transus β c’est-à-dire vers 927°C telle que le montre 

la Figure 34(b) des travaux de Boivineau, il y a décrochement. A ce stade, la phase α est 

complètement dissoute. Il est à noter que la température de transus β est fortement dépendante 

de la vitesse de chauffe 𝐓̇ comme le montre les travaux de Kaschnitz (Kaschnitz et al., 2002) et 

de Boivineau (Boivineau et al., 2006). Le transus β se décale vers des températures plus haute 

lorsque la vitesse de chauffe augmente, comme montré en Figure 35. Dans le cas de l’usinage, 

les vitesses de chauffe sont extrêmement importantes et atteignent, dans la bande de 

cisaillement primaire par exemple, plusieurs millions de degrés par seconde, comme il sera 

étudié dans le chapitre 2. 

 
Figure 35. Résistivité électrique en fonction de l’enthalpie H au cours du chauffage du Ti-6Al-4V. Le transus β est fortement 

dépendant de la vitesse de chauffe. millisecondes (103K. s−1) - microsecondes (107K. s−1) – 5kV (1.3 × 107K. s−1) - 7kV 

(2.3 × 107K. s−1) – TU-Graz (2.5 × 107K. s−1) (Boivineau et al., 2006) 

Conductivité thermique 𝛌(𝐓) et diffusivité thermique 𝛂(𝐓) 

La conductivité thermique caractérise la capacité du matériau transmettre l’information 

thermique dans l’espace du volume chauffé. Lorsque cette valeur est importante, le matériau 

est donc dit « conducteur », ou à l’inverse, il est dit « isolant ». Il est important de ne pas 

confondre ici « conductivité » et « diffusivité » thermique. En effet, la diffusivité thermique 
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caractérise la vitesse avec laquelle le signal thermique est propagé dans le matériau. Dans les 

deux cas, ces caractéristiques sont thermo dépendantes, comme le montre les travaux de 

(Milošević and Aleksić, 2012), qui comparent les résultats expérimentaux de plusieurs auteurs 

concernant l’évolution de la diffusivité thermique Figure 36(a) et de la conductivité thermique 

du Ti-6Al-4V Figure 36(b) en fonction de la température. La thermo-dépendance de ces 

propriétés ne peut pas être négligée. A 20°C, la diffusivité indique 2.7 mm²/s ; à environ 380°C 

(ordre de grandeur de la température dans la bande de cisaillement primaire), elle indique 4.1 

mm²/s, soit une augmentation de 50% ; et à 778°C (ordre de grandeur de chaleur générée dans 

les zones de frottement outil/copeau), elle indique 5.66 mm²/s, soit une augmentation de 110% ! 

(a)

 

(b)

 
Figure 36. (a) Diffusivité thermique du Ti-6Al-4V en fonction de la température  – (b) Conductivité thermique du Ti-6Al-4V 

en fonction de la température (Milošević and Aleksić, 2012) 
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A partir de la littérature décrite dans les sections précédentes, les différents coefficients 

nécessaires à l’établissement du comportement thermo-élasto-plastique endommageable du Ti-

6Al-4V sont récapitulés. Comme vu précédemment, de nombreuses propriétés sont thermo 

dépendantes. Il est donc nécessaire d’introduire ici des fonctions permettant de lisser l’évolution 

de ces propriétés en fonction de la température. Les fonctions ci-dessous sont proposées pour 

la suite de l’étude. Le Tableau 8 regroupe l’ensemble des coefficients identifiés pour le Ti-6Al-

4V. 

 Module d’élasticité E(T) et coefficient de Poisson ν 

E(T) = e1T+ e2 ;   ν = 0.33 Eq.  12 

 Conductivité thermique λ(T) 

λ(T) = l1T + l2 Eq.  13 

 Capacité thermique massique à pression constante cp(T) 

cp(T) = c1T + c2 Eq.  14 

 Loi d’écrouissage isotrope de Johnson-Cook σJc (ε
pl
, ε̇
pl
, T) 

σ̅ = [A + B (ε
pl
)
n
] [1 + C ln(

ε̇
pl

ε̇0
)] [1 − (

T − Tref
Tm − Tref

)
m

] Eq.  15 

 Début de l’endommagement macroscopique de Johnson-Cook  εD
pl
(η, ε̇

pl
, T) 

εD
pl
(η, ε̇

pl
, T) = [d1 + d2 exp(−d3η)] [1 + d4 ln(

ε̇
pl

ε̇0
)] [1 + d5 (

T − Tref
Tm − Tref

)] Eq.  16 

 Taux de restitution d’énergie 

Gf(T) ≈
1 − ν2

E(T)
Kc
2 Eq.  17 
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Tableau 8. Coefficients de la loi d’initiation de l’endommagement de Johnson-Cook pour le Ti-6Al-4V 

Thermo-élasticité 
e1 = −0.0462 MPa/°C 

e2 = 118.68 MPa 
 ν = 0.33 

αth = 9.2 × 10
−6 °C−1 

Thermique 
l1 = 0.0151 W.m

−1. °C−2 

l2 = 5.5028 W.m
−1. °C−1 

c1 = 0.2657 J. kg
−1. °C−2 

c2 = 519.26 J. kg
−1. °C−1 

Viscoplasticité 

(Ecrouissage isotrope) 

A = 783 MPa 
B = 497 MPa 
C = 0.028 

n = 0.28 

m = 1.0 

ε̇0 = 1 × 10
−5 

T0 = 20 °C 

Tf = 1660 °C 

Initiation de l’endommagement 

d1 = −0.09 

d2 = 0.25 

d3 = −0.5 

d4 = 0.014 

d5 = 3.87 

ε̇0 = 1 × 10
−5 

T0 = 20 °C 

Tf = 1660 °C 

Ténacité  kc = 65 MPa. √m  

Dans la suite de l’étude, ces lois et coefficients seront utilisés pour illustrer le comportement 

du Ti-6Al-4V soumis à des sollicitations thermiques et mécaniques en vue de comprendre les 

mécanismes physiques de la génération de contraintes résiduelles dans le matériau. 

 

Afin de tester la réponse du matériau Ti-6Al-4V à diverses sollicitations, un modèle numérique 

simple en intégrant les lois de comportement décrites dans les sections précédentes est proposé. 

Le logiciel utilisé est le logiciel ABAQUS. Les subroutines DFLUX et conjointement DLOAD 

& UTRACLOAD seront utilisées pour appliquer, respectivement, un chargement thermique par 

un flux surfacique imposé, et un chargement mécanique normal et tangentiel sur la surface. 

L’intérêt est donc ici de décorréler l’effet d’une sollicitation purement thermique de l’aspect 

d’une sollicitation purement mécanique sur la génération de contraintes résiduelles. A ce stade 

de l’étude, le chargement signature de l’usinage n’est pas pleinement identifié. L’objectif du 

prochain chapitre sera l’identification fine et quantitative du chargement thermomécanique 

dans le cadre de la coupe orthogonale. Néanmoins, le modèle considère le cas d’un chargement 

de source mobile avec une répartition constante (forme rectangulaire) se déplaçant sur la surface 

avec une vitesse v = 60 m/min, (Figure 37 & Figure 38). Le domaine Ω est composé de 

26020 éléments de type CPE4RT. Le problème est donc traité en état plan de déformation, 

c’est-à-dire que les déplacements hors plan ne sont pas autorisés, et sont donc contenus par des 

contraintes σzz. A noter que cette hypothèse devient valable lorsque l’épaisseur devient 

supérieure à une certaine valeur (2.5 (
Kc

E
)
2

). Les éléments les plus petits mesurent 1 µm. Dans 

ce cas particulier où l’endommagement et la rupture du copeau ne sont pas simulé, la loi 

d’endommagement n’est pas nécessairement introduite. 
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L = 1 mm

Flux de chaleur
Φflux = 500 W/mm²

φair =20 W/m²

vc = 60 m/min

CPE4RT
Le = 1µm

LIGNE EXTRACTION 
CONTRAINTES RESIDUELLES

 Ω4

 Ω3 Ω2

 Ω1

y

x

Lflux = 0.2 mm

 
Figure 37. Illustration du modèle pour un chargement purement thermique 

L = 1 mm

Pression normale
py = -1500 MPa

CPE4RT
Le = 1µm

LIGNE EXTRACTION 
CONTRAINTES RESIDUELLES

 Ω4

 Ω3 Ω2

 Ω1

y

x

Pression tangentielle
px = -800 MPa

vc = 60 m/min

Lpression = 0.1 mm

 
Figure 38. Illustration du modèle pour un chargement purement mécanique 

Les conditions aux limites sont expliquées dans le Tableau 9. xc représente la coordonnée 

cartésienne du milieu de la source de longueur L. Les hypothèses d’adiabadicité sur les bords 

∂Ω2−3−4 sont vérifiées car le temps de simulation est petit (tsimulation = 5.10
−3s). Un 

encastrement est imposé au bord ∂Ω4 et les autres bords sont libres de se déplacer. 
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Tableau 9. Conditions aux limites pour les deux simulations 

Conditions aux limites Cas d’un chargement mobile purement thermique Cas d’un chargement purement mécanique 

∂Ω1 

x ∈ [xc −
L

2
; xc +

L

2
] 

ϕflux = 500 W/mm² 

xc(t) = vct 
Lflux = 0.2 mm 

py = −800 MPa & px = −1500 MPa 

xc(t) = vct 
L = 0.1 mm 

∂Ω1 
sinon 

ϕair = 20 W/m2 ϕair = 0 W/m
2 

∂Ω2&3 ϕadia = 0 W/m2 ϕadia = 0 W/m2 

∂Ω4 
ϕadia = 0 W/m2

u = 0 et R = 0
 

ϕadia = 0 W/m2

u = 0 et R = 0
 

Les lois de comportement sont rappelés dans les Tableau 10 et Tableau 11. 

Tableau 10. Loi de comportement thermo-élasto-plastique sans endommagement 

Déformation élastique isotherme εij
e =

1 + ν

E(T)
σij −

ν

E(T)
σkkδij Eq.  18 

Déformation élastique anisotherme εij
th = αth(T − T0)δij Eq.  19 

Déformation plastique (loi d’écrouissage isotrope de 

Johnson-Cook) 
εij
pl
= g(σJC) Eq.  20 

Déformation totale (Hypothèse de partition de la 

déformation) 
εij
tot = εij

e + εij
th + εij

pl
 Eq.  21 

 

Tableau 11. Equations d’équilibre et vitesse de déformation plastique 

Equation d’équilibre mécanique avec 

terme inertiel 
div σij + fi = ρüi Eq.  22 

Equation de la chaleur avec terme de 

dissipation mécanique plastique 
ρcp(T)

∂T

∂t
= div(λ(T) grad(T)) + σij: ε̇ij

pl
 Eq.  23 

Vitesse de déformation plastique avec 

condition de cohérence et règle de 

normalité associée au critère de Von 

Mises 

ε̇ij
pl
= ṗ

∂f

σij
= (√

2

3
ε̇ij
pl
: ε̇ij
pl
)
∂f

∂σij
 Eq.  24 

 

 

1.3.1.1 Phase de montée en température 

Dans cette section, seul le chargement thermique est imposé. Le chargement mécanique 

n’intervient pas dans cette première simulation. Durant le passage de la source thermique, la 

matière subit un cycle de compression à l’avant de la source de chaleur (jusqu’à -680 MPa en 

surface) puis un cycle de traction derrière la source (jusqu’à +554 MPa en surface), comme le 

montre la Figure 39(a). Les intensités des contraintes sont d’autant plus élevées que le gradient 

de température est important. C’est notamment le cas des matériaux à faible diffusivité 

thermique tel que le Ti-6Al-4V (Milošević and Aleksić, 2012). Il est à noter que la différence 

de température entre la surface (0 µm) et la température à seulement 20 µm de la surface est de 

360°C (équivalent à un gradient thermique de 18.000°C/mm).  Pendant la chauffe, la surface 

gonfle (Figure 39(b)) et les déformations sont telles que le matériau rentre en plastification 

(Figure 39(d)). Néanmoins, à ce stade, les contraintes sous la surface sont majoritairement de 
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compression (Figure 39(c)). C’est à mesure que la température tend vers sa valeur initiale 

(20°C) que les contraintes doivent être analysées pour tirer les conclusions de la simulation sur 

la génération de contraintes résiduelles. 

 

Température NT11
 

Contraintes σ11 = σxx
 

Déformation plastique PEEQ > 0.2%
 

Figure 39. (a) Température et contraintes en surface – (b) Champs de température – (c) Champ de contraintes 𝜎11 – (d) Champ 

de déformation plastique équivalent 

1.3.1.2 Phase de refroidissement 

Le matériau tend vers une température homogène de 200°C au bout de 5 ms (Figure 40(a)). A 

ce stade, le gradient thermique est presque nul. En refroidissant, les déformations élastiques 

tendent à s’annuler. La surface se rétracte sur la zone plastifiée (Figure 40(c)) et au global, le 

solide ne peut pas retourner à son état initial. Ainsi, les incompatibilités de déplacement 

augmentent à mesure que le solide refroidit, et des contraintes supplémentaires sont nécessaires 

pour satisfaire l’ équation d’équilibre statique (div σij = 0̅) (Figure 40(b)). C’est donc la 

naissance des contraintes résiduelles pilotées par la charge thermique lors du refroidissement. 

De fortes contraintes de traction s’installe en surface de l’éprouvette. La Figure 40(d) montre 

l’évolution des contraintes résiduelles et de la valeur de la déformation plastique équivalente le 

long de la ligne d’extraction pour un temps t = 5 ms. Il apparait ainsi que les contraintes 

résiduelles sont dépendantes des déformations plastique (PEEQ>0). Dans ce cas d’étude, la 

profondeur plastifiée est d’environ 25 µm. La profondeur des contraintes résiduelles est donc 

du même ordre. 
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Déformation plastique PEEQ > 0.2%

Ligne de 
mesure

25 µm de 

déformation 

plastique

 

 
Figure 40. (a) Champs de température – (b) Champ de contraintes 𝜎11 – (c) Champ de déformation plastique équivalent – (d) 

Evolution des contraintes résiduelles et déformation plastique en fonction de la profondeur  

Les contraintes résiduelles proviennent ici des incompatibilités de déformation elastoplastique, 

engendrée par l’augmentation de la température favorisant la baisse du module élastique et 

l’augmentation de la déformation plastique dans un solide globalement élastique.  

 

1.3.2.1 Phase de déformation plastique et dissipation plastique 

Durant le passage de la source mécanique, la matière subit à nouveau un cycle de compression 

à l’avant de la source (jusqu’à -2000 MPa en surface) puis un cycle de traction derrière la source 

(jusqu’à +800 MPa en surface), comme le montre la Figure 41(a). Les intensités des contraintes 

sont d’autant plus élevées que la distance par rapport au point d’application de la charge est 

faible. La dissipation mécanique plastique en énergie thermique est traduite par le terme σij: ε̇ij
pl

 

de l’équation de la chaleur. La température est d’autant plus importante que la vitesse de 

déformation plastique et la contrainte sont élevées. Ainsi, en surface, la température passe de 

20°C à 28°C environ (Figure 41(b)). Ces températures dues à la plastification en surface ne 

sont néanmoins pas suffisantes pour avoir une influence sur les contraintes résiduelles. 

  
Figure 41. Evolution pour 3 profondeurs en fonction du temps : (a) des contraintes 𝜎11 – (b) de la température due au travail 

plastique 
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Température NT11
 

TractionCompression

Compression

Contraintes σ11 = σxx
 

Déformation plastique PEEQ > 0.2%
 

 
Figure 42. (a) Champs de températures – (b) Champ de contraintes 𝜎11 – (c) Champ de déformation plastique équivalent – (d) 

Evolution des contraintes résiduelles et déformation plastique en fonction de la profondeur 

Dans le cas d’un chargement mécanique, les contraintes résiduelles sont analysables 

directement, comme illustré dans la Figure 42(b). Les incompatibilités de déformation sont très 

locales et vont ici dépendre de la capacité du matériau à s’écrouir. Dans le cas du Ti-6Al-4V, 

l’écrouissage est très faible, justifiant une profondeur affectée mécaniquement ne dépassant pas 

15 µm dans ce cas (Figure 42(c) & Figure 42(d)). Les contraintes résiduelles dans le cas d’un 

chargement mécanique, contrairement à la simulation précédente, sont cette fois ci 

majoritairement de compression.  

 

 

Le Chapitre 1 explique la phénoménologie des matériaux sous contraintes mécaniques et 

thermiques, au vu de préparer la simulation de la coupe et de comprendre leur influence sur la 

génération de contraintes résiduelles. 

Les aspects du comportement élastique, plastique et endommagement (lorsque la formation du 

copeau est simulée) doivent intervenir pour la reproduction fidèle de la physique de la coupe. 

Aussi, de nombreux coefficients doivent être déterminés, notamment pour établir les lois de 

comportement prenant en compte les effets visqueux, d’adoucissement thermique et 

d’écrouissage du matériau. Ces identifications ne sont pas simples et nécessitent des moyens 

expérimentaux onéreux et chronophages. Dans la suite du manuscrit, des techniques basées sur 

des mesures de coupe (efforts de coupe et températures) seront utilisées pour alimenter les 

modèles. 

A l’aide de la simulation thermomécanique de la section 3, en faisant intervenir un chargement 

équivalent à celui de l’usinage dans une configuration de coupe orthogonale, et en implémentant 

les données physiques quantifiées à la section 2, il est remarqué que ce sont les sollicitations 
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thermiques qui génèrent des contraintes résiduelles de traction au refroidissement, pouvant 

s’avérer néfastes pour la durée de vie en fatigue de la surface (Cf. Etat de l’art). A l’inverse, 

les sollicitations purement mécaniques engendrent des contraintes résiduelles de compression 

après relaxation de la pièce, réputées pour avoir un effet bénéfique sur la durée de vie en fatigue 

en minimisant la probabilité d’apparition et propagation de fissures. La Figure 43 illustre le 

principe de génération de contraintes résiduelles dans le recueil de Klocke (Klocke, 2011). 

 
Figure 43. Formation de contraintes résiduelles (Klocke, 2011) 

Dans le Chapitre 2, l’effet des paramètres opératoires cinématiques tels que la vitesse de coupe 

vc et l’épaisseur de copeau non coupé h, ainsi que la géométrie de l’arête de coupe sur le cas de 

chargement mécanique et thermique sera abordé. 
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CHAPITRE 2 

2 Estimation du chargement thermomécanique en usinage – Cas de la coupe 

élémentaire 

Introduction 

Durant la coupe des métaux, trois zones sont génératrices de production de chaleur, comme 

schématisé dans la Figure 44. Dans la zone de cisaillement primaire (PSZ), la déformation 

plastique est quasiment entièrement dissipée sous forme de chaleur, après la formule du travail 

plastique wp = σij: ε̇ij
pl

 vue dans la section 1.3.2.1 du Chapitre 1 et sera justifiée à la section 

2.4.2. En zone de cisaillement secondaire (SSZ), le frottement intense entre la face de coupe Aγ 

et l’extrados du copeau, ainsi que la forte déformation plastique du copeau génèrent un flux de 

chaleur important, comme illustré dans la Figure 44(a) et (c), néfaste pour l’arête de coupe et 

pouvant provoquer une usure en cratère de l’arête. En zone de dépouille (TSZ), le frottement 

intense entre la pièce et l’outil induit une augmentation de la température à l’interface et peut 

engendrer des incompatibilités de déformation provoquant des contraintes résiduelles de 

traction sur la surface, voir même des changements microstructuraux (Figure 44(b) et (d)). 

 
Figure 44. Représentation graphique du chargement thermomécanique appliqué sur la surface usinée (la Monaca et al., 2021) 

- (a) et (c) Chargement mécanique – (b) et (d) Chargement thermique 
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L’objectif de ce chapitre est donc l’identification du champ thermomécanique dans le contexte 

de la coupe orthogonale. Dans cette configuration simplifiée, l’étude de la coupe est établie 

dans le plan normal à l’arête, noté « Pn » et contenant donc la vitesse de coupe vc.Le plan de 

référence de l’outil, noté « Pr » est défini comme étant le plan passant par le point considéré de 

l’arête et contenant l’axe de l’outil. Enfin, le plan d’arête de l’outil, noté « Ps », est le plan 

tangent à l’arête au point considéré, et perpendiculaire au plan de référence de l’outil. 

Les quantités telles que : 

 L’angle de coupe normal de l’outil γn (angle entre la face de coupe Aγ et le plan Pr 

mesuré dans Pn) ; 

 L’angle de dépouille normal de l’outil αn (angle entre la face de dépouille Aα et le plan 

Ps mesuré dans Pn) ; 

 Le rayon d’acuité d’arête rβ (rayon de l’arrondi de l’outil mesuré dans le plan Pn). 

figurent tous les trois dans la Figure 45(a). La méthode consiste dans un premier temps, à 

identifier les « termes sources ». La Figure 45(a) illustre le principe de formation du copeau 

qui sera étudié dans la section 2.1 de ce chapitre. 
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Figure 45. Illustration de l’identification des termes sources et leurs résultantes 
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Il est nécessaire de quantifier : 

 la puissance dissipée en zone de cisaillement primaire 𝐏𝐬 (W) ou (mW) ; 

 la puissance dissipée en zone de cisaillement/frottement secondaire 𝐏𝛄 (W) ou (mW) ; 

 la puissance dissipée en zone de cisaillement/frottement tertiaire 𝐏𝛂 (W) ou (mW). 

Mais également les longueurs d’application des puissances dissipées pour estimer le flux 

surfacique des termes sources, qui sont : 

 Le flux thermique source en zone de cisaillement primaire 𝐪𝐬 (W/m²) ou (mW/mm²) ; 

 Le flux thermique source en zone de cisaillement/frottement secondaire 𝐪𝛄 (W) ou (mW) ; 

 Le flux thermique source en zone de cisaillement/frottement tertiaire 𝐪𝛂 (W) ou (mW). 

Une fois ces termes sources en puissance, puis en flux identifiés pour un jeu de paramètres 

cinématiques (vc et h) ainsi que pour une géométrie d’arête de coupe donnée (γn, αn et rβ), il 

est nécessaire d’établir une étude la partition énergétique pour connaitre le proportion de flux 

traversant la surface de la pièce, l’outil et enfin la proportion d’énergie évacuée dans le copeau :  

 Flux thermique dans la pièce : qI→P + qII→P + qIII→P (mW/mm²) 

 Flux thermique dans l’outil : qIII→O + qII→O (mW/mm²) 

 Flux thermique dans le copeau : qI→C + qII→C (mW/mm²) 

 Contrainte normale dans la pièce : σI→P ; σIII→P (N/mm²) 

 Contrainte tangentielle dans la pièce : τI→P ; τIII→P (N/mm²) 

Dans cette étude, ce sont les flux et contraintes orientés vers la pièce qui sont investigués en 

priorité. Ainsi, la Figure 45(b) illustre le chargement équivalent en flux thermique vers la pièce, 

sans modélisé le copeau, ni l’outil, et la Figure 45(c) montre l’application du chargement 

mécanique équivalent sur la pièce, avec une zone de compression à l’avant de l’outil et la zone 

de traction à l’arrière de l’outil non modélisé. (Cf. Chapitre 1). 

Afin de calculer ses termes sources, un champ cinématiquement admissible doit être établi. Ces 

quantités ne peuvent pas être prédites rigoureusement et des mesures expérimentales sont 

nécessaires. Les techniques de mesure de ces quantités seront décrites dans ce chapitre. Dans 

la section 2.3, un modèle de simulation thermique en configuration eulérienne sera utilisé pour 

calculer le champ de température entre la pièce, l’outil et le copeau. Il aura pour données 

d’entrée les mesures expérimentales de la section 2.2. La principale difficulté ici réside dans 

l’identification des cas de chargements mécaniques et thermiques, qui selon les propriétés 

thermomécaniques du matériau usiné, peuvent être plus ou moins couplés. Les techniques 

expérimentales disponibles pour la mesure du chargement mécanique extérieur appliqué sur la 

pièce ou l’outil sont : 

 La mesure des efforts de coupe avec des dynamomètres piézoélectriques : Cette 

technique présente l’avantage d’être fiable et permet d’obtenir des mesures avec des 

fréquences d’acquisition assez élevées pour enregistrer de faibles variations d’efforts 

avec quelques kilohertz de fréquence, comme montré en Figure 46(a) . Le principal 

inconvénient d’une telle mesure est qu’elle renvoie la résultante de l’ensemble des 

actions mécaniques appliquées sur la bande de cisaillement primaire, la face de coupe, 

et la face de dépouille. Ceci se traduit par des valeurs d’efforts dans la direction 

tangentielle et normale à la surface (Figure 46(b)). Il est alors nécessaire d’introduire 
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un modèle de décomposition des efforts pour les partitionner dans chacune des zones. 

Ce sera l’objet de la section 2.1. 

  
Figure 46. (a) Montage expérimental de la coupe orthogonale plane 

               (b) Exemple d'effort de coupe Fc et effort radial Fr mesurés par le dynamomètre (Childs et al., 2018) 

 La mesure du champ de déplacement. Deux techniques permettent d’accéder par mesure 

directe au champ de déplacement de la matière. La première technique est l’essai QST 

(Quick Stop Test), dont l’objectif est de dégager l’outil pendant la coupe, (plus vite que 

la vitesse de coupe) afin de laisser le copeau sur la surface dans sa configuration 

d’équilibre. En y intégrant une grille physique sur l’échantillon (Figure 47 (a)), il est 

alors possible de mesurer la déformation des éléments et d’en déduire la déformation 

totale. La deuxième technique est la mesure de champ par corrélation d’image. En 

enregistrant deux images prises avec quelques nanosecondes d’écart, il est possible de 

mesurer la différence des dimensions d’un élément dans sa configuration initiale et dans 

sa configuration déformée. La théorie des milieux continus permet alors, en appliquant 

la relation εij =
1

2
(uij,i + uij,j) de remonter au champ de déformation. La Figure 47(b)  

illustre la mesure de vitesse de déformation totale ε̇ dans la bande de cisaillement 

primaire d’alliage Ti-6Al-4V. L’inconvénient est qu’il est nécessaire de connaitre la loi 

de comportement du matériau pour calculer le champ de contrainte 𝛔𝐢𝐣 et de quantifier 

le chargement mécanique dans chacune des zones. 

(a)
  

Figure 47. (a) Grille pour l’évaluation des déformations après un essais QST (Leopold, 2000) - (b) Corrélation d’image et 

mesure de la vitesse de déformation plastique dans la PSZ pour l’alliage Ti-6Al-4V (Bergs et al., 2021) 

Dans un premier temps, il convient de définir simplement la répartition des efforts lors de la 

coupe. Une des premières modélisations est celle introduite par Eugene Merchant (Merchant, 

1944). 
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Dans le modèle suivant, plusieurs hypothèses sont choisies. La première est que le matériau 

usiné a une contrainte d’écoulement plastique constante quelle que soit l’intensité des 

déformations. Il est dit « plastique parfait ». De plus, une autre hypothèse est que la taille de 

grain est suffisamment petite pour justifier la condition d’homogénéité. Enfin, l’outil et son 

attachement sont considérés comme infiniment rigides et l’arête de coupe parfaitement affutée 

(rayon d’acuité d’arête rβ ≈ 0). La Figure 48 montre la modélisation de la coupe orthogonale 

et les quantités sont décrites dans le Tableau 12. 

Φn

h

A = Arête de coupe 

idéalisée (rβ = 0)

B

Ftc

F
r

c

αn

γn

Aγ

Aα

PLAN Pn

Zone I Zone II

vc

Φn

 

Tableau 12. Nomenclature - Modèle de Merchant 

Face de coupe Aγ 

Face de dépouille Aα 

Effort tangentiel de coupe (N) Ftc 

Effort radial de coupe (N) Frc 

Effort tangentiel sur la face de coupe (N) Ftγ 

Effort normal sur la face de coupe (N) Fnγ 

Effort tangentiel du plan de cisaillement (N) Fs 

Effort normal du plan de cisaillement (N) Fn 

Inclinaison du plan de cisaillement [AB] (rad) Φn 

Angle de coupe normal (rad) γn 

Angle de dépouille normal (rad) αn 

Longueur de contact sur la face de coupe (mm) Lc 

Longueur du plan de cisaillement [AB] (mm) Ls 

Epaisseur de copeau coupé (mm) hc 
 

Figure 48. Modèle de coupe orthogonale de Merchant - (D'après la norme ISO 3002/4) 

Les efforts résultants du bilan des actions mécaniques extérieurs appliqués sur la pièce par 

l’outil sont équilibrés dans un cercle circonscrit et passant par l’arête de coupe (point A). Le 

bilan des actions mécaniques est, à la fois, piloté par les interactions à l’interface outil/copeau 

(Zone II) mais aussi piloté par les interactions à l’interface pièce/copeau (Zone I). Les 

mécanismes dans chacune des zones sont différents, mais interagissent entre-eux. Par exemple, 

un angle de coupe élevé modifiera non seulement l’effort tangent à la face de coupe Ftγ (zone 

II), mais inclinera également l’angle du plan de cisaillement Φn, ce qui aura une incidence 

directe sur la zone I. Cette interdépendance est démontrée aisément dans les équations 

d’équilibre du copeau décrites dans les sections suivantes. 

 

Le champ de vitesse dans la zone de cisaillement doit être établi. L’approche régulièrement 

proposée consiste à définir la zone de cisaillement comme plan de cisaillement, dont l’épaisseur 

hs (mm) est nulle. Alors, la déformation plastique de cisaillement γAB
pl

 (mm/mm) est calculée à 

partir de l’Eq.  25. 

γAB
pl
=

cosγn
sinΦn cos(Φn − γn)

 Eq.  25 

Avec γn (rad) l’angle de coupe et Φn (rad) l’angle moyen du plan de cisaillement. La vitesse 

de déformation plastique moyenne sur le plan AB, γ̇AB
pl

 (s-1) n’est cependant calculable que si 



Page 60 

on considère que la bande de cisaillement a une épaisseur hs (mm), et se calcule d’après Eq.  

26. 

γ̇AB
pl
=
γAB
pl

Δt
=

vc cos γn
hs cos(Φn − γn)

 Eq.  26 

Avec vc la vitesse de coupe (mm/s). En première approximation, l’épaisseur de la bande de 

cisaillement peut être décrite comme : 

 un ratio de la longueur de la bande de cisaillement Ls telle que 

hs = 0.15 - 0.20 Ls (Altintas, 2000) ;  

 un ratio de l’épaisseur de copeau non coupé h, tel que hs = 0.5 h comme proposé par 

Komanduri (Komanduri and Hou, 2000) ou  hs = 0.025 mm proposé par Dudzinski 

(Dudzinski and Molinari, 1997) ; 

 ou bien comme un ratio de l’épaisseur coupée et l’inclinaison de la bande de cisaillement 

tel que hs = h/10 sinΦn pour Grzesik (Grzesik, 2017). 

Dans tous les cas, une observation directe du copeau doit être réalisée. 

Il est rappelé que la longueur de la bande de cisaillement Ls (mm) est calculée géométriquement 

avec l’Eq.  27. 

Ls =
h

sinΦn
 Eq.  27 

La vitesse moyenne vs (mm/s) sur le plan de cisaillement est donnée par l’Eq.  28. 

vs = vc
cos γn

cos(Φn − γn)
 Eq.  28 

Dans les Eq.  25 à Eq.  28, l’angle d’inclinaison du plan de cisaillement intervient. Il est donc 

nécessaire de le mesurer. Une méthode sera ainsi proposée à la section 2.3.3. 

 

Les efforts mesurés sont projetés suivant l’inclinaison du plan de cisaillement primaire nommée 

Φn (rad). Ceci implique la mesure expérimentale de cet angle, bien qu’il puisse être prédit par 

la méthode dite « du principe de l’énergie minimum » (Merchant, 1944).  Ce principe stipule 

que la puissance de coupe Pc (W) doit être minimale lorsque l’inclinaison de la bande de 

cisaillement atteint une certaine valeur ΦM (rad). Ce qui se traduit par la relation de l’Eq.  29. 

dPc
dΦ

= 0 →
d(vcFt)

dΦ
=
d(vcbhτs

cos(βa − γn)
sinΦ cos(Φ + βa − γn)

)

dΦ
= 0 → ΦM =

π

4
−
βa − γn
2

 Eq.  29 

Un autre principe, dit « principe du cisaillement maximum », proposé par Lee & Shaffer (LEE, 

1951) au travers de modèle dit « slip line », proposent que le cisaillement apparaisse lorsque la 

contrainte de cisaillement est maximale. La résultante des efforts doit être inclinée d’un angle 

de 45° avec la direction principale de l’effort résultant R, ce dernier formant un angle égal à 

(Φ − βa + γn) (rad) avec le plan de cisaillement. Ceci implique que l’angle de cisaillement 

ΦLS satisfaisant l’égalité de l’Eq.  30. 
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ΦLS =
π

4
− (βa − γn) Eq.  30 

Les Eq.  29Eq.  30 peuvent, en première approximation, permettre d’encadrer la valeur de 

l’inclinaison du plan de cisaillement. Néanmoins, ces relations sont cependant mal vérifiées 

expérimentalement dans le cas de l’alliage Ti-6Al-4V, comme le montrent les travaux de Budak 

et Altintas (Budak et al., 1996). Ils montrent que l’inclinaison de la bande de cisaillement est 

dépendante de l’épaisseur de copeau non coupé h ainsi que de l’angle de coupe γn, en effectuant 

une série d’essais de coupe orthogonale sur disque avec un outil en carbure. Pour ces essais, 

des épaisseurs de copeau non coupé variant de 0.005 mm à 0.10 mm et des angles de coupe γn 

variant de 0° à 15° sont considérés. Dans leurs travaux, l’angle d’inclinaison du plan de 

cisaillement Φn est mesuré indirectement par le biais de la formule géométrique du rapport de 

compression du copeau. Ils donnent pour le Ti-6Al-4V la relation décrite dans l’Eq.  31. 

{
 

 
rc = (r1 + r2 γn)h

(r3+r4 γn)

Φn = atan (
rc cos γn

1 − rc sin γn
)

r1 = 1.755 ; r2 = −0.028 ; r3 = 0.331 ; r4 = 0.0082

 Eq.  31 

L’inclinaison du plan de cisaillement est un paramètre d’entrée des modèles et doit être mesuré 

expérimentalement pour une variété de conditions opératoires. Les efforts de coupe mesurés 

sont projetés dans le repère de la bande de cisaillement d’après l’Eq.  32. 

{
Fs = Ftc cosΦn − Frc sinΦn
Fn = Ftc sinΦn + Frc cosΦn

 Eq.  32 

La contrainte de cisaillement τs peut être calculée à partir de la mesure des efforts en divisant 

l’effort de cisaillement Fs par l’aire du plan de cisaillement As comme décrit dans l’Eq.  33. 

τs =
Fs
As
=
Ftc cosΦn − Frc sinΦn

b. h
sinΦn

 
Eq.  33 

La contrainte normale σn (MPa) s’exerçant sur le plan de cisaillement est calculée à partir de 

l’Eq.  34. 

σn =
Fn
As
=
Ftc sinΦn + Frc cosΦn

b. h
sinΦn

 
Eq.  34 

La puissance moyenne dans le plan de cisaillement, notée Ps (mW) est alors calculée comme le 

produit scalaire de la force de cisaillement Fs (N) et la vitesse de cisaillement vs (mm/s) dans 

l’Eq.  35. 

Ps = Fsvs = vc
(Ftc cosΦn − Frc sinΦn) cos γn

cos(Φn − γn)
 Eq.  35 

Le flux surfacique qs (mW/mm²) moyen généré dans le plan de cisaillement est alors calculé à 

partir de l’Eq.  36. 

qs =
Ps
Ls

 Eq.  36 

Avec Ls la longueur du plan de cisaillement [AB] exprimée en (mm). 
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Une première estimation de la température sur le plan de cisaillement Ts (°C) peut être ici 

réalisée en considérant le phénomène purement adiabatique (pas de conduction de chaleur 

autour de la zone de cisaillement), en connaissant la masse volumique ρ (kg/m3) et la capacité 

thermique à pression constante cp (J/kg.°C) ainsi que la part d’énergie mécanique dissipée sous 

forme de chaleur, noté β qui est le coefficient de Taylor-Quiney. En ajoutant la température 

ambiante Tamb, alors l’Eq.  37 donne la température moyenne sur le plan [AB]. 

Ts = Tamb + β
Ps

bhvcρcp
= Tamb + β

Ps

λb (
hvc
α
)
 

Eq.  37 

La température sur le plan de cisaillement devient indépendante de la vitesse de coupe 𝐯𝐜 quand 

les hypothèses d’adiabadicité sont vérifiées , c’est-à-dire lorsque le nombre de Peclet (
hvc

α
) est 

grand. Ce principe sera mis en lumière dans les simulations de la section 2.3.4. 

Il y a donc un effet de seuil de température pour les vitesses de coupe élevées dans la zone de 

cisaillement primaire.  Les essais de (Budak et al., 1996) montrent que la contrainte de 

cisaillement pour l’alliage Ti-6Al-4V est relativement constante quelles que soient les 

conditions opératoires utilisées (τs = 613 ± 73 MPa (±11.9 %)) ce qui s’explique par la faible 

dépendance de la contrainte aux sollicitations thermiques et vitesse de déformation dans le cas 

du Ti-6Al-4V (§Chapitre 1). A titre d’exemple, la Figure 49(a) montre l’évolution des 

coefficients d’efforts spécifiques de coupe tangentiels et radiaux pour le Ti-6Al-4V d’après les 

essais de (Budak et al., 1996). La Figure 49(b) représente la température moyenne dans le plan 

de cisaillement, d’après les données de la Figure 49(a) et avec l’application de l’Eq.  37. Les 

pressions dans la zone de cisaillement primaire ainsi que les températures locales augmentent 

à mesure que l’épaisseur de copeau diminue. L’angle de coupe γn a aussi une influence sur la 

génération de flux de chaleur en bande de cisaillement primaire. 

  
Figure 49. (a) Coefficient spécifique d’effort mesurés mécaniques 

               (b) Température calculée dans la bande de cisaillement calculée à partir des mesures mécaniques 

 

Une grande partie des efforts mesurés provient des phénomènes tribologiques sur la face de 

coupe de l’outil. Ces efforts sont dépendants de la pression de contact, de la vitesse de 

frottement et de la qualité de la surface. Il existe, de par la variation de pression sur la face de 

coupe et les gradients de vitesses, deux zones de régimes tribologiques distincts. 
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 La zone de collage, sur le segment [AD] de la Figure 50, où la contrainte de cisaillement 

est approximativement égale à τs ; 

 La zone de glissement, correspondant au segment [DC] avec un coefficient de 

frottement constant. 

 

Le coefficient de frottement moyen μa est donc calculé à 

partir de la mesure des efforts de coupe (Ftc et Frc) et 

décomposés en efforts tangentiel Ftγ et efforts normal Fnγ 

sur la face de coupe, tel que décrit dans l’Eq.  38. 

μa =
Ftγ

Fnγ
=
Ftc sin γn + Frc cos γn
Ftc cos γn − Frc sin γn

 Eq.  38 

L’angle de coefficient de frottement moyen sur la face de 

coupe est calculé avec l’Eq.  39. 

βa = tanμa Eq.  39 

La répartition de la pression le long de la zone de contact est 

particulièrement difficile à mesurer directement, mais elle 

est nécessaire à la quantification des termes sources.  
Figure 50. Répartition de la contrainte 

normale et tangentielle sur la face de coupe 

(Usui and Takeyama, 1960) 

C’est pourquoi les relation mathématiques se basent sur l’ajustement d’un coefficient de 

répartition de pression 𝛇 (Childs, 2000) variant de 2 à 3 pour le Ti-6Al-4V et qui doit être ajusté 

au travers d’essais de coupe orthogonale. Le gradient de pression le long de la zone de contact 

peut être modélisé par la fonction mathématique de l’Eq.  40 (Childs, 2000). 

pChilds(yc) = p0 (1 −
yc
Lc
)
ζ

 Eq.  40 

La pression en pointe d’outil, c’est-à-dire dans la zone de collage, est supposée être dépendante 

de la contrainte dans la bande de cisaillement primaire τs, de l’inclinaison de la bande de 

cisaillement ainsi que de l’angle moyen de frottement βa. Les propositions de pression en pointe 

d’outil p0 de (Moufki et al., 1998) et (Budak and Ozlu, 2008) sont présentées en Eq.  41 et Eq.  

42 respectivement. 

p0
Moufki = 4

1 + ζ

2 + ζ

cos2 βa
sin[2(ϕn + βa − γn)]

τs Eq.  41 

p0
Budak = h

(ζ + 1)

Lc

cosβa
sinϕn cos(ϕn + βa − γn)

τs Eq.  42 

Le calcul de la longueur de contact est proposée par Moufki (Moufki et al., 1998) d’après le 

calcul de l’équilibre du copeau, en supposant que la distribution de contrainte est uniforme dans 

la bande de cisaillement primaire (Eq.  43). 

Lc
Moufki = h 

(2 + ζ)

2
 
sin(ϕn + βa − γn)

sinϕn cos βa
 Eq.  43 
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La relation entre le coefficient de frottement moyen μa 
et le coefficient de frottement en régime glissant μsl est 

obtenue par la proposition de (Budak and Ozlu, 2008). 

Ces deux coefficients sont alors reliés selon l’Eq.  44. 

{
 
 

 
 μa =

τs
P0
{1 + ζ [1 − (

τs
P0μsl

)

1
ζ
]}

μsl =
τs
P0
(
−P0μa + τs + ζτs

ζτs
)
−ζ

 Eq.  44 

 

Figure 51. Schéma des phénomènes physique sur 

la face de coupe et le copeau (Bai et al., 2017) 

La longueur de contact en régime collant est alors déduite par l’Eq.  45 et décrite dans la Figure 

51. 

Lp = Lc [1 − (
τs
P0μsl

)
1/ζ

] Eq.  45 

La puissance moyenne dans la zone de frottement secondaire, notée Pγ (mW) est calculée 

comme le produit scalaire de l’effort tangentiel sur la face de coupe Ftγ (N) et de la vitesse de 

du copeau vch (mm/s), comme indiqué dans l’Eq.  46. 

Pγ = Ftγvch = (Ftc sin γn + Frc cos γn) (
sinΦn

cos(Φn − γn)
vc) Eq.  46 

Le flux surfacique qγ (mW/mm²) moyen généré dans la zone de frottement secondaire est 

décrite dans l’Eq.  47. 

qγ =
Pγ

Lc
 Eq.  47 

 

Le modèle de Merchant expliqué dans les sections ci-dessus ne prend pas en compte d’effet du 

rayon d’acuité d’arête (rβ). Cependant, ce paramètre géométrique est crucial en usinage 

puisqu’il a une action de renforcement de l’arête de coupe, et permet des gains de durée de vie 

important, surtout pour les matériaux nécessitant des contraintes importantes pour être mis en 

forme (Denkena and Biermann, 2014). Un des premier auteur à considérer le rayon d’acuité 

d’arête dans les modèles de coupe est Albrecht (Albrecht, 1960), qui décompose les efforts 

mesurées quatre parties, comme décrit en Figure 52. La région N°1 où les efforts résultent des 

actions mécaniques sur la face de coupe, la région N°2 où les efforts proviennent des actions 

sur le rayon d’acuité d’arête, la région N°3 qui correspond à la zone de retour élastique du 

matériau et finalement la région N°4 qui est le siège des actions mécaniques résultantes de 

l’usure en dépouille de l’arête de coupe.    
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Figure 52. Décomposition des efforts selon Albrecht (Albrecht, 1960) 

Les travaux de (Wyen and Wegener, 2010) portent sur l’influence du rayon d’acuité d’arête rβ 

sur les efforts de coupe. Ils utilisent la décomposition classique selon Albrecht décrite en Figure 

52, à savoir que les efforts dans la direction tangentielle et radiale sont la composition (au sens 

sommation) des efforts de coupe Ftc et Frc et les efforts d’arête Fte et Fre, telle que décrit dans 

l’Eq.  48. 

{
Ft = Ftc + Fte
Fr = Frc + Fre

 Eq.  48 

La valeur des efforts d’arêtes sont quantifiées à partir de l’extrapolation des efforts à copeau 

nul Figure 53(a) et la direction des efforts selon la pente δf,rβ de la Figure 53(b). Ils montrent 

que les efforts radiaux (normaux à la surface) sont particulièrement sensibles au rayon d’acuité 

d’arête, contrairement aux efforts de coupe. De plus, ils montrent que les vitesses de coupe ont 

également peu d’influence sur les efforts. 

(a)

 

(b) 

 

Figure 53. (a) Evolution des efforts globaux en fonction du rayon d’acuité d’arête (b) Influence du rayon d’acuité et de la 

vitesse de coupe sur les efforts d’arêtes tangentiels et radiaux (Wyen and Wegener, 2010) 

La puissance moyenne dans la zone de frottement tertiaire, notée Pα (mW) est calculée comme 

le produit scalaire d’effort tangentiel moyen sur la face de dépouille Fte (N) et la vitesse de 

coupe vc (mm/s) dans Eq.  49. 

Pα = Ftevc Eq.  49 

Le flux surfacique qα (mW/mm²) moyen généré dans la zone de frottement tertiaire est alors 

calculé à partir de l’Eq.  50. 
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qα =
Pα
Lα

 Eq.  50 

Avec Lα (mm) la longueur de contact en face de dépouille. 
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Afin d’évaluer l’effet des paramètres d’angle de coupe et de rayon d’acuité d’arête sur la 

génération de contraintes résiduelles, un modèle de simulation avec le solveur ABAQUS est 

utilisé. La vitesse de coupe est constante vc = 60 m/min  ainsi que le coefficient de frottement 

moyen μ = 0.3. L’outil est considéré comme infiniment rigide dans ces simulations. Les 

éléments utilisés sont des éléments CPERT dont la plus petite dimension est Le = 10 µm. Le 

module de calcul utilisé est le module « Dynamic Explicit », puisque celui-ci permet 

l’intégration de la loi d’initiation d’endommagement ainsi que la loi d’écrouissage isotrope de 

Johnson-Cook, tel que décrit au Chapitre 1. Contrairement à la plupart des travaux qui utilisent 

une couche sacrificielle entre le copeau et la surface finale, (Ayed et al., 2014; Mabrouki et al., 

2008; Ye et al., 2014; Zhang et al., 2011) dont le taux de restitution d’énergie Gf (§Chapitre 1) 

est grandement diminué pour éviter les effets de distorsions de mailles à l’interface entre la 

pièce est l’arête de coupe, le modèle utilisé dans ces travaux n’introduit pas une telle couche 

puisque l’objectif est d’étudier les modifications de l’intégrité de la surface (déformation 

plastique et contraintes résiduelles) après la passe de l’outil. Dans les modèles intégrant une 

couche sacrificielle, dont des exemples sont montrés en Figure 54, les éléments sous l’arête de 

coupe sont supprimés lorsque leur énergie dépasse une valeur seuil d’endommagement et les 

éléments aux alentours sont relaxés par ce biais numérique. Les niveaux de contraintes et de 

déformations plastiques sur la surface usinée ne sont alors pas représentatifs des observations 

expérimentales car ils ne suivent aucune logique physique. Ces modèles restent un outil 

intéressant lorsqu’il est question de l’étude de la bande de cisaillement primaire ou des 

phénomènes de frottement sur la face de coupe.   

  
(Zhang et al., 2011) (Ayed et al., 2014) 

 
 

(Mabrouki et al., 2008) (Ye et al., 2014) 

Figure 54. Illustrations de modèles de coupe orthogonale avec couche sacrificielle 
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Un plan d’expériences numérique est alors établi en première approximation pour quantifier 

l’effet de la géométrie d’outil combinée à l’épaisseur de copeau sur les contraintes résiduelles 

dans le sens de la vitesse de coupe (Variable numérique S11 signifiant σxx) et de la déformation 

plastique équivalente au sens de VonMises (variable numérique PEEQ, signifiant « Equivalent 

plastic strain at integration points ») dont le calcul est rappelé au Chapitre 1). 

 

vc = 60 m/minrβ  = var.

h  = var.

γn  = var.

αn  = 10°

 
Figure 55. Modèle de coupe orthogonal sans couche sacrificielle 
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Contraintes dans le sens de la vitesse de coupe Déformation plastique équivalente 

(a)

rβ = 10 µm
h = 100 µm

γn = 12 °  

Ft = 170 N

Fr = 25 N 

 

(b)

rβ = 10 µm
h = 100 µm

γn = 12 °  

Ft = 170 N

Fr = 25 N 

 

(c)

rβ = 10 µm
h = 100 µm

γn = 0 °  

Ft = 200 N

Fr = 50 N 

 

(d)

rβ = 10 µm
h = 100 µm

γn = 0 °  

Ft = 200 N

Fr = 50 N 

 

(e)

rβ = 60 µm
h = 100 µm

γn = 12 °  

Ft = 200 N

Fr = 130 N 

 

(f)

rβ = 60 µm
h = 100 µm

γn = 12 °  

Ft = 200 N

Fr = 130 N 

 

(g)

rβ = 10 µm
h = 50 µm
γn = 12 °  

Ft = 90 N

Fr = 10 N 

 

(h)

rβ = 10 µm
h = 50 µm
γn = 12 °  

Ft = 90 N

Fr = 10 N 

 
Figure 56. Effet de l’angle de coupe sur les efforts et les profondeurs affectées. 

La diminution de l’angle de coupe s’accompagne d’une modification des efforts tangentiels et 

radiaux. En passant d’un angle de coupe de 12° à un angle neutre de 0°, l’effort tangentiel total 
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Ft augmente de 170 N (Figure 56(a)&(b)) à 200 N (Figure 56(c)&(d)) (+18%) et l’effort radial 

total Fr augmente de 25 N à 50 N (+100 %). L’intensité de la déformation plastique en surface 

augmente de 0.24 à 0.38 (+58 %). La profondeur affectée mécaniquement (ε̅pl ≥ 0) vaut 

approximativement 80 µm pour un angle de coupe à 12° (Figure 56(b)) et 116 µm pour un 

angle de coupe de 0° (Figure 56(b)), soit une augmentation de +45 %. 

 

En augmentant le rayon d’acuité d’arête de 10 µm à 60 µm, l’effort tangentiel augmente de 

170 N (Figure 56(a)&(b)) à 200 N (Figure 56(e)&(f)) comme le cas précédent avec un 

changement d’angle de coupe de 12° à 0°, tandis que l’effort radial total augmente de 20 N à 

130 N (+550%). Ces résultats sont en adéquations avec les travaux de (Wyen and Wegener, 

2010) de la section précédente. L’intensité de la déformation plastique en surface augmente de 

0.24 à 2.96 (+1133%). La profondeur affectée mécaniquement est dans ce cas de 150 µm 

(Figure 56(f)) au lieu de 80 µm pour le plus faible rayon d’acuité d’arête. (Figure 56(b)).  

 

Dans le cas où il a formation de copeau, et donc que l’épaisseur de copeau est assez grande 

devant le rayon d’acuité d’arête, la diminution de l’épaisseur de copeau diminue le chargement 

global. L’effort tangentiel total diminue de 170 N (Figure 56(a)&(b)) à 90 N (-89%) (Figure 

56(g)&(h)) soit pratiquement la moitié de l’effort de coupe pour une épaisseur de copeau de 

100 µm à 50 µm. Il y a quasi-linéarité de l’évolution de l’effort de coupe avec l’épaisseur de 

copeau. L’effort radial diminue lui aussi de 25 N à 10 N (-150%). L’épaisseur affectée 

mécaniquement diminue de 80 µm (Figure 56(b)) à 40 µm (-100%) (Figure 56(g)) et 

l’intensité des déformations plastiques de 0.24 à 0.11. 
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Dans ce dernier exemple, le phénomène de labourage est illustré. Par labourage, il est entendu 

ici qu’il n’y plus formation de copeau, et donc qu’il y a conservation du volume. 

Contraintes dans le sens de la vitesse de coupe Déformation plastique équivalente 

(a)

rβ = 60 µm
h = 20 µm
γn = 12 °  

Ft = 105 N

Fr = 125 N 

 

(b)

rβ = 60 µm
h = 20 µm
γn = 12 °  

Ft = 105 N

Fr = 125 N 

 

(c)

rβ = 60 µm
h = 5 µm
γn = 0 °  

Ft = 25 N

Fr = 50 N 

 

(d)

rβ = 60 µm
h = 5 µm
γn = 0 °  

Ft = 25 N

Fr = 50 N 

 
Figure 57. Effet de l’épaisseur de copeau sur les efforts et les profondeurs affectées dans le cas du labourage. 

La matière devant l’arête de coupe passe sous le rayon de l’outil. Le labourage survient lorsque 

l’épaisseur de copeau est petite devant le rayon d’acuité d’arête. La transition entre coupe et 

labourage est difficile à estimer puisqu’elle dépend du rayon d’acuité d’arête, de l’épaisseur de 

copeau ainsi que de la rigidité du montage de l’outil et de la pièce. Dans le cas d’un rayon 

d’acuité d’arête grand devant l’épaisseur de copeau, c’est-à-dire ici un rβ de 60 µm pour une 

épaisseur h de 20 µm, l’effort radial est supérieur à l’effort tangentiel comme le montre la 

Figure 57. C’est également le cas pour une épaisseur de copeau de 5 µm, mais les efforts sont 

considérablement réduits, et passent de 105 N à 25 N pour l’effort tangentiel et de 125 N à 50 N 

pour l’effort radial. Les profondeurs affectées sont importantes comparées aux simulations 

précédentes du fait de l’absence de copeau. La profondeur affectée dans le cas du labourage 

pour h = 20 µm est de 150 µm pour une intensité de déformation de 3, et une profondeur 

affectée de 42 µm avec une intensité de déformation de 0.85 pour h = 5 µm. Les contraintes 

résiduelles sont systématiquement en traction dans les deux cas. 

La Figure 58(a) montre l’évolution de la déformation plastique équivalente sous la surface 

après passage de l’outil pour l’ensemble des configurations observées plus haut. Les marques 

en triangle Δ sont les essais numériques avec un rayon d’acuité d’arête élevé (60 µm) et les 

marques en rond Ο sont les essais avec un rayon d’acuité d’arête faible (10 µm). Les essais 

ayant le plus d’impact sur la déformation plastique en sous surface sont les essais avec un rayon 

d’acuité d’arête élevé. La Figure 58(b) montre l’évolution de la déformation plastique 
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équivalente maximale en fonction de l’effort radial total Fr. La courbe montre que la sévérité 

de la déformation plastique est bien corrélée avec l’effort radial total, qui lui-même découle du 

choix de la géométrie d’arête en combinaison avec l’épaisseur de copeau non coupé h.  

(a)

 

(b)

 
Figure 58. (a) Profondeurs affectées mécaniquement – (b) Corrélation entre sévérité de la déformation plastique et l’effort 

radial total dans le cas de la coupe orthogonale 

 

  

0
0,25

0,5
0,75

1
1,25

1,5
1,75

2
2,25

2,5
2,75

3
3,25

0 0,02 0,04 0,06 0,08 0,1

D
éf

o
rm

at
io

n
 p

la
st

iq
u

e 

Profondeur (mm)

h = 20 µm - rβ = 60 µm - γn = 12°
h = 100 µm - rβ = 60 µm - γn = 12°
h = 5 µm - rβ = 60 µm - γn = 12°
h = 100 µm - rβ = 10 µm - γn = 0°
h = 100 µm - rβ = 10 µm - γn = 12°
h = 50 µm - rβ = 10 µm - γn = 12°

0

0,5

1

1,5

2

2,5

3

3,5

0 25 50 75 100 125 150

D
éf

o
rm

at
io

n
 p

la
st

iq
u

e 
m

ax
im

al
e

Effort radial total Fr (N)



Page 73 

 

L’analyse de sensibilité de la géométrie d’arête combinée avec différentes épaisseurs de copeau 

non coupé h montre que l’angle de coupe γn, le rayon d’acuité d’arête rβ et l’épaisseur de 

copeau lui-même sont des paramètres ayant une forte influence sur la déformation plastique et 

les contraintes résiduelles. Ils sont alors qualifiés de « paramètres clés », dans la mesure où 

ceux-ci sont des contributeurs majeurs sur l’intégrité de surface. 

Une distinction entre le régime de coupe (où il y a formation du copeau) et régime de labourage 

(sans formation de copeau) doit être établie dans la suite de cette étude. En effet, durant le 

procédé de fraisage, l’épaisseur de copeau varie à chaque instant de rotation de l’outil et un 

copeau minimal est obligatoirement rencontré, quel que soit le mode d’usinage choisi (avalant 

ou opposition). 

La mesure des efforts normaux à la surface générée (l’effort radial Fr dans le cas du contournage 

et l’effort dans l’axe de l’outil Fz dans le cas du surfaçage) semble être un bon moyen de mesure 

pour établir des indicateurs de la sévérité de la déformation plastique, à contrario des efforts 

tangentiels Ft dont la mesure ne semble pas donner de corrélation évidente. Cela a pour 

conséquence une complexité supplémentaire pour la surveillance du procédé, dans la mesure 

où ce sont les efforts de coupe colinéaires à la vitesse de coupe vc qui travaillent (au sens 

physique du terme). Ceux-ci sont par conséquent mesurables au travers, par exemple, d’une 

mesure de puissance à la broche. Il faut alors systématiquement utiliser des dispositifs de 

mesure d’efforts dans les 3 directions de l’espace. 

Enfin, il est essentiel de rappeler que le modèle présenté ci-dessus ne prend pas en compte les 

aspects dynamiques de rigidité d’outil ou du montage. La valeur des efforts numériques peut 

alors être surestimée par rapport à une configuration réelle. Aussi, les aspects thermiques sont 

ici négligés. Il est donc nécessaire de compléter l’étude par une analyse des champs de 

température, ce qui fera l’objet des sections 2.3 et 2.4 .  
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Afin de mesurer la température sur la surface usinée, couplée aux efforts de coupe, un dispositif 

de mesure avec thermocouple est élaboré et dynamomètre piézoélectrique a été élaboré. Le 

dispositif expérimental est décrit en Figure 59.  

 
Figure 59. Montage expérimental pour la mesure thermomécanique en coupe orthogonale (Hamm et al., 2021) 

Il est composé d'un dynamomètre Kistler de type 9257 B pour l'acquisition des efforts dans les 

trois directions (Fx, Fy, Fz), d'un module National Instruments module 9211 pour la 

compensation de température de la jonction froide, de deux modules 9215 National Instruments 

pour la mesure de la température de la jonction chaude. Toutes les cartes d'acquisition ont été 

synchronisées à l'aide d'une carte National Instrument 9188 et réglées avec une fréquence 

d'échantillonnage de 100 kHz. Le module 9211 est limité à 14 Hz mais n'a été utilisé que pour 

éviter un problème d'offset en cas de variation globale de la température de la pièce loin de la 

zone d'usinage. Le thermocouple utilisé pour la mesure de la température est un type K+ d'un 

diamètre de 25 μm. Pour éviter l'incertitude liée à la déformation du champ thermique lorsque 

le thermocouple est inséré dans la pièce (Attia et al., 2002), le fil K+ est non revêtu et 

directement soudé sur la pièce à proximité de la zone de coupe. 

 

L’intérêt est ici de mesurer la température en un seul point. Il est donc nécessaire d’effectuer 

une calibration particulière des couples de matériaux présent dans la boucle de mesure. La 

Figure 60(a) schématise la boucle FEM (Force électromotrice) de mesure avec les différents 

couples de matériaux, alors que la Figure 60(b) montre l’équation finale pour la mesure de 

température à la jonction K+/TA6V. 
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Figure 60. (a) Schématisation des couples de matériaux dans la boucle de mesure - (b) Equation finale après simplification des 

couples matériaux 

La calibration a été réalisée avec plusieurs matériaux, selon le principe décrit en Figure 61. 

Une source de température est appliquée sur une barre cylindrique et un thermocouple classique 

à deux brins est utilisé pour mesurer la température, tandis que les forces électromotrices des 

jonctions K+ matériau et K- matériau sont mesurées en fonction de la température par la carte 

d’acquisition. La Figure 62 montre la variation de la tension mesurée de différents matériaux 

pour la jonction K+ et K- sur une plage de température comprise entre [-200°C et 600°C 

environ]. 

 

 

 
Figure 61. Principe de calibration des couples de matériaux Figure 62. (a) Calibration avec le thermocouple K+ (b) 

Calibration avec le thermocouple K- 

L’évolution des tensions aux différentes jonctions K+ et K- est quasiment linéaire, comme le 

montrent les coefficients R² calculés lors de régressions linéaires des couples TA6V avec K+ 

et K-, reportés dans le Tableau 13. Les fonctions sont finalement linéarisées. 
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Tableau 13. Linéarisation des couples 

 

 

Les essais de coupe sont décrits dans la Figure 63. La zone hachurée en bleu est la zone de 

détermination des efforts de coupe sans mesure de température, puisque le point de mesure 

K+/TA6V est situé trop loin pour que l’information thermique puisse y parvenir. Les épaisseurs 

coupées sont respectivement de [0,02 - 0,04 - 0,06 - 0,08 - 0,10 mm], ce qui permet d’établir la 

loi de coupe telle que décrit en Figure 64(a) et Figure 64(b), pour un outil d’angle de coupe 

de 0° et 20° respectivement. 

Le Tableau 14 indique le plan d’expériences réalisé. Chaque condition de coupe est répétée au 

moins douze fois afin d’établir un écart type de la mesure. L’évolution des efforts en fonction 

de l’épaisseur de copeau est linéaire dès lors que l’épaisseur de copeau non coupé est supérieure 

au rayon d’acuité d’arête de l’outil coupant (rβ ≈ 15 µm). Les coefficients d’efforts spécifiques 

tangentiels et radiaux (𝐊𝐭 et 𝐊𝐫) sont dépendants de l’angle de coupe, ce qui a déjà été montré 

par Budak et Altintas dans la section 2.1 (Budak et al., 1996). 

Il est ainsi mesuré que le coefficient d’effort tangentiel diminue d’environ 7% pour un angle de 

coupe de 20°, tandis que le coefficient d’effort radial diminue de 58%. Cette tendance est 

similaire  pour les coefficients spécifiques d’efforts d’arête tangentiels et radiaux 𝐊𝐭𝐞 et 𝐊𝐫𝐞. 
En effet, les efforts d’arête radiaux extrapolés, pour un copeau nul, évoluent de 73 N/mm (0°) 

à 65 N/mm (20°), soit une diminution de 11%. En revanche, les efforts d’arête tangentiels 

augmentent de 11%, de 28 N/mm à 31 N/mm. Ce fait expérimental montre que l’extrapolation 

des efforts de coupe pour un copeau nul n’est pas satisfaisante, et que des dispositifs 

expérimentaux permettant de mesurer les efforts avec une épaisseur de copeau variable sont 

nécessaires. Des essais de coupe orthogonale à épaisseur de copeau variable seront ainsi 

présentés dans le chapitre 3. 
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Figure 63. (a) Principe de coupe et de mesure de température – (b) Photographie du rabotage avec une caméra rapide pour la 

condition B5 

 

  
Figure 64. Evolution des efforts en fonction de l’épaisseur de copeau non coupé à vc = 120 m/min – (a) avec un angle de coupe 

de 0° - (b) avec un angle de coupe de 20° 

 

Tableau 14. Plan d'expériences des essais de rabotage 

Conditions de 

coupe 
γn (°) h (mm) Ft’ (N/mm) Fr’ (N/mm) Kte (N/mm) Fre (N/mm) 

A1(a) 

0 

0.020 65 ± 6 106 ± 9 

28 
Non 

calculable 

A2 0.040 91 ± 3 73 ± 3 

A3 0.060 116 ± 6 83 ± 6 

A4 0.080 160 ± 1 109 ± 13 

A5(a,b) 0.100 190 ± 1 114 ± 1 

B1(a) 

20 

0.020 54 ± 2 70 ± 3 

31 65 

B2 0.040 91 ± 3 83 ± 2 

B3 0.060 120 ± 1 89 ± 1 

B4 0.080 146 ± 1 92 ± 3 

B5(a,b) 0.100 175 ± 3 72  1 
(a)Mesure de température en surface – (b) Mesure de température dans la bande de cisaillement primaire 
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L’information thermique commence à parvenir au point de mesure du thermocouple lorsque 

l’arête de coupe est située à moins de 200 µm de distance. Cette distance peut être estimé en 

première approximation avec la formule de Fourier. Le temps de coupe étant de 20 ms et la 

diffusivité thermique du Ti-6Al-4V étant d’environ αTA6V = 3 mm²/s  à 20°C, la distance à 

partir de laquelle le solide est considéré comme infini est alors calculée à partir de l’Eq.  51. 

eth = √αTA6V. Δt ≈ 245 µm Eq.  51 

A mesure que la distance entre le thermocouple et la surface diminue, comme illustré en Figure 

65 , le signal thermique augmente en sensibilité. Il est alors possible de mesurer le signal en 

température en fonction du temps mais également en fonction de la distance par rapport à la 

surface usinée.   
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Figure 65. Vue de côté – Diminution de la distance entre la surface et le thermocouple (d1>d2>3) et illustration de 

l’augmentation du signal thermique 

 

Les températures mesurées expérimentalement sous la surface rabotée à différentes profondeurs 

sont reportées en Figure 66, le point de mesure étant fixe par rapport à la pièce et l’outil se 

rapprochant du thermocouple à mesure qu’il effectue des passes d’épaisseurs h constantes. 

Deux épaisseurs h sont ainsi considérées : 20 µm (Figure 66(a)(c)) et 100 µm (Figure 

66(b)(d)). 

En comparant les valeurs maximales de température entre chaque condition, il apparaît que 

celles avec des copeaux de 20 µm (Figure 66(a)(c)) montrent une température plus élevée que 

les conditions avec des copeaux de 100 µm (Figure 66(b)(d)). Ce phénomène peut s’expliquer 

par le fait que la chaleur générée en zone de cisaillement primaire est de moins en moins 

évacuée par le copeau à mesure que son épaisseur diminue. Cependant, pour des épaisseurs de 

copeau faible, l’intensité du flux de chaleur est aussi moins importante. Il y a donc compétition 

entre l’intensité des termes sources et les conditions cinématiques qui facilitent l’évaluation des 

calories hors de la surface. 
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De plus, en comparant une même condition d’épaisseur de copeau mais deux angles de coupe 

distincts, l’intensité de température semble plus importante pour les conditions de coupe avec 

un outil présentant un angle de coupe de 0° (Figure 66(c)(d)). Ce phénomène s’explique par le 

fait que le taux de déformation plastique sur le plan de cisaillement (𝛆̇𝐀𝐁
𝐩𝐥

) augmente à mesure 

que la valeur de l’angle de coupe γn diminue, accroissant l’intensité du flux de chaleur en zone 

de cisaillement primaire par travail plastique et diminuant géométriquement la valeur de l’angle 

d’inclinaison du plan cisaillement Φn. 

 

 

Figure 66. Température sur la surface du Ti-6Al-4V pour une vitesse de coupe vc = 120 m/min : (a) h = 20 μm et γn = 20° – 

(b) h = 100 μm et γn = 20° – (c) h = 20 μm et γn = 0° – (d) h = 100 μm et γn = 0°  

Néanmoins, les valeurs de température mesurées ne sont pas toujours évaluées à la même 

profondeur dans tous les cas. Il est donc intéressant dans ce cas d’introduire un modèle inverse 

de conduction de la chaleur afin d’évaluer le flux thermique reçu par la pièce et de calculer la 

réponse en température pour une altitude 𝑧 = 0 mm, soit à la surface de la pièce. 

 

Il est ici question de construire un fluxmètre par méthode inverse en conduction thermique et 

en régime transitoire. Comme mentionné au Chapitre 1, seule la température est une variable 

observable et peut être mesurée par thermocouple par exemple. Avec la mesure de la 

température en un point d’un domaine de dimensions et de propriétés thermiques connus, il est 
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possible d’estimer l’intensité ϕ0 du flux excitateur. L’idée est donc ici de trouver l’impédance 

thermique du système. Les hypothèses suivantes sont appliquées dans le cas du modèle inverse. 

 Le flux de chaleur équivalent qeq appliqué sur la pièce pendant la coupe orthogonale 

est une fonction résultante des flux de chaleur dans les zones de cisaillement primaire 

qPSZ, zone de cisaillement secondaire qSSZ et zone de cisaillement tertiaire qTSZ 

qeq = f(qPSZ, qSSZ, qTSZ) Eq.  52 

 Le flux de chaleur équivalent qeq (mW/mm²) délivre une puissance surfacique constante 

au cours du temps et constante sur une surface de largueur 2l (mm) et de longueur de 

l’échantillon b (mm). 

qequiv(x ∈ [−l; l]) = qeq Eq.  53 

 Les propriétés thermophysiques du matériau usiné sont indépendantes de la température 

et isotropes. 

λ(T, x) = λ ; ρ(T, x) = ρ ; cp(T, x) = cp Eq.  54 

 Il n’y a pas d’échange de chaleur sur les bords du domaine ∂Ω ; 
 Le milieu est considéré comme semi-infini en z ; 

L’équation de Carslaw-Jaeger donne la réponse en température d’une source ponctuelle 

délivrant une impulsion de flux ϕ0 dans un solide en trois dimension considéré comme infini. 

h(x, y, z, t) =
ϕ0

8ρcp(παt)
3/2
exp (−

(x − xs)
2 + (y − ys)

2 + (z − zs)
2

4αt
) Eq.  55 

Avec : 

 𝑥𝑠, 𝑦𝑠, 𝑧𝑠 La position cartésienne de la source de chaleur ; 

 𝑥, 𝑦, 𝑧 La position cartésienne du point où la température est calculée. 

Durant la coupe, la source de chaleur équivalente n’est pas ponctuelle puisqu’elle provient de 

la projection de la source de la bande de cisaillement primaire, de la longueur de contact frottant 

en zone de dépouille et de la conduction de chaleur du terme source en zone de cisaillement 

secondaire sur la face de dépouille, comme schématisé en Figure 67. 

(a)

 

(b)

 
Figure 67. (a) – Schéma des flux de température sur la zone de cisaillement primaire et tertiaire – (A droite) Schéma des flux 

de chaleur projeté sur la surface finale  
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Au vu de la difficulté analytique de déterminer avec précision la forme exacte du flux de chaleur 

équivalent sur la surface, la source de chaleur équivalente est modélisée par une source 

rectangulaire, d’intensité constante. 

Si il est considéré que la source n’est pas ponctuelle mais linéique, alors l’Eq.  55 sera intégrée 

pour une distance infinie en y, telle que : 

hligne(x, y, z, t) =
ϕ0

8ρcp(παt)
3
2

exp (−
(x − xs)

2 + (z − zs)
2

4αt
) ∫ exp (

−(y − ys)
2

4αt
) d(y − ys)

∞

−∞

 Eq.  56 

Comme :  

∫ exp(
−(y − ys)

2

4αt
)d(y − ys)

∞

−∞

= 2√παt Eq.  57 

Alors, l’ Eq.  58 donne la réponse en température pour une excitation en flux impulsionnelle 

pour une ligne de chaleur immobile dans un solide infinie. 

hligne(x, z, t) =
ϕ0
4πλt

exp(−
(x − xs)

2 + (z − zs)
2

4αt
) Eq.  58 

Dans le cas d’une bande de chaleur, Eq.  58 est reprise, mais en intégrant zs entre –l et +l ainsi 

que τ entre 0 et t.  Le terme source est doublé (ϕ0ligne =
ϕ0bande

2
) puisque le milieu n’est plus 

considéré comme infini mais seulement semi-infini en z. Le terme 𝑧𝑠 peut être considéré nul 

puisque le flux de chaleur équivalent est positionné sur la surface. Il vient donc : 

Tbande(x, z, t) =
Q

2πλ
∫∫

1

τ
⋅ exp (−

(x − xs)
2 + z2

4ατ
)dξdτ

t

0

l

−l

 Eq.  59 

L’Eq.  59 est la réponse en température dans un solide semi-infini à une bande de chaleur de 

dimension largueur 2l en flux échelon (c’est-à-dire que le flux est constant au cours du temps). 

Dans le cas de la configuration expérimentale décrite dans la section 2.2, la source se déplace 

par rapport au thermocouple qui est fixe par rapport à la pièce. Il convient d’opérer un 

changement de variable associé au changement de repère qui devient le repère attaché à la 

source mobile de chaleur, comme montré en Figure 68. Dans le cas d’un point de coordonnés 

(xs, zs), se déplaçant à une profondeur (zs = z = 0) suivant l’axe des x, il vient : 

x − xs = x − vcti = x − vc(t − τ) = x − vct + vcτ = xs + vcτ Eq.  60 

L’expression de l’Eq.  59 devient: 

Tbande(xs, z, τ) =
Q

2πλ
∫∫

1

τ
⋅ e
(−
(xs−ξ+vc⋅τ)

2+z2

4ατ
)
dξdτ

t

0

l

−l

 Eq.  61 

En effectuant les changements de variables suivant : 

Xp =
vcxs
2α

; Zp =
vcz

2α
; Lp =

vcl

2α
 Eq.  62 
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Alors l’expression de la température dans un solide semi-infini soumis à une bande de chaleur 

mobile de flux constant et uniformément réparti sur la surface est finalement décrite d’après 

l’Eq.  63. 

T(X, z, t) =
Q

ρcpvc√2π
∫

1

√ν
⋅ e
(
−(Zp)

2

2ν
)

⋅ (erf (
Xp + ν + Lp

√2ν
) − erf (

Xp + ν − Lp

√2ν
)) dν

(vc)
2⋅t

2α

0

 Eq.  63 

L’Eq.  63 n’a cependant aucune solution analytique simple et doit être résolu avec un schéma 

d’intégration numérique. 

x

z

vc

M (x,z)

vc ti

ξ(t)

X

vc t

vc τ 

O
y

ξ(ti)

vc

z

2lc

b

 
Figure 68. Illustration du changement de repère 

 

La fonction d’impédance Z contient 3 inconnus à déterminer par identification inverse. En effet, 

les 3 inconnus sont : 

 Le flux ϕ (exprimé en W) 

 La largeur de la bande de chaleur 2l 

 La profondeur (suivant Z) du thermocouple, ou distance du thermocouple à la surface. 

Afin d’estimer les grandeurs mesurables avec ce modèle de bande de chaleur, il est nécessaire 

d’établir une analyse de sensibilité pour l’identification inverse. La Figure 69(a) montre la 

sensibilité de la distance de mesure sur la température. Comme mentionné précédemment, une 

mesure à une distance minimale de 200 µm est nécessaire pour le TA6V pour détenir la 

sensibilité nécessaire, au vue de sa faible diffusivité thermique et de la vitesse de coupe élevée. 

Le gradient thermique est également très important et évolue de manière exponentiel à mesure 

que le thermocouple est proche de la surface usinée. La Figure 69(b) montre la sensibilité de 

la longueur de contact sur la réponse en température. Au vu de la forte vitesse de déplacement 

de la source, le modèle montre que l’identification de la longueur de contact ne peut pas être 

établi dans sur une plage comprise entre 1 µm et 1000 µm. Or, il apparait que les longueurs de 

flux sont comprises entre quelques micromètres et quelques dixièmes de millimètres dans le 

cas des outils ayant des usures en dépouille VB. 
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Figure 69. Analyse de sensibilité des paramètres à identifier par méthode inverse - (a) Effet de la distance de mesure - (b) 

Effet de la l demi-longueur de contact - (c) Effet de la puissance 

Afin de calculer le flux ainsi que la longueur de la bande de chaleur équivalent, le résidu est 

introduit tel que : 

F(ϕ, z0, l) = ∑ (
(Tmes − Tsim)

fsim
)

2i=ΔN

i=ΔN/2

 Eq.  64 

L’objectif est trouver le triplet (ϕ, z0, l) tel qu’il minimise le résidu de l’Eq.  64. Les résultats 

du modèle inverse sont présentés en Figure 70. Celle-ci reprend les résultats expérimentaux 

tracés en trait continus et les valeurs de températures pour plusieurs profondeurs identifiées 

avec le modèle inverse. La longueur de contact n’a pas été identifiée faute sensibilité, et a été 

fixée à 40 µm. Le flux moyen équivalent pour chaque condition de coupe a été calculée pour 

plusieurs profondeurs et l’écart type est renseigné pour chaque valeur. L’écart type ne dépasse 

jamais 8% d’erreur pour chaque configuration et la puissance reçue par la pièce est comprise 

entre 142 W et 293 W. 
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Figure 70. Résultats du modèle inverse pour vc = 120 m/min (a) h = 20 μm et γn = 20° – (b) h = 100 μm et γn = 20° – (c) h = 20 

μm et γn = 0° - (d) h = 100 μm et γn = 0°  

 

 

Afin d’évaluer l’effet des paramètres opératoires (cinématiques et géométrie de l’arête de 

coupe) sur le champ de température dans le trio pièce-outil-copeau, le code de calcul COMSOL 

est utilisé. Celui-ci permet d’implémenter directement les équations physiques gouvernant la 

chaleur dans le module Convection-Conduction et d’introduire les mesures expérimentales de 

coupe en tant que conditions aux limites du domaine de calcul. La Figure 71 illustre le champ 

thermique produit dans le trio pièce outil copeau en 3 dimensions avec le code de calcul 

COMSOL.  
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INPUT
 Propriétés matériau (λ(T), ρ, cp(T))

 Géométrie d arete (γn, αn, rβ)
 Conditions cinématiques (vc, h, b)

ESSAIS DE RABOTAGE
 Angle de cisaillement Φn

 Epaisseur du copeau hc

 Longueur de contact Lc

 Effort de coupe tangentiel et radial 
(Ftc et Frc)

 Effort d arête tangentiel et radial 
(Fte et Fre)

CALCULS ANALYTIQUES
 Zone primaire (Fs, vs, Ps, qs)

 Zone secondaire (Ftγ, vch, Pγ, qγ )

CALCULS COMSOL

OUTPUT
 Champ de température

 Champ de flux thermique de 
conduction et de convection

 
Figure 71. Illustration 3D des champs de température durant la coupe avec code de calcul COMSOL et organigramme de 

résolution 

 

Il est ici question d’implémenter l’équation gouvernant le transfert de chaleur dans un milieu 

conducteur avec transport de chaleur, c’est-à-dire dans une configuration dite « eulérienne » 

plutôt que « lagrangienne réactualisée » comme utilisée dans les modèles mécaniques avec le 

solveur ABAQUS. Pour se faire, il faut considérer un élément de volume Ω de frontière ∂Ω, 

avec une source de chaleur interne r (W/m3) et un échange de chaleur q (W/m) à la frontière du 

domaine, tel que le montre la Figure 72. 

qin

qout

Ω 

 Ω 

Arête de 

coupe

Fixe

Fixe

vc = vx

y

x

 
Figure 72. Bilan thermique dans un domaine Ω de frontière ∂Ω – Exemple dans le cas de la coupe orthogonale 

A partir de l’équation de conservation d’énergie, considérant E l’énergie interne (J), e l’énergie 

interne spécifique (J/kg), alors : 

E = ∫ ρedV

Ω

 Eq.  65 
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Avec ρ la masse volumique (kg/m3).  

Soit Q le taux de chaleur reçue par le domaine Ω. Il comprend deux termes : 

 la chaleur créée dans le volume Ω par des actions à distance extérieures à Ω 

(rayonnement, chauffage inductif par exemple) ou plus généralement des sources de 

chaleur issues de physiques non modélisées (réactions chimiques, effet joule...) ; 

 la chaleur reçue par conduction au travers de la frontière 𝜕Ω de Ω. 

Q = ∫ rdV − ∫ 𝐪.𝐧 dS

∂ΩΩ

 Eq.  66 

 Avec : 

 r une source volumique de chaleur, 

 𝐪 le vecteur flux de chaleur, 

 𝐧 la normale extérieure à ∂Ω. 

Le premier principe de la thermodynamique stipule que la variation de l’énergie interne est 

égale à la puissance extérieure et à la chaleur reçue par le système. Dans le cas d’étude, la 

puissance externe est nulle ainsi que l’énergie cinétique 𝐸. Le théorème de la divergence permet 

quant à lui d’écrire le terme de flux décrit sur la frontière par le terme de flux dans le domaine 

Ω. 

d

dt
(E + K) = Pext + Q 

d

dt
(∫ ρedV

Ω

) = 0 + ∫ rdV − ∫ 𝐪.𝐧 dV =

∂ΩΩ

∫(r − ∇𝐪) dV

Ω

 

 

Eq.  67 

L’équation d’équilibre à l’état local est alors donnée par l’Eq.  68. 

∂

∂t
(ρe) = r − ∇𝐪 Eq.  68 

Ici, le flux d'énergie peut être divisé en deux parties, un terme de convection 𝐪conv et un terme 

de conduction 𝐪𝐜𝐨𝐧𝐝 tel que : 

𝐪 = 𝐪cond + 𝐪conv Eq.  69 

Le terme de convection représente l'énergie transportée par l’écoulement du signal thermique à 

l'intérieur du milieu, et est proportionnel à la vitesse de transport 𝑣 exprimée en (m/s) : 

𝐪conv = ρe𝐯 Eq.  70 

Le terme de conduction représente le flux d'énergie résultant du gradient d'énergie, et est 

proportionnel à sa diffusivité énergétique. 

𝐪cond = D𝛁(ρe) Eq.  71 

Pour la modélisation du transfert de chaleur, le terme de conduction est souvent exprimé sous 

la forme du gradient de température à la place, ce qui est connu comme la loi de Fourier sur la 

conduction de la chaleur : 
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𝐪cond = −λ𝛁T Eq.  72 

 Avec 𝜆 la conductivité thermique du domaine (W/m.K) 

En combinant les Eq.  68 et Eq.  72, alors : 

e (
∂ρ

∂t
+ ρ∇𝐯 + 𝐯∇ρ) + ρ

∂e

∂t
+ ρ𝐯𝛁e + ∇(−λ𝛁T) = r Eq.  73 

L’équation de conservation de la masse s’écrivant : 

∂ρ

∂t
+ ρ∇𝐯 + 𝐯∇ρ =

∂ρ

∂t
+ ∇(ρv) = 0 Eq.  74 

Alors, l’équation de conduction-convection s’écrit : 

ρ
∂e

∂t
+ ρ𝐯. 𝛁e + ∇(−λ𝛁T) = r Eq.  75 

Sachant que l’énergie spécifique e varie avec la température T, alors e = e(T) et : 

ρ (
∂e

∂T
.
∂T

∂t
) + ρ𝐯. (

∂e

∂T
∇T) + ∇(−λ𝛁T) = r Eq.  76 

La chaleur spécifique massique est notée 𝑐𝑝 et vaut 

cp =
∂e

∂T
 Eq.  77 

Finalement, l’équation de la chaleur en conduction-convection s’écrit : 

ρcp (
∂T

∂t
+ 𝐯. ∇T) = r + λΔT Eq.  78 

 

A ce stade, l’équation gouvernant la chaleur dans le milieu est bien identifiée, mais il est 

nécessaire de quantifier la valeur des termes sources, qs, qγ et qα, tous exprimés en (W/m²). 

Durant la coupe, plusieurs termes sources sont identifiés. L’énergie calorifique des termes 

sources dérive souvent de la dissipation intrinsèque de la plastification des métaux. A la 

différence de la configuration précédente, le système est soumis à un chargement mécanique. 

En utilisant le premier principe de la thermodynamique ainsi que le deuxième axiome du 

principe des puissances virtuelles, on arrive à la forme locale de l’équation d’équilibre en petites 

perturbations : 

ρė = σ̿: ε̿̇ + r − ∇𝐪 Eq.  79 

Sachant que : 

e = ψ + Ts → ė = ψ̇ + Ṫs + Tṡ → ρ(ψ̇ + Ṫs + Tṡ) = σ̿: ε̿̇ + r − ∇𝐪 Eq.  80 

Impliquant que : 

ρė = ρ [
1

ρ
σ̿: ε̿̇ − Ṫs] + ρTṡ + ρsṪ Eq.  81 

Il vient : 
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σ̿ ∶ ε̿̇ + ρTṡ = σ̿ ∶ ε̿̇ + r − ∇𝐪 Eq.  82 

Avec l’entropie 𝑠 = −
𝜕𝜓(𝜀̿,𝑇)

𝜕𝑇
 qui peut être dérivée  

ṡ = −
∂2ψ

∂ε ∂T
: ε̿̇ −

∂2ψ

∂T2
Ṫ = −

1

ρ

∂σ̿

∂T
: ε̿̇ +

∂s

∂T
Ṫ Eq.  83 

En introduisant la chaleur spécifique définie par : 

cp = T
∂s

∂T
= −T

∂2ψ

∂T2
 Eq.  84 

En introduisant la loi de Fourier vue précédemment, on obtient : 

ρcp
∂T

∂t
= λΔT + r + T [

∂σ̿

∂T
: ε̿̇] Eq.  85 

Dans le cas de la plasticité en petites perturbations, il vient ε̿ = εe̿ + εpl̿̿̿̿  : 

ρcp
∂T

∂t
= λΔT + σ̿ ∶ ε̇pl̿̿̿̿ + r + T [

∂σ̿

∂T
: ε̇e̿] Eq.  86 

Il a conjointement la partition de l’énergie libre ρψ = ρψe + ρψp + ρψT en énergies : 

 Elastique ρψe = we  

 Plastique ρψp = ws 

 Purement thermique ρψT (T) 

Le terme ρψp = ws représente l’énergie non récupérable stockée dans le matériau. Pour les 

matériaux métalliques, cette énergie est celle des champs de micro-contraintes résiduelles 

accompagnant l’augmentation de la densité des dislocations/macles et sera fonction des 

écrouissages. En anisotherme, l’équation de la chaleur dans un milieu elastoplastique prend la 

forme : 

(ρcp −
∂ws
∂T
 )
∂T

∂t
= λΔT + r + σ̿ ∶ ε̇pl̿̿̿̿ − ẇs + T [

∂σ̿

∂T
: ε̇e̿]  Eq.  87 

Où la chaleur spécifique est affectée par le couplage écrouissage-température. Le fait que 

l’énergie ws =  ρψp soit stockée au sein du matériau se traduit par le terme ρψp (positif) dans 

l’énergie libre. Cette énergie ne peut alors partir en chaleur et son taux ẇs = ρψ̇p est retranché 

aux sources de chaleurs à distance r, due au travail plastique σ̿ ∶ ε̇pl̿̿̿̿  et d’origine 

thermomécanique T [
∂σ̿

∂T
: ε̇e̿] (couplage mécanique-température variable, par la dilatation 

thermique et par la dépendance des paramètres « matériau » à la température). 

L’équation complète de la chaleur permet alors de trouver l’élévation de température d’un 

milieu sujet à dissipation mécanique. Pour cela, elle doit être résolue conjointement aux 

équations d’équilibre. L’équation classique utilisée pour calculer l’échauffement des matériaux 

métalliques, lors des processus de mise en forme par exemple, correspond à l’équation générale 

avec les simplifications suivantes : 

 une évolution adiabatique (sans transfert de chaleur, λΔT = 0) ; 
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 pas de source interne de chaleur créée par des sources externes (r = 0) ; 

 pas de couplage thermoélastique et thermoplastique (
∂σ̿

∂T
: ε̇e̿ = 0 ; 

∂ws

∂T
= 0 ). 

L’équation approchée de l’échauffement adiabatique est alors : 

ρcp
∂T

∂t
= σ̿ ∶ ε̇pl̿̿̿̿ − ẇs ≈ β σ̿ ∶ ε̇

pl̿̿̿̿  Eq.  88 

où le coefficient β est appelé « coefficient de Taylor-Quinney » souvent pris égal à 0,9 (β = 1) 

est une première approximation surestimant la température). En combinant avec l’Eq.  78, le 

terme de convection apparait et donc : 

ρcp (
∂T

∂t
+ 𝐯. ∇T) ≈ β σ̿ ∶ ε̇pl̿̿̿̿  Eq.  89 

Dans la suite des travaux, le terme source (β σ̿ ∶ ε̇pl̿̿̿̿ ) tel que décrit dans l’Eq.  89 sera utilisé.  

Dans le cas du frottement, le terme de production de chaleur est le produit entre la vitesse 

relative des solides en contact ainsi que la contrainte tangentielle de frottement. Finalement, les 

équations de comportement et les conditions aux limites sont données dans le Tableau 15.  

Tableau 15. Conditions dans le domaine et conditions aux limites 

 Equations Segment/Volume Types 

Conditions aux 

limites 

T(𝐱, t) = T0 = 20°C [CD];[DE];[JK];[KL] 
Température 

imposée 
−𝐧(𝐪𝐰 − 𝐪𝐭 ) = q0 

𝐪𝐢 = −λi𝛁𝐓𝐢 + ρicpiTi𝐮𝐢 
[AB];[AH];[AG] Flux imposé 

𝐧. 𝐪 = 0 & 𝐪 = −λ𝛁𝐓+ ρcpT𝐮 [CB];[BI];[HL] Adiabaticité 

−𝐧. 𝐪 = 0 & 𝐪 = −λi𝛁𝐓𝐢 [EF];[HI] Sortie de flux 

Conditions dans le 

domaines 

∇(λ𝛁𝐓) = −ρcp𝐮𝛁𝐓 ;  𝐮 = (
vc
0
) Dans la pièce 

Convection & 

conduction ∇(λ𝛁𝐓) = −ρcp𝐮𝛁𝐓 ; 𝐮 = (
vchsin γn
vchcos γn

) Dans le copeau 

A G

Lf

H
B

C

D E

F

Jαn
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Carbureu = vc
0
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Les données d’entrée sont issues d’essais de coupe orthogonale de plusieurs auteurs. Le 

Tableau 17 regroupe les informations nécessaires à l’établissement de la simulation. Les 

valeurs sont calculées à partir des équations établies dans la section 2.1. Une vitesse de coupe 

relativement faible vc = 20 m/min est choisi, ainsi qu’une vitesse standard de 60 m/min et enfin 

une vitesse de coupe de 120 m/min. Comme montré dans la section 2.1, l’angle de coupe a une 

influence sur le chargement mécanique. Dès lors, deux angles de coupe sont testés, un angle de 

coupe positif γn = 15° et un angle neutre γn = 0°. 

Tableau 16. Paramètres cinématique utilisés en coupe orthogonale pour la coupe du Ti-6Al-4V 

Auteurs 
Vitesse de coupe 

(m/min) 

Epaisseurs coupée 

(µm) 
Angle de coupe (°) 

(Budak et al., 1996) [3 à 47] 
5 – 10 – 30 –70 – 

100 

0° – 2° – 5° – 8° – 

10° – 15° 

(Matthew Cotterell 

and Byrne, 2008) 
[4 à 120] 50 – 75 – 100 6.5° 

(M. Cotterell and 

Byrne, 2008) 
[4 à 140 m/min] 50 – 75 – 100 6.5° 

(Hamm et al., 2021) 120 m/min 
20 – 40 – 60 – 80 – 

100 
0° et 20° 

 

Enfin, deux épaisseurs de copeaux sont simulées : 

 Une épaisseur de copeau relativement importante pour la coupe en finition du Ti-6Al-

4V, soit h = 100 µm  

 Une épaisseur de copeau cinq fois plus faible pour la représentativité du procédé de 

fraisage où l’épaisseur de copeau instantanée varie tout au long de la rotation d’outil, 

soit h = 20 µm. 

Tableau 17. Plan d’expériences et résultats issus des mesures pour la coupe orthogonale du Ti-6Al-4V 

Conditions  

opératoires 

Mesure du 

copeau 

Mesure effort  

avec platine 

Calcul  

Merchant 
PSZ SSZ 

vc h γn rc hc Φn fseg Ftc Frc Fte Fre Ftγ Frγ βa Fs vs Ps qs vch Pγ Lt qγ 

(m/min) (mm) (°) (-) (mm) (°) (kHz) (N) (N) (N) (N) (N) (N) (°) (N) (m/min) (W) (W/mm²) (m/min) (W) (mm) (W/mm²) 

20 

0,02 

0 0,48 0,04 26 5 38 13 - - 13 38 19 28 22 10 227 10 2 0,03 61 

15 0,59 0,03 34 5 29 4 - - 12 27 23 22 20 7 209 12 2 0,03 89 

0,1 

0 0,82 0,12 39 5 175 60 - - 60 175 19 97 26 42 264 16 17 0,14 116 

15 0,83 0,12 45 5 144 21 - - 58 134 23 86 22 32 229 17 16 0,12 130 

60 

0,02 

0 0,48 0,04 26 15 38 13 - - 13 38 19 28 67 31 680 29 6 0,03 182 

15 0,59 0,03 34 15 29 4 - - 12 27 23 22 61 22 626 36 7 0,03 266 

0,1 

0 0,82 0,12 39 10 175 60 - - 60 175 19 97 78 125 792 49 50 0,14 348 

15 0,83 0,12 45 10 144 21 - - 58 134 23 86 67 96 687 50 48 0,12 389 

120 

0.02 0 - - 20 28 38 13 - - 13 38 19 28 133 63 1360 58 12.6 0.03 365 

0.10 0 - - 45 20 175 60 - - 60 175 19 97 155 63 1585 98 99 0.14 696 
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La mesure de l’angle d’inclinaison de la bande de cisaillement est mesurée par analyse des 

copeaux post-mortem avec un microscope optique. Plusieurs techniques peuvent être utilisées 

pour mesurer le copeau. La première technique (in-situ), consiste à mesurer les caractéristiques 

du copeau pendant sa formation (Cf. Figure 63(b)). La deuxième technique consiste à réaliser 

des essais de coupe en arrêtant brusquement la coupe, ce sont les essais QST (par brusquement, 

on entend ici dégager l’outil à une vitesse supérieure à la vitesse de coupe). Le copeau reste 

enraciné au matériau et la courbure est maitrisée. La troisième méthode consiste à générer le 

copeau et de le mesurer une fois enlevé de la pièce. La courbure du copeau est alors évolutive 

le long du parcours et suit une tendance spiralée, comme le montre la Figure 73. 

  
Figure 73. Copeau de TA6V - vc = 120 m/min ; h = 100 µm -  γn = 20° -(a) Spirale - (b) Magnification X150 

Une méthode de mesure de l’inclinaison de la bande de cisaillement pour les copeaux festonnés 

est donnée dans le Tableau 18. 
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Tableau 18. Méthodologie de mesure de l’angle du plan de cisaillement 

Il est noté : 

 i la mesure constituée de 2 points ; 

 x2i−1 et y2i−1 respectivement, l’abscisse 

et l’ordonné des points à la base du plan 

de cisaillement, i.e. sur l’extrados du 

copeau ; 

 x2i et y2i respectivement, l’abscisse et 

l’ordonné des points à l’extrémité de la 

bande de cisaillement, i.e. sur l’intrados 

du copeau ; 

① L’angle formé entre la droite passant par les 

points i et i+1 avec l’axe des abscisses est donné 

par : 

Ψi = arctan (
y2i − y2i−1
x2i − x2i−1

) 

② Il convient alors de mesurer la courbure de 

l’extrados. Ici, l’ensemble des points de 

l’extrados sont interpolés par une fonction 

polynomiale de degré n, tel que 

yextrados(x) =∑at ⋅ (x)
t

t=n

t=0

 

③ L’angle formé entre la droite tangente à la 

courbe interpolée de l’extrados au point (
𝑥2𝑖−1
𝑦2𝑖−1

) 

et l’axe des abscisses vaut donc : 

Πi = arctan (
∂y(x)

x
|
x=x2i−1

) 

 

Ψ1

Ψ2

Ψ4
ΨN

1

 

yextrados

Ψ2

Ψ4
ΨN

2

 

Ψ2

Ψ4
ΨN

Ψ1

Π 1

Π2

Π4
Π3

3

 

 

L’angle moyen d’inclinaison du plan de cisaillement Φ𝑛 est alors calculé avec l’Eq.  90. 

Φn = γn ± [
𝜋

2
−
1

N
∑(arctan(

y2i − y2i−1
x2i − x2i−1

) − arctan(
∂y(x)

x
|
x=x2i−1

))

i=N

i=1

] Eq.  90 

Il est nécessaire de connaitre l’angle de coupe pour estimer l’angle du plan de cisaillement. 

Les mesures des angles d’inclinaison du plan de cisaillement Φ𝑛 pour une vitesse de coupe de 

120 m/min , avec un angle de coupe de 20° et de 0°, pour une épaisseur de copeau non coupé h 

variant de 20 µm à 100 µm sont données en Figure 74. Il est logiquement remarqué que pour 

un angle de coupe γn = 0°, les valeurs d’angles d’inclinaison du plan de cisaillement sont 

inférieures par rapport à un angle de coupe γn = 20°. De plus, l’angle d’inclinaison atteint une 

valeur seuil de 45°, ne pouvant pas être dépassée. Les valeurs pour des vitesses de 60 m/min 

sont également regroupées et montrent qu’il n’y a pas d’effet significatif de la vitesse de coupe 

sur l’inclinaison de la bande de cisaillement Φn, hormis pour l’épaisseur de copeau de 20 µm, 

où les valeurs d’angles sont plus faible pour vc = 120 m/min. 
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Figure 74. Evolution de l’inclinaison du plan de cisaillement en fonction de l’épaisseur de copeau non coupé h et de l’angle 

de coupe γn. 
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D’après les résultats reportés dans le Tableau 17, quatre configurations géométriques distinctes 

doivent être établies puisque la vitesse de coupe n’a pas d’influence sur la géométrie du copeau 

dans un intervalle compris entre 20 m/min et 60 m/min, hormis sa fréquence de festonnement, 

comme le montre la Figure 75. Pour exemple, une longueur de copeau de 2 mm est choisie 

pour chaque simulation. Le temps de simulation (et donc la durée avec laquelle l’arête de coupe 

reste en matière) sera réduit à mesure que la vitesse de coupe augmente. Dans cet exemple, le 

temps de simulation sera donc de 6 ms pour une vitesse de coupe 20 m/min et 2 ms pour une 

vitesse de coupe de 60 m/min. Le largueur de coupe b est normalisée à 1 mm afin de 

standardiser les résultats. 

h
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L
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=
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m
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q
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  (
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Figure 75. Illustration des quatre configurations géométriques (a) γn = 0° et h = 0.1 mm – (b) γn = 15° et h = 0.1 mm – (c) γn 

= 0° et h = 0.02 mm – (d) γn = 15° et h = 0.02 mm 
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2.4.4.1 Cas de référence 

Les Figure 76(a) et Figure 76(b) montrent le champ de température entre l’outil, le copeau et 

la pièce pour une vitesse de coupe de 20 m/min et une vitesse de coupe de 60 m/min 

respectivement.  

γn = 15 °
h = 100 µm
vc = 20 m/min

(a)

A

B

H

tc = 6 ms

 

γn = 15 °
h = 100 µm
vc = 60 m/min

(b)

A

H

B

tc = 2 ms

 

  

  
Figure 76. (a) & (b) Simulation thermique entre deux vitesses de coupe (vc = 20 m/min & vc = 60 m/min) pour la configuration 

γn = 15° et h = 0.1 mm. (c) Evolution de la température en pointe d’outil en fonction du temps (d) Evolution de la température 

dans le plan de cisaillement primaire (e) Evolution de la température en zone de cisaillement secondaire (f) Evolution de la 

température sur la surface 
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La Figure 76(c) illustre l’évolution de la température en pointe d’outil pour les deux vitesses 

de coupe (20 m/min pour la courbe mauve et 60 m/min pour la courbe orange). Dans les deux 

cas, le régime transitoire est dépassé. Les courbes de température évoluent dans un régime dit 

« régime glissant », qui s’apparente au régime permanent. Les températures continuent de 

croitre et n’atteignent jamais une asymptote horizontale (qui sont en théorie atteinte pour un 

temps infini). Les Figure 76(d)(e)(f) illustrent l’évolution des températures dans le domaine 

spatial pour un temps de 2 ms pour les courbes orange et 6 ms pour les courbes mauves. 

Analyse de la température en zone de cisaillement primaire 

 La température dans le plan de cisaillement primaire 𝐓𝐬, montrée en Figure 76(d) n’est pas 

constante tout au long du parcours [BA]. La température évolue de 250 °C au point B, à 

372 °C et 490 °C en pointe d’outil (point A). L’augmentation de la température en pointe 

d’outil pour le cas vc = 60 m/min provient ici du flux de chaleur de la zone de cisaillement 

secondaire qui s’ajoute au flux dans la zone de cisaillement primaire. En effet, elle ne 

provient pas ici de l’augmentation de plastification dans la zone de cisaillement primaire, 

qui est certes effective, mais en compétition avec le phénomène d’advection (débit de 

matière traversant la zone de cisaillement). 

Analyse de la température sur la face de coupe 

 Les températures sur la face de coupe sont données en Figure 76(e) en fonction de la 

position sur la face de coupe. Pour la vitesse de coupe de 60 m/min, la courbe décrit une 

parabole avec un maximum de 634 °C à environ 60 µm du point A. Pour une vitesse de 

20 m/min, la courbe décrit une parabole dont la température maximale est de 410 °C à une 

distance de 24 µm de la pointe d’outil. Ce phénomène montre clairement que 

l’augmentation des vitesses joue un rôle majeur sur la position du maximum de température 

sur l’arête de coupe, qui augmente à mesure que la vitesse de coupe augmente, et sur 

l’intensité même des températures. La connaissance des champs de température, 

conjointement la distribution de pression décrite en section 2.1, permet de décrire le 

phénomène d’usure en cratère sur la face de coupe. 

Analyse de la température sur la surface usinée 

 Enfin, la Figure 76(f) illustre la température sur la surface par rapport à l’arête de coupe 

(L’abscisse 0 étant la position de la pointe d’outil A). A mesure que la vitesse de coupe 

augmente, la dissipation mécanique (flux dans la zone de cisaillement primaire qs (w/m²) 

et secondaire qγ (W/m²)) augmente également, ce qui explique l’élévation du pic de 

température en pointe d’outil. Cependant, l’augmentation de la vitesse de coupe a également 

pour effet de réduire l’amplitude horizontale du signal et de refroidir plus rapidement la 

surface. L’information thermique est alors moins diffuse dans la pièce et le flux thermique 

moyen sur la surface est modifié. La température de la surface, après le passage de l’outil, 

est légèrement supérieure pour la condition vc = 20 m/min que pour la condition 

vc = 60 m/min. 
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2.4.4.2 Cas d’un angle de coupe neutre  

L’utilisation d’un angle de coupe neutre, c’est-à-dire à γn = 0°, n’est pas recommandée dans la 

coupe du Ti-6Al-4V.  

γn = 0 °
h = 100 µm
vc = 20 m/min

(a)

B

H

A

 

γn = 0 °
h = 100 µm
vc = 60 m/min

(b)

B

H

A

 

  

  
Figure 77. Comparaisons des résultats de thermique entre deux vitesses de coupe (vc = 20 m/min & vc = 60 m/min) pour la 

configuration γn = 0° et h = 100 µm (c) Evolution de la température en pointe d’outil en fonction du temps – (d) Evolution de 

la température dans le plan de cisaillement primaire – (e) Evolution de la température en zone de cisaillement secondaire – (f) 
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Il est cependant employé lorsqu’une robustesse d’arête est recherchée (augmentation de l’angle 

de taillant de l’arête de coupe), notamment dans le cas de l’usinage d’ébauche. Par rapport à la 

configuration précédente, l’angle de coupe diminue de 15° à 0°, modifiant ainsi les répartitions 

des dissipations mécaniques et donc le champ de température. La Figure 77(a) et Figure 77(b) 

montrent le champ de température pour une vitesse de coupe respectivement de 20 m/min et 

60 m/min. Globalement, la simulation renvoie des températures légèrement plus importante en 

pointe d’outil, par rapport à  un angle de coupe de 15° (Figure 76(c)) :  401°C pour vc = 

20 m/min et 532°C pour vc = 60 m/min, contre 372°C pour vc = 20 m/min et 490°C pour 

vc = 60 m/min pour un angle de coupe de 15°. Ceci provient de l’augmentation des efforts 

mesurés. Dans le cas d’une vitesse de coupe vc = 20 m/min, contrairement à 60 m/min, la 

température maximale est localisée sur le plan de cisaillement primaire plutôt que sur la face 

de coupe. La température sur la face de coupe est également augmentée par rapport à la 

configuration précédente. Encore une fois, la température de la surface après le passage d’outil 

est supérieure pour une vitesse de coupe de 20 m/min que pour une condition de coupe de 

60 m/min. 

2.4.4.3 Cas des copeaux fins – h = 20 µm 

Le cas des copeaux fins doit être étudié dans la mesure où, lors du procédé de fraisage, 

l’épaisseur de copeau non coupé h varie tout au long de la rotation de l’outil (en fonction de 

l’angle d’immersion θ), et passe d’une épaisseur de copeau non coupé maximale hmax à une 

épaisseur nulle. C’est le cas du contournage en avalant, comme illustré en Figure 78. L’étude 

approfondie de la cinématique du contournage sera abordée dans le Chapitre 3. 
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Figure 78. Evolution de l’épaisseur de copeau non coupé h en fonction de l’angle d’immersion θ et représentation du flux 

thermique sous l’arête de coupe. 

Comme vu précédemment, la diminution de l’épaisseur de copeau entraine une diminution des 

efforts de façon globale, et ceci quasi-linéairement avec l’épaisseur de copeau. La dissipation 

mécanique est alors réduite dans chacune des zones de production de chaleur et au global, les 

températures sont diminuées. Dans ce cas, l’épaisseur de copeau passe de 100 µm à 20 µm, soit 
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cinq fois moins que dans les configurations précédentes. Les Figure 79(a)(b) montrent le 

champ de température pour les deux conditions de coupe.  
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Figure 79. Simulation thermique entre deux vitesses de coupe (vc = 20 m/min & vc = 60 m/min) pour la configuration γn = 15° 

et h = 0.02 mm (a) Evolution de la température en pointe d’outil en fonction du temps – (b) Evolution de la température dans 

le plan de cisaillement primaire – (c) Evolution de la température en zone de cisaillement secondaire – (d) Evolution de la 

température sur la surface en fonction de la position de l’arête de coupe 

Les températures en pointe d’outil sont grandement diminuées (266°C au lieu de 372°C (-28%) 

pour vc = 20 m/min et 337°C au lieu de 490°C (-31%) pour vc = 60 m/min comparé à la 

configuration de référence). Il n’y a donc pas de relation linéaire entre la diminution de 
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l’épaisseur de copeau et la valeur de température. Aussi, dans ce cas, les températures 

maximales sont systématiquement atteintes dans sur le plan de cisaillement plutôt que sur la 

face de coupe, en comparant les Figure 79(c)&(d). Contrairement aux cas précédents, la 

température en surface après passage de l’outil est supérieure pour la vitesse de coupe de 

60 m/min que pour la vitesse de coupe de 20 m/min. 
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2.4.4.4 Cas des copeaux fins – h = 20 µm et d’un angle de coupe neutre 

Ce cas combine une épaisseur de copeau faible avec un angle de coupe γn = 0°, pour les deux 

vitesses de coupe de 20 et 60 m/min.  

γn = 0 °
h = 20 µm
vc = 20 m/min

(a)

B

H

A

 

γn = 0 °
h = 20 µm
vc = 60 m/min

(b)

B

H

A

 

  

  
Figure 80. Simulation thermique entre deux vitesses de coupe (vc = 20 m/min & vc = 60 m/min) pour la configuration γn = 0° 

et h = 0.02 mm (a) Evolution de la température en pointe d’outil en fonction du temps – (b) Evolution de la température dans 

le plan de cisaillement primaire – (c) Evolution de la température en zone de cisaillement secondaire – (d) Evolution de la 

température sur la surface en fonction de la position de l’arête de coupe  
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Il s’agit ici du cas le plus défavorable s’il est souhaité de minimiser la charge thermique sur la 

surface. En effet, la diminution de l’angle de coupe provoque l’augmentation du travail 

plastique en zone de cisaillement primaire (augmentation de la compression du copeau) et 

diminue également l’inclinaison du plan de cisaillement, qui se retrouve plus proche de la 

surface finie. De plus, la diminution de l’épaisseur de copeau non coupé empêche l’évacuation 

des calories générés dans la zone de cisaillement primaire. Les températures sont 

systématiquement plus élevées en zone de cisaillement primaire que sur la face de coupe, en 

comparant les Figure 80(d) & Figure 80(e). La charge thermique sur l’outil, en particulier sur 

la face de coupe, reste faible à cause des faibles intensités des efforts mis en jeu. 

Enfin, il y a diminution de l’effet d’advection et augmentation de l’effet de conduction vers la 

surface. La température sur la surface finie est plus importante pour la vitesse de coupe 

vc = 60 m/min que pour la condition vc = 20 m/min. 
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2.4.4.5 Cas à haute vitesse de coupe 

Le cas d’une vitesse de coupe vc = 120 m/min, pour un angle de coupe de 0° et deux épaisseurs 

de copeau non coupé différentes, à savoir h = 100 µm en Figure 81(a)  et h = 20 µm en Figure 

81(b). 

Une fois encore, la diminution de l’épaisseur de copeau non coupé h s’accompagne d’une chute 

de l’intensité de la température en pointe d’outil, comme montré en Figure 81(c). La 

température maximale est localisée sur la face de coupe lorsque l’épaisseur de copeau non 

coupé h est égale à 100 µm, et à contrario, la température maximale est localisée sur le plan de 

cisaillement primaire pour une valeur h de 20 µm. L’augmentation de h aura pour conséquence 

de cratériser l’outil.  

Enfin, l’analyse de la Figure 81(d) montre que la température sur la surface après passage de 

l’outil est légèrement plus importante pour des épaisseurs de copeau fines (h = 20 µm) que pour 

des copeaux d’épaisseurs supérieures (h = 100 µm). 

(a)

γn = 0 °
h = 100 µm
vc = 120 m/min

B

A

 

γn = 0 °
h = 20 µm
vc = 120 m/min

B

A

(b)

 

  
Figure 81. Simulation thermique entre deux épaisseurs de copeau pour vc = 120 m/min (a) h = 20 µm – (b) h = 100 µm – (c) 

Evolution de la température en pointe d’outil en fonction du temps – (d) Evolution de la température sur la surface en fonction 

de la position de l’arête de coupe 
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2.4.4.6 Analyse comparative des températures en pointe d’outil 

La Figure 82 montre l’évolution de la température en pointe d’outil en fonction du temps, pour 

des vitesses de coupe de 20, 60 et 120 m/min, des épaisseurs de copeau de 20 et 100 µm, ainsi 

que des angles de coupe de 0 et 15°. La diminution de l’angle de coupe (de 15° à 0°) 

s’accompagne systématiquement d’une augmentation de la température comprise en +6% et 

+9% suivant les conditions testées. L’augmentation de l’épaisseur de copeau h de 20 µm à 

100 µm entraîne également une augmentation de la température en pointe d’outil jusqu’à +85%, 

tandis que l’augmentation de la vitesse de coupe engendre systématiquement une augmentation 

de la température en pointe d’outil.  

 
Figure 82. Analyse comparative des températures en pointe d’outil 

 

  
Figure 83. (a) Cinétique de montée en température en pointe d’outil pour quatre vitesses de coupe – (b) Température maximale 

en fonction de la vitesse de coupe 
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Il existe alors un effet de seuil de l’augmentation de la température en pointe d’outil en fonction 

de la vitesse de coupe, comme montré en Figure 83(a)(b) qui est l’illustration de la compétition 

entre le phénomène d’advection et le phénomène de conduction. 

La conduction thermique ne peut s’établir qu’à partir d’un temps relativement long comparé à 

la vitesse d’advection (ou convection de transport d’énergie). Le flux dans la bande de 

cisaillement primaire diffuse avec la pièce et dans le copeau, alors que le flux de chaleur en 

zone de cisaillement secondaire diffuse dans le copeau et l’outil, mais aussi en partie, par 

conduction sur la surface. L’illustration de cette compétition est donnée en Figure 84. Lorsque 

la conduction devient négligeable devant l’advection, la coupe est dite « adiabatique ». 

γn = 0 °
h = 20 µm
vc = 60 m/min

Lignes de conduction

γn = 0 °
h = 20 µm
vc = 60 m/min

Lignes de convection 
+ conduction

Conduction 
dans l outi l

Conduction dans la surface

Evacuation de 
l énergie 
calorifique 
dans le 
copeau

Convection et conduction dans la 
surface

(a) (b)

 
Figure 84. (a) Ligne de flux en conduction – (b) Ligne de flux en conduction + convection 
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Dans ce chapitre 2, l’identification et la quantification des termes sources mécaniques et 

thermiques a été établie au travers de modèles analytiques, mais également numériques 

lagrangien et numériques eulérien, pour différents paramètres opératoires. En l’occurrence, les 

paramètres opératoires étudiés sont la vitesse de coupe, l’épaisseur de copeau et l’angle de 

coupe, dans le cadre de la coupe orthogonale. 

Comme établi dans la section 2.1, un modèle analytique de partition du chargement mécanique 

est nécessaire pour la compréhension des mécanismes de coupe, qui peut être complété par des 

simulations purement mécaniques avec le solveur Abaqus. L’analyse de la littérature ainsi que 

des résultats numériques montrent que la géométrie d’arête, comprenant l’angle de coupe, le 

rayon d’acuité d’arête et la qualité de la surface pilotant le coefficient de frottement, sont des 

paramètres clés sur la génération de contraintes résiduelles et de transformation de matériau, en 

terme de déformation plastique, sous l’arête de coupe. L’épaisseur de copeau non coupé h est 

un paramètre clé dans la mesure où sa valeur, comparée à la géométrie d’outil, établit le régime 

de coupe ou le régime de labourage. Dans ce dernier cas, des contraintes résiduelles de traction 

sont systématiquement obtenues. La sévérité de la déformation plastique est donnée par la 

mesure des efforts normaux sur la surface. 

Dans la section 2.2, un dispositif de mesure expérimental de température est employé et 

complété avec un modèle inverse de conduction de la chaleur. Les résultats indiquent que le 

flux thermique traversant la surface est relativement constant au vu des conditions opératoires 

testées. Des analyses complémentaires peuvent être réalisées, notamment en testant d’autres 

vitesses de coupe ainsi que des outils avec différents niveaux d’usures. Il a également été 

montré, par l’analyse de sensibilité de la section 2.2, que le signal thermique est indépendant 

de la longueur d’application du flux pour une vitesse de coupe de 120 m/min. 

Enfin, l’étude de la section 2.3 introduit un modèle eulérien purement thermique, permettant 

d’accéder aux champs de températures et champs de flux. Les données d’entrées sont alors des 

données fiables, car issues de résultats expérimentaux de mesures mécaniques, transformées en 

dissipation par calcul analytique et implémentées directement en tant que conditions aux limites 

du modèle. L’analyse a établi, en plus des paramètres de géométrie d’arête, que la vitesse de 

coupe est un contributeur majeur de l’augmentation de température, par mécanisme de 

frottement sur la zone de coupe et de vitesse de déformation plastique en zone de cisaillement 

primaire. Aussi, il existe un seuil d’augmentation de la température avec la vitesse de coupe, 

qui est la manifestation de la compétition entre conduction et advection. Plus la vitesse de coupe 

est importante, plus l’énergie calorifique des termes sources est grande. Néanmoins, cette 

énergie est aussi de plus en plus dissipée dans le copeau. La zone de cisaillement/frottement 

tertiaire, donc en face de dépouille, n’a pas été traitée ici faute de mesures expérimentales des 

efforts d’indentation sur la surface. Cette analyse sera complétée au chapitre 3.  

Dans la suite de cette étude, les paramètres clés jouant un rôle significatif sur le chargement 

thermomécanique, avec de possibles conséquences l’intégrité de surface du matériau usiné, 

devant ainsi être mesurés, sont : 

 La vitesse de coupe vc 

 L’épaisseur de copeau non coupé instantanée h 

 L’angle de coupe γn et le rayon d’acuité d’arête rβ 
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CHAPITRE 3 

3 Etude du chargement thermomécanique et de l’intégrité de surface dans le cas du 

contournage 

Introduction 

Le Chapitre précédent montre que le chargement thermomécanique à l’échelle mésoscopique, 

dans le cas de l’étude de la coupe orthogonale, est parfaitement identifiable. Le prérequis pour 

ces calculs est d’une part la connaissance en tout point de l’espace, et à tout instant du temps, 

de la géométrie de l’arête de coupe. Or, cette géométrie évolue au cours du temps puisqu’elle 

est la manifestation de l’usure (point qui sera abordé dans le Chapitre 4). D’autre part, la 

connaissance de l’épaisseur de copeau non coupé h est nécessaire. En effet, il a été vu que ces 

deux paramètres jouent un rôle prépondérant sur l’évolution du cas de chargement 

thermomécanique. 

Durant le procédé de fraisage sur une machine à trois axes, la cinématique de l’outil décrit une 

cycloïde, de par le déplacement angulaire de la broche induisant une vitesse de rotation 𝛚 

(rad/s) autour de son axe de rotation Z, combinée avec le déplacement linéaire des axes de la 

machine 𝐯𝐟 (mm/min) sur les autres axes X et Y. Ainsi, l’épaisseur et la section coupée sont des 

fonctions dépendantes du temps et de l’espace. La modélisation de la coupe orthogonale n’est 

de fait valable que pour un point de l’espace et à un instant donné de l’usinage. 

Dans ce Chapitre, le calcul de l’intersection entre le profil de l’outil et la surface sera abordé. 

Les notions de base seront décrites dans la section §3.1, en définissant les paramètres 

opératoires communs aux opérations de contournage et en définissant quelques quantités 

angulaires nécessaires à la compréhension des sections §3.2 et §3.3. 

Dans tous les cas, la vitesse d’avance 𝐯𝐟 (mm/min) reste faible par rapport à la vitesse de coupe 

𝐯𝐜 (m/min), ce qui autorisera l’approximation par modèle de cercles pour le calcul des 

épaisseurs de copeaux instantanées. Il est important de remarquer que ces approximations 

s’éloignent de la réalité pour des vitesses d’avance élevées. 

Dans la section §3.2 de ce Chapitre, une étude dédiée au calcul du chargement 

thermomécanique en configuration de coupe orthogonale du contournage sera abordée. Cette 

étude vise à déterminer l’effet de l’engagement radial ae (mm) et l’avance à la dent fz (mm/rev-

dent) sur l’évolution des efforts et des températures de coupe. En particulier, une analyse de 

diffraction aux rayons X (DRX) sera menée pour y établir l’effet de ces paramètres 

d’engagement et d’avance sur la génération de contraintes résiduelles. L’outil utilisé a été conçu 

et fabriqué au LaBoMaP pour éviter d’introduire des paramètres « non contrôlables » tel que le 

faux-rond d’outil ou des phénomènes vibratoires.  

Enfin, dans la section §3.3, un outil de contournage de finition représentatif des opérations de 

contournage sur Ti-6-Al-4V sera utilisé. D’autres aspects et paramètres bien moins maîtrisés 

que les paramètres cinématiques seront mis en lumière, notamment les phénomènes de faux-

rond et les problématiques de flexion et vibration d’outil, jouant un rôle prépondérant sur la 

signature thermomécanique du procédé et sur la qualité des surfaces. Un modèle de 

discrétisation d’arête est introduit pour comparer les résultats en efforts entre la théorie et 
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l’expérimentation. Une étude quantitative de la topographie des surfaces générées sera ensuite 

menée. 

 

En usinage dit de « contournage », encore appelé « usinage en roulant » (« peripheral milling » 

en anglais), l’outil génère une surface par déplacement du point générateur de l’outil. Le profil 

de la surface généré est donc donné par l’enveloppe des positions successives de l’outil. Cette 

remarque permet aisément de se placer dans une configuration plane du problème de génération 

de surface, telle que le montre la Figure 85(b). Par positions successives, il faut se référer à la 

position de l’outil entre deux révolutions de fraise, c’est-à-dire en modulo 2π. De par cette 

observation, il est remarqué qu’en fraisage, il est d’usage d’exprimer les grandeurs en degrés 

ou radians plutôt qu’en unités métriques.  
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Figure 85. (a) Illustration des paramètres en contournage et des quantités d’intégrité de surface de type rugosité et contraintes 

résiduelles - (b) Vue dans le plan Pf des paramètres angulaires - (c) Vue de dessus de l’outil générant la surface - (d) 

Photographie de l’usinage en roulant dans le plan Pf, prise avec une caméra rapide 

La Figure 85(a) regroupe les paramètres opératoires et illustre la topographie de surface et la 

direction de mesure des contraintes résiduelles. Les paramètres opératoires sont classés comme 

suit dans ces travaux : 
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 Les paramètres cinématiques : 

o La vitesse d’avance vf (mm/min), plutôt exprimée au travers de l’avance à la dent fz 
(mm/rev-dent) ; 

o La vitesse de rotation de la broche ω (rad/s), plutôt exprimée au travers de la vitesse 

de coupe vc (m/min). 

 Les paramètres d’engagement : 

o L’engagement radial de la fraise ae (mm) ; 

o L’engagement axial de la fraise ap (mm). 

 Les paramètres de géométrie d’outil qui sont les quantités mesurables par mesure du profil 

d’outil, à savoir (Figure 85(c)): 

o Le diamètre théorique de la fraise D (mm) ; 

o L’angle d’hélice λs (°) ; 

o Le nombre de dent Z (-). 

 Les paramètres de géométrie d’arête, qui sont le plus souvent mesurées par reconstruction 

en trois dimensions de l’arête, à savoir (Figure 85(d)) : 

o L’angle de coupe γf (°) dans le plan Pf ; 

o L’angle de dépouille αf (°) dans le plan Pf ; 

o Le rayon d’acuité d’arête rβ (mm) 

Le Tableau 19 regroupe les valeurs remarquables des épaisseurs coupées pour une 

configuration de contournage en avalant comme qu’illustré en Figure 85(b).  

 L’angle d’entrée en matière 𝛉𝐬𝐭 correspond à la position angulaire du point générateur 

lorsqu’il attaque la matière. 

 L’angle d’épaisseur de copeau maximum 𝛉𝐡𝐦𝐚𝐱  correspond à la position angulaire du 

point générateur où l’épaisseur de copeau atteint sa valeur maximale 𝐡𝐦𝐚𝐱.  

 L’angle de labourage 𝛉𝐫𝛃 représente la position angulaire où l’épaisseur de copeau 

atteint la valeur du rayon d’acuité d’arête 𝐫𝛃, angle à partir duquel il est généralement 

constaté que le mode d’enlèvement de matière du copeau passe de la coupe au labourage 

sans copeau. 

Dans le modèle de cercle, un angle de sortie 𝛉𝐞𝐱 est calculé. En fait, cet angle n’existe que si un 

modèle de cercle est considéré, ce qui n’est pas le cas dans un modèle de cycloïde. 

Tableau 19. Valeurs des épaisseurs coupées en étude plan du contournage 

Description Valeur en angle (rad) Valeur en épaisseur coupée (mm) 

Evolution de 

l’épaisseur de 

copeau non coupé 

si θ ≥ θst h(θ) = 0 

si θst > θ ≥ θhmax h(θ) = R −
R − ae
cos θ

 

si θhmax > θ > θex h(θ) = R + fz sin θ −√R
2 − fz

2 cos2 θ 

Valeurs remarquables 

Angle d’immersion 

d’entrée 
θst = arccos (1 −

ae
R
) h(θst) = 0 

Angle d’épaisseur 

de copeau maximal 
θhmax = arctan(

−fz + √ae(2R − ae)

(R − ae)
) h(θhmax) = hmax = R − √fz

2 + R2 − 2fz√ae(2R − ae) 

Angle de labourage θrβ = arcsin (
2Rrβ − fz

2 − rβ
2

2fz(R − rβ)
) h(θrβ) = rβ 
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Angle de sortie θex = arcsin (−
fz
2R
) h(θex) = 0 

 

Dans la pratique, l’angle d’immersion d’entrée 𝛉𝐬𝐭 et l’angle d’épaisseur de copeau maximum 

𝛉𝐡𝐦𝐚𝐱  sont très proches, avec une différence inférieure à 0.5%, comme le montre la Figure 86 

pour les paramètres choisis décrit dans le Tableau 20. Dès lors, les angles peuvent être 

confondus tels que θhmax = θst. Dans la Figure 86, la zone orange est la zone d’élargissement 

du copeau qui sera donc négligée dans cette étude, la zone de coupe est schématisée en vert et 

correspond au secteur angulaire où l’épaisseur de copeau est supérieure au rayon d’acuité 

d’arête, et la zone de labourage est schématisée en rouge et est située proche de la surface finie, 

c’est-à-dire lorsque θ tend vers 0°, soit la droite normale à la surface finie.  

Tableau 20. Exemple de calcul des quantités angulaire 

Données d’entrée 

 

Données calculées 

fz (mm/rev-Z) 0,1 θst (°) 53,13° 

ae (mm) 5 θhmax (°) 52,85° 

D (mm) 25 θrβ (°) 5,51° 

rβ (mm) 0,01 θex (°) -0,23° 

 

rβ 

hmax 

θhmax = 52.85 °

θst = 53.13 °

Zone de coupe

Zone de labourage

h(θ)   fz sin(θ)

 

Figure 86. Evolution de l'épaisseur de copeau non coupé en contournage avalant 

 

La formule simplificatrice de l’Eq.  91 peut être introduite et sera utilisée dans la section §3.3 

de ce chapitre. 

h(θ) ≈ fz sinθ Eq.  91 
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La Figure 87(a) illustre la schématisation de la coupe avec une épaisseur de copeau non coupé 

variable en fonction de la position angulaire de la dent autour de l’axe de révolution Z, notée θ 

(rad). L’angle d’immersion d’entré θst (rad) représente l’angle à partir duquel la dent 

commence à cisailler le copeau. Le profil théorique de la fraise est donnée en fonction de son 

rayon R (mm). 

La schématisation montre que l’épaisseur affectée thermomécaniquement devient effective sur 

la surface finie lorsque l’épaisseur de copeau tend vers zéro, c’est-à-dire en fin de coupe. La 

Figure 87(b) illustre la couche affectée par le passage de la dent dans un secteur angulaire θ 

compris entre θst et 0°. La profondeur affectée est imprimée sur la surface finale à partir d’un 

angle θth qui sera estimé dans la suite de cette étude. La Figure 87(c) montre la configuration 

de coupe orthogonale telle qu’étudiée dans le Chapitre 2. La différence est que dans la 

configuration de contournage, l’épaisseur de copeau est variable. De plus, une zone de 

frottement tertiaire, dont l’application du chargement est effectuée sur une longueur en 

dépouille Lα est identifiée.   
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Figure 87. (a) Schéma anamorphosé du contournage avec couche affectée thermomécaniquement  

                 (b) Variation de l’épaisseur de copeau non coupé h(θ) dans le plan xy 

                 (c) Configuration de la coupe orthogonale 
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Dans cette section, un modèle analytique est présenté. A partir de la connaissance de la 

géométrie de l’outil, en particulier du rayon d’outil R (mm), de l’engagement radial de l’outil 

ae (mm) ainsi que de l’avance à la dent fz (mm/rev-Z), il est possible d’estimer la profondeur 

maximale à laquelle l’information thermique pénètre dans la pièce avant que la matière ne soit 

retirée par la dent suivante. Comme rappelé en section §3.1, le modèle de cercle est utilisé. 

Zone affectée 

themiquement

Surface finie

vc

αn

rβ 

0

0

-fz

0

 1 : (x+fz)²+y²=R²

 f : y = -R

 2 : x²+y²=R²

 3 : x²+y²=(R+eth)²

eth

θst θhmax

θth

θex

A B

C

D

F

E

vf

γn

Plan Pn

X

Y

Sens de rotation

 
Figure 88. Paramétrage du modèle analytique pour l’estimation de la profondeur affectée thermiquement sur la surface finie 

Comme présenté en Figure 88, la profondeur affectée est ici assimilée à un cercle de rayon 

R + eth (mm) 𝒞3 concentrique au cercle 𝒞2 qui est la représentation du profil d’outil dans la 

configuration actuelle. 

Pour un objectif de compréhension, la profondeur affectée thermiquement illustrée en Figure 

88 est volontairement amplifiée. Cette figure ne représente pas des échelles réelles. 

La coordonnée du point F, qui est l’intersection du cercle 𝒞3 avec la surface finale modélisée 

par la ligne Df, est calculée est résolvant l’Eq.  92, renvoyant deux solutions. 

𝒞3 ∩𝒟f → x2 + (−R)2 = (R + eth)
2 Eq.  92 

La coordonné sur l’axe x des points F et H est donné par l’Eq.  93. 

{
xF = √eth ⋅ √eth + 2R

xE = −√eth ⋅ √eth + 2R
 Eq.  93 

A partir de la coordonnée xF, l’angle thermique θth (rad) est calculable à partir de l’Eq.  94. 
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θth = arcsin (
xF

R + eth
) = arcsin(

√eth ⋅ √eth + 2R

R + eth
) Eq.  94 

A partir de l’équation polaire de l’évolution de l’épaisseur de copeau non coupé en fonction de 

l’engagement, qui est décrit par l’Eq.  95, l’épaisseur de copeau à partir de laquelle 

l’information thermique traverse la surface est donnée par l’Eq.  96. 

h(θ) = R + fz ⋅ sin θ − √R
2 − fz

2 ⋅ cos2 θ Eq.  95 

 

hth = h(θth) = R +
fz ⋅ √eth ⋅ √eth + 2R

eth + R
−√R2 − fz

2 ⋅ (1 −
eth(eth + 2R)

(eth + R)
2 ) Eq.  96 

Il est alors nécessaire de définir l’épaisseur thermique eth (mm). Avec la relation du nombre de 

Fourier, déjà présentée au chapitre 2, la profondeur avec laquelle l’information thermique se 

diffuse dans un milieu conducteur est uniquement fonction de la durée d’application du flux, 

ici calculée avec le temps durant lequel l’arête de coupe est en matière ou 

(temps de coupe tc (s)) et la diffusivité thermique αw (mm²/s) du milieu conducteur. Le temps 

de coupe dépend alors de la longueur de copeau Lch (mm) et de la vitesse de coupe vc (mm/s), 

d’après l’Eq.  97. 

tc =
Lch
vc
=
R ⋅ (θst − θex)

vc
=
R

vc
[arccos (1 −

ae
R
) − arcsin (−

fz
2R
)] Eq.  97 

Finalement, l’expression de l’épaisseur thermique eth est donnée dans l’Eq.  98. Il s’agit d’une 

fonction dépendante des paramètres cinématiques ainsi que de la diffusivité thermique du 

matériau. La profondeur de l’information thermique est inversement proportionnelle à la racine 

carrée de la vitesse de coupe, ce qui indique que les profondeurs affectées thermiquement 

décroissent à mesure que la vitesse de coupe augmente. 

eth(αw, R, ae, fz, vc) = √αw ⋅ tc = √
αw. R

vc
⋅ [arccos (1 −

ae
R
) + arcsin (

fz
2R
)] Eq.  98 
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La Figure 89 illustre la profondeur affectée thermiquement pour un flux thermique imposé 

d’intensité ϕ0 = 100 000 mW/mm² sur une longueur d’application de 0.2 mm, soit une 

puissance thermique de 20 W (épaisseur normalisée à 1 mm). La vitesse de coupe est de 

60 m/min. La température maximale atteinte en surface est de 432°C et la profondeur thermique 

en fin de coupe, soit à t = 9.00 ms n’excède pas 0.2 mm. Ceci montre que l’étude de l’intégrité 

de surface peut être restreinte à un secteur angulaire beaucoup plus faible (θth → θex) que l’arc 

d’engagement total (θst → θex). Le calcul est réalisé avec le code Abaqus et la subroutine 

DFLUX pour imposer un flux thermique tournant représentatif de la cinématique du 

contournage.  

t = 2.25 ms t = 5.50ms

t = 6.75 ms t = 9.00 ms
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Figure 89. Illustration de l'épaisseur affectée thermiquement dans le cas d'un alliage Ti-6Al-4V soumis à un flux thermique 

tournant de 100.000 mW/mm² à une vitesse vc = 60 m/min. 
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Mécaniquement, il est également possible de définir un secteur angulaire d’étude mécanique, 

puisque les profondeurs affectées restent faibles pour les alliages s’écrouissant peu comme 

l’alliage Ti-6Al-4V (Cf. Chapitre 1 – Loi d’écrouissage). Dans la Figure 90, la zone affectée 

mécaniquement est modélisée par une ligne dont la contrainte du matériau excède la contrainte 

élastique du matériau σe. 

Surface finale

vc

vf

0
0

-fz

0

 f : y = -R
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θst
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θrβ 

θex

A B
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H
emaxI

αn

rβ 

γn

 1 : (x+fz)²+y²=R²

 2 : x²+y²=R²

Plan Pn 

X

Y

Sens de rotation

 
Figure 90. Paramétrage du modèle analytique pour l’estimation de la profondeur affectée mécaniquement sur la surface finie  

Pendant l’attaque de la dent, il y a une augmentation du chargement mécanique par 

augmentation de l’épaisseur de copeau non coupé (§2.1 du Chapitre 2). La déformation 

plastique augmente progressivement dans le triangle AFD. La ligne de déformation plastique 

entre le point F et le point G décroit, car la charge mécanique diminue linéairement avec 

l'épaisseur du copeau non coupé. Le point G est situé à l'intersection de la ligne de surface finie 

𝐃𝐟 avec la ligne de déformation plastique. Le point G est repéré par l’angle d’influence 

mécanique sur la surface 𝛉𝐦𝐞𝐜 (rad) de telle sorte que la déformation plastique sera gardée sur 

la surface finie pour tout angle inférieur à celui-ci. 

Lorsque l'épaisseur de copeau non coupé h devient environ égale au rayon d’acuité d’arête 𝑟𝛽, 

le phénomène de labourage devient effectif (§2.1 Chapitre 2). Il en résulte une perturbation de 

la charge mécanique qui se traduit par une augmentation des efforts normaux à la surface 

générée, ainsi qu'une légère augmentation des efforts tangentiels. Ce phénomène se produit au 

point H et est repéré par l'angle de labourage θrβ . Cet angle est calculé en résolvant l'équation 
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l’Eq.  99, qui traduit le fait que l’épaisseur de copeau non coupé est inférieure ou égale au rayon 

d’acuité d’arête. 

h(θ) ≤ rβ → R+ fz ⋅ sin θ − √R
2 − cos2 θ ≤ rβ Eq.  99 

L’angle de labourage θrβ  est donc donné en Eq.  100. 

θrβ = arcsin(
2. R. rβ − fz

2 − rβ
2

2fz(R − rβ)
) Eq.  100 

Dans la suite de cette étude, un plan d'expériences est développé en faisant varier l'engagement 

radial ae et l'avance de la dent fz, comme indiqué dans le Tableau 21. La Figure 91 montre les 

différents angles d'engagement de l'outil dans le matériau calculés. La colonne grise représente 

l'angle d'immersion maximal (θst). La colonne bleue correspond à l'angle d'immersion pour 

lequel l'épaisseur de copeau non coupé est inférieure ou égale au rayon de l'arête de coupe rβ. 

Le pourcentage associé est la proportion du phénomène de labourage (h ≤ rβ). Il est remarqué 

que pour les copeaux fins (h ≤ 39 µm), le phénomène de labourage est prédominant. La 

colonne jaune correspond à l'angle d'immersion où la charge thermique devient effective sur la 

surface, soit l’angle θth. Cette valeur est quasi constante et se situe entre 8° et 9° environ pour 

une vitesse de coupe constante vc = 60 m/min et un rayon d'outil constant R = 12,792 mm. 

Tableau 21. Paramètres opératoires pour les essais de contournage en coupe orthogonale  

Matériau usiné Ti-6Al-4V α − β 

Plaquette de coupe H13A Sandvick sans revêtement et réaffutée 

Vitesse de coupe vc (m/min) 60 

Avance à la dent fz (mm/rev-Z) 0.06 – 0.20 

Largueur de coupe ap = b (mm) 8 

Engagement radial ae(mm) 1 – 2 – 3 

Angle de coupe & angle de dépouille  (°) γn = 26 ; αn = 12 

Rayon d’acuité d’arête rβ (µm) 15 

Condition de lubrification A sec 

 

  



Page 117 

 
Figure 91. Angles caractéristiques et épaisseurs de copeau non coupé théoriques pour une variété de conditions d’engagement 

et d’avance à la dent 

 

Le dispositif expérimental est composé d'un dynamomètre Kistler 9257 pour mesurer la force 

de coupe avec une fréquence d'acquisition de 5.000 Hz fournissant des mesures de force de 

coupe tous les 0.89° de révolution de l'outil. Un outil spécial a été conçu pour fournir un angle 

de direction d’arête κr = 0° et un angle d'hélice λs = 0° afin d'usiner dans les conditions de la 

coupe orthogonale. La géométrie de l'arête de coupe est rectifiée et mesurée avec un microscope 

Alicona pour quantifier l'angle de coupe γn = 26°, l'angle de dépouille αn = 12° et le rayon de 

d’acuité d’arête rβ compris entre 11 µm et 15 µm, comme le montre la Figure 92. 
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Figure 92. (a) Montage expérimental et géométrie d’arête de coupe avant affûtage et après affûtage 

La mesure des efforts est dans ce cas effectuée dans le repère de la pièce. Afin de décrire 

l’évolution des efforts dans le repère outil pour y extraire les efforts tangentiels Ft et les efforts 
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radiaux Fr, dont il a été constaté que la déformation plastique sous la surface usinée peut être 

bien corrélée (§2.1 Chapitre 2),  le changement de repère de l’Eq.  101 est nécessaire. 

ℛoutil/pièce ∶  (
ur
uθ
) = [

− sinθ − cos θ
cos θ − sinθ

] (
x

y
) Eq.  101 

Aussi, le changement de repère lié au plan de cisaillement primaire PCP (§2.2 Chapitre 2) est 

possible par application de la transformation décrite dans l’Eq.  102. 

ℛPCP/outil ∶  (
tΦ
nΦ
) = [

− sinΦn cosΦn
−cosΦn −sinΦn

] (
ur
uθ
) Eq.  102 

La Figure 93(a) illustre les repères liées à l’outil et au plan de cisaillement primaire. La       

Figure 93(b) représente le champ de contrainte sous la surface, sous l’effet la contrainte 

normale σ(θ) et tangentielle τ(θ), toutes deux dépendantes de l’angle d’immersion θ et 

s’exerçant sur le plan de cisaillement primaire. La profondeur affectée mécaniquement emec(θ) 
correspond ici à la distance maximale entre la surface finie et la zone où la contrainte élastique 

du matériau est dépassée. 
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Figure 93. (a) Transformations dans les différents repères - (b) Repère lié à la bande de cisaillement primaire et schématisation 

des contraintes sous la surface (contraintes supérieures à la contrainte élastique du matériau) 

 

 

Le traitement du signal des efforts est effectué sur au moins 100 révolutions de la fraise pour 

assurer des mesures statistiquement fiables. Dans le domaine temporel, la Figure 94 illustre 

l’évolution des efforts de coupe suivant les X, Y et Z respectivement. Dans ce cas particulier 

où l’outil ne possède qu’une dent, le phénomène de faux-rond (« run out ») est supprimé. La 

valeur maximale des efforts est constante entre chaque rotation de fraise et l’attaque de la 

matière survient périodiquement tous les 2π radians. Les efforts suivant l’axe de rotation d’outil 

Fz, sont presque nuls ; et proviennent des effets dynamiques de la platine. 
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Figure 94. (a) Evolution des efforts Fx (N) dans le domaine temporel – Compris entre 0 et -300 N 

                 (b) Evolution des efforts Fy (N) dans le domaine temporel – Compris entre 0 et 700 N 

                 (c) Evolution des efforts Fz (N) dans le domaine temporel – Compris entre -20 N et +20 N 

Afin d’avoir une grande résolution d’analyse de l’évolution des efforts en fonction de l’angle 

d’immersion 𝛉, les courbes sont regroupées et superposées dans le domaine spatial sur un 

secteur angulaire compris entre [𝛉𝐬𝐭 et 0°] en Figure 95(a). La superposition des courbes permet 

alors d’établir l’écart type de la mesure, tel que le montre la Figure 95(b). 
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Figure 95. (a) Evolution des efforts Fx (N) Fy (N) et Fz (N) sur [45° : -10°] 

                 (b) Zoom sur l’effort Fy (N) – Mesure de l’écart type pour 100 courbes superposées 

Les efforts d’usinage sont présentés dans le Tableau 22. Un filtre non temporel est appliqué 

pour chaque effort de coupe enregistré afin éliminer les harmoniques, correspondant au 

mouvement de corps rigide de la platine, sans introduire de retard. Ces effets dynamiques sont 

caractéristiques de l’usinage en contournage en mode « avalant », donc en attaquant la matière 

avec un copeau maximal hmax sans progressivité des efforts puisque l’angle d’hélice est nul 

dans ce cas. 

Les courbes vertes et bleues correspondent à la force de coupe mesurée dans le cadre de 

référence du dynamomètre. Les efforts de coupe sont reportés dans le référentiel de l'outil, 

faisant apparaître les efforts tangentiels Ft (courbes violette) et radiaux Fr (courbes orange). Ils 

sont calculés en appliquant la transformation suivante de Eq.  101. L'angle d'immersion θhmax  

(angle correspondant à l'épaisseur maximale du copeau non coupé hmax) est tracé avec une 

ligne discontinue verte, tandis que l'angle d'immersion θrβ  est tracé avec une ligne discontinues 

rouge avant de mesurer les efforts. 
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Tableau 22. Mesures des efforts dans le repère outil et le repère de la pièce 
 ae = 1 mm ae = 2 mm ae = 3 mm 

f z
 =

 0
.0

6
 m

m
 

   

   

f z
 =

 0
.2

0
 m

m
 

   

   

 

Tous les efforts mesurés commencent approximativement à θhmax  et se croisent à θrβ  . A partir 

de l’angle de labourage θrβ , les efforts radiaux Fr deviennent systématiquement plus élevés que 

les efforts tangentiels Ft. Ce stade marque le début du phénomène de labourage. L'angle θrβ  
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établi à la section 3.2.1 marque bien la transition entre le phénomène de coupe et le phénomène 

de labourage (§2.1 Chapitre 2). 

 

Afin de prendre en compte les non-linéarités des efforts de coupe en fonction de l'épaisseur de 

copeau non coupé h, résultant des variations de la contrainte de cisaillement τs, de l'angle de 

cisaillement Φn et du coefficient de frottement au cours de la trajectoire, les efforts sont 

modélisés par la fonction non-linéaire, de type puissance par l’Eq.  103. 

{
Ft′(h) = Fte′ + Ktch

mt

Fr′(h) = Fre′ + Krch
mr

 Eq.  103 

Avec : 

 Ktc et Krc les coefficients d’efforts spécifiques de coupe tangentiels et radiaux 

respectivement (MPa) 

 Fte′ et Fre′ les coefficients d’efforts spécifiques de d’arête tangentiels et radiaux 

respectivement (N/mm) 

 mt et mr les exposants d’efforts spécifiques de coupe tangentiels et radiaux respectivement 

(sans unité) 

Contrairement à l’observation de l’évolution des efforts lors d’essais de coupe orthogonale, qui 

montre que les efforts évoluent quasi-linéairement en fonction de l’épaisseur de copeau non 

coupé (Cf. Chapitre 2 – section 2.2), l’observation dans le cadre d’une variation continue de 

l’épaisseur du copeau montre qu’elle dépend également de l’avance à la dent choisie.  

L’ensemble des efforts mesurés (Tableau 22) sont regroupés dans la Figure 96(a). Il est 

observé que l’augmentation de l’engagement radial ae prolonge les courbes vers les angles 

d’immersions plus importants, mais ne modifie pas la valeur des efforts pour les angles plus 

faibles, c’est-à-dire en fin de coupe. 

Pour plus de clarté, les courbes sont traitées en Figure 96(b) et tracées d’après l’identifications 

des coefficients d’efforts spécifiques de l’Eq.  103. Les valeurs de ces coefficients sont donnés 

dans le Tableau 23. L’aire verte peut être décrite comme la zone d’influence du chargement 

thermomécanique sur l’arête de coupe plutôt que sur la surface, du fait que cette zone se trouve 

géométriquement loin de la surface finie. La zone rouge est la zone d’influence du chargement 

thermomécanique sur la surface, du fait de sa proximité avec celle-ci. Elle est ici tracée en 

prenant en compte l’angle d’influence thermique 𝛉𝐭𝐡 comme critère et commun à l’ensemble 

des conditions de coupe testées. 
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Figure 96. (a) Superposition des efforts dans le repère outil des conditions opératoires (ae = 1 – 2 – 3 mm) 

                 (b) Modélisation des efforts d’après la loi puissance 

 

Tableau 23. Coefficients spécifiques d’efforts identifiés 

fz = 0.06 mm/rev fz = 0.20 mm/rev 

Fte
′  

(N/mm) 
8 

Fr 
(N/mm) 

17 
Fte
′  

(N/mm) 
14 

Fte
′  

(N/mm) 
24 

Ktc 
(N/mm²) 

1341 
Krc 

(N/mm²) 
164 

Ktc 
(N/mm²) 

771 
Krc 

(N/mm²) 
75 

mt 0.91 mr 0.46 mt 0.75 mr 0.27 
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Contrairement à la simulation thermique du Chapitre 2 (Section 2.4), qui ne prenait pas en 

compte les phénomènes de frottement en face de dépouille Aα à cause du manque de données 

expérimentales, notamment des efforts d’arêtes Fte et Fre, le Tableau 23 présente les 

coefficients d’efforts spécifiques d’arête qui sont maintenant utilisable pour estimer les flux de 

chaleurs résultants du phénomène de frottement en face de dépouille Aα. Durant le frottement 

de deux solides en mouvement, il y a une génération de chaleur par dissipation, comme sur la 

face de coupe Aγ. Le flux de chaleur de frottement qfr (W/mm²) est alors calculé à partir de 

l’Eq.  104. 

qfr = τ(p, Tinterface) ⋅ γ̇ = ηfr. μ.
Fre. vc
Lα

= ηfr.
Fte. vc
Lα

 Eq.  104 

Avec Lα la longueur de contact en dépouille (mm), 𝛕 la contrainte de cisaillement (MPa) à 

l’interface, dépendante de la pression et de la température à l’interface, 𝛄̇ le taux de cisaillement. 

Ces valeurs étant délicates à mesurer, l’estimation du flux de chaleur à l’interface est calculée 

à partir de la mesure de l’effort tangentiel sur la face de dépouille 𝐅𝐭𝐞 et de la vitesse de coupe 

𝐯𝐜 avec un coefficient d’ajustement 𝛈𝐟𝐫 qui prend en compte le rendement de la génération de 

chaleur. Dans la suite de cette étude, et au vu de la pression importante à l’interface, le 

coefficient de rendement énergétique de frottement 𝛈𝐟𝐫 est considéré égal à 1 en première 

approximation surestimant le flux 𝐪𝐟𝐫. 

Le flux thermique de frottement étant une valeur de puissance surfacique, exprimée en W/mm² 

ou W/m suivant la configuration 3D ou 2D d’étude, il est nécessaire d’estimer la longueur 

d’application du flux sous l’arête de coupe. Les travaux de (Lazoglu et al., 2008), (Mondelin et 

al., 2012) et (Huang and Yang, 2016) par exemple, suggèrent que la longueur de contact en 

dépouille peut être estimée à partir de la théorie purement élastique de Hertz. Celle-ci stipule 

que la demi-longueur de contact, notée a , entre un cylindre de rayon 𝐫 (mm) indentant une 

surface de rayon de courbure R (mm), un plan ayant une courbure infinie, est calculée à partir 

de l’Eq.  105. 

a = 2√(k1 + k2) ⋅ Fr′e ⋅
r

1 +
r
R

 avec  ki =
1 − νi

2

πEi
 Eq.  105 

Une attention particulière doit être portée pour la détermination de la longueur de contact. En 

effet, la théorie de Hertz ne tient pas compte de la déformation plastique sous l'arête de coupe. 

Pour les matériaux à comportement élastoplastique, la pression de contact à l'interface atteint 

toujours un seuil dû à la déformation plastique. L'estimation purement élastique de la longueur 

de contact (2a) est alors sous-estimée, alors que la pression de contact est inversement 

surestimée.  
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Figure 97. (a) Simulation numérique de l’indentation de l’alliage Ti-6Al-4V – (b) Longueur de contact et répartition de 

pression normale sous l’arête de coupe pour plusieurs températures de pièce 

 

Pour quantifier la différence entre une approche purement élastique et une approche 

élastoplastique plus réaliste, une analyse numérique de l'indentation avec le solveur 

Abaqus/Explicit est réalisée. La force radiale normalisée Fre' (N/mm) est imposée à l'outil, 

comme le montre la Figure 97(a). Des éléments CPE4RT avec une taille minimale Le = 0,5 µm 

sont choisis. La loi de comportement implémentée est la loi d’écrouissage isotrope de Johnson-

Cook, telle que décrite dans le Chapitre 1. 

La Figure 97(b) montre que suivant la température du solide, la longueur de contact varie entre 

10 µm (T = 20°C) et 21 µm (T = 1000°C) . La simulation montre que la répartition de pression 

normale à la surface est constante sur la longueur de contact, c’est donc un chargement de type 

rectangulaire. La variable δ (mm) est la profondeur indentée sous l’arête de coupe. Comme le 

montre la Figure 98, la profondeur de pénétration δ dans un matériau élastique-plastique 

n'évolue pas linéairement avec l’effort radial, contrairement au modèle de Hertz. La pression 

de contact normale à l'interface atteint un seuil, à environ 3200 N/mm² pour un rayon d'arête de 

coupe de 12 µm avec un matériau élastoplastique, alors que la contrainte normale atteint environ 

7000 N/mm² pour la théorie élastique soit +118%, et ceci sur une longueur de contact de 4 µm, 

soit -60%. 
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Figure 98. Évolution de la force radiale avec la profondeur 

d'indentation δ - Matériau élastique (courbe mauve) - 

Matériau élastique-plastique (courbe jaune) 

Figure 99. Evolution de la pression de contact à l'interface 

Ti-6Al-4V en fonction de l’effort radial pour un matériau 

purement élastique 

La relation entre la force radiale par unité de longueur Fre' et la profondeur d'indentation δ peut 

être décrite avec la relation de type puissance donnée dans Eq.  106. 

Fre′ = Kδ
m Eq.  106 

Avec : K = 1476 N/mm² et m = 0.59 pour le cas du matériau Ti-6Al-4V avec loi de plasticité 

isotrope de Johnson-Cook à une température de 20°C, et un outil de rayon d’acuité d’arête de 

12 µm.  

L'angle de dépouille αn induit une asymétrie dans le calcul des longueurs de contact, comme le 

montre la Figure 100. Par conséquent, dans le triangle OAB' (Figure 100) , la distance a1 est 

calculée d’après l’Eq.  107. 

a1 = √δ ⋅ (2rβ − δ) = √(
Fre′

K
)

1/m

⋅ (2rβ − (
Fre′

K
)

1/m

) Eq.  107 

Dans le triangle B’BE (Figure 100), la distance a2 est calculée d’après l’Eq.  108. 

a2 =
δ

tanαn
 Eq.  108 

Finalement, la distance de contact en face de dépouille, notée Lα est donnée dans l’Eq.  109.  

Lα(rβ, Fre
′ , K,m, αn) = √(

Fre′

K
)

1
m

⋅ (2rβ − (
Fre′

K
)

1
m

)+
(
Fre′
K )

1/m

tan αn
 Eq.  109 

Cette relation dépend des caractéristiques élasto-plastiques du matériau (K, m), de la géométrie 

du rayon d’acuité d’arête 𝐫𝛃 (mm) de l’angle de dépouille 𝛂𝐧 (rad) et de l’effort radial par unité 

de longueur 𝐅𝐫𝐞′ (N/mm). 
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Figure 100. Schéma de l’arête de coupe avec les longueurs de contacts en dépouille  

Maintenant que le flux thermique de frottement qfr (mW/mm²) ainsi que la longueur de contact 

en dépouille Lα (mm) sont identifiés, il est possible d’estimer la partition des flux dans la pièce 

et dans l’outil de manière analytique. 

En ce qui concerne la surface usinée, qui a une conductivité thermique λw (mW/mm.°C) et une 

diffusivité thermique αw (mm²/s), la température du solide soumis à un chargement mobile de 

vitesse vc (mm/s), rectangulaire de dimension b × Lα (mm²) et de flux qfr (mW/mm²) est donné 

dans l’Eq.  110. Cette équation nécessite d’être résolue par intégration numérique, car elle n’a 

pas de solution analytique simple. 

Tsurface(x, z, t) =
qfr
2πλw

∫ ∫
1

τ
e
−(
(x−ζ+vcτ)

2+z2

4αwτ
)
dτdζ

t

0

Lα
2

−
Lα
2

 Eq.  110 

Pour z = 0 mm, c’est à dire au niveau de l’interface glissante, les évolutions des températures 

calculées à partir de l’Eq.  110 sont tracées pour plusieurs durée en Figure 101. Le régime 

stationnaire est atteint extrêmement rapidement (25 µs), comme le montre la Figure 102.  
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Figure 101. Evolution de la température en surface de la pièce 

pour plusieurs temps 

Figure 102. Evolution de la température au milieu de la source 

de chaleur en fonction du temps – Régime permanent atteint 

en 25 µs 

L'hypothèse de régime permanent est vérifiée car la vitesse de coupe est élevée par rapport à la 

diffusivité thermique du matériau. Il est alors possible d'utiliser Eq.  110 en faisant tendre t vers 

l'infini. Elle constitue alors une bonne approximation de la solution et permet de se passer de 

solveur d’intégration numérique. La solution analytique de l’Eq.  110 lorsque t → ∞ est décrite 

dans l’Eq.  111. 

Tsurface(x, z = 0, t → ∞)

= qfr (
2

πvcρcp
) {(X + L)e−(X+L) [K0 ((X + L)e

−(X+L)) − K1 ((X + L)e
−(X+L))]

− (X − L)e−(X−L) [K0 ((X − L)e
−(X−L)) − K1 ((X − L)e

−(X−L))]} 

avec ∶

{
 

 X =
vc. x

2αw

L =
vc. Lα
4αw

 

Eq.  111 

Avec K0 et K1 les solutions de l’équation différentielle de Bessel d’ordre 0 et d’ordre 1 

respectivement. 

La température maximale générée sur la surface par frottement et modélisée par une bande 

mobile de chaleur, est atteinte pour x = −Lα/2 et Eq.  112 permet son approximation. 

Tsurface
max ≈ qfr

4Le2L

πvcρwcp,w
[K0(2L) + K1(2L)] Eq.  112 

Avec ρw (kg/m3) et cp,w (J/kg.K) la masse volumique et la chaleur spécifique de la surface 

respectivement. 

La température moyenne est calculée par intégration de la température sur la longueur de 

contact 𝐋𝛂 de l’Eq.  111 et donnée en Eq.  113. 
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Tsurface
moyenne

≈ ∫
Tsurface(x)

Lα
dx

Lα
2

−
Lα
2

 Eq.  113 

La température de l’outil doit maintenant être calculée. Du point de vue de l’outil, la bande de 

chaleur de dimensions b × Lα (mm²) est fixe, contrairement au cas précédent où la bande de 

chaleur se déplaçait à une vitesse vc (mm/s). L’équation gouvernant la température dans l’outil 

est alors donnée en Eq.  114. 

Toutil(x, z, t) =
qfr

2√λtρtcp,t√π
∫
e
(−

z2

4αt(t−τ)
)

√t − τ
{erf(

x +
Lα
2

2√αt(t − τ)
) − erf (

x −
Lα
2

2√αt(t − τ)
)}dτ

t

0

 
Eq.  

114 

Contrairement au cas de la source mobile, le régime stationnaire n’est pas atteint (dans l’outil) 

à la fin de la coupe (9 ms), comme le montre les solutions de l’Eq.  114 pour différents temps 

de maintien en Figure 103. Ceci implique que la partition du flux thermique vers la pièce et 

vers l’outil est variable tout au long de la coupe. 

  
Figure 103. Évolution de la température le long de la bande 

thermique stationnaire pour différents temps 

Figure 104. Évolution de la température maximale, au milieu 

de la bande de chaleur stationnaire (x = 0, z = 0) pour 

différents temps et évolution de la température moyenne 

Dans la suite de la méthode, c’est la valeur moyenne de température dans l’outil qui sera utilisée 

pour le calcul des partitions et non pas la température maximale. 

La température maximale à l’interface de l’outil (x = 0 mm, soit au milieu de la bande) et la 

température moyenne sur la bande de chaleur sont tracées en fonction du temps dans la Figure 

104. La température moyenne dans l’outil avant partition est calculée à partir de l’Eq.  115. 

Toutil
moyen

(x ∈ [−
Lα
2
;
Lα
2
] , z = 0, t) = ∫

Tstationary(x, z = 0, t)

Lα
dx

Lα
2

−
Lα
2

 Eq.  115 

Dans cette étude, la température théorique à l'interface  Tinterface entre l'outil et la pièce est 

supposée être égale à la température de la pièce Tsurface et de l'outil Toutil. Le flux de frottement 
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qfr est la somme des flux partitionnés dans l’outil qoutil et dans la surface qsurface. Du fait des 

effusivités respectives de l’outil en carbure fortement diffusif, et de la surface faiblement 

diffusive, les flux ne sont pas égaux entre eux. Ces relations sont mathématiquement traduites 

par l’Eq.  116. 

{
Tinterface = Toutil = Tsurface = a

∗(t) ⋅ qoutil = b
∗ ⋅ qsurface

qfr = qoutil + qsurface
 

avec ∶

{
 
 

 
 
b∗(t) =

1

q
∫
Toutil(x, z = 0, t)

2a
dx

a

−a

a∗(t) =
1

q
∫
Tsurface(x, z = 0, t)

2a
dx

a

−a

 

Eq.  

116 

Cette hypothèse de continuité en température implique que la résistance thermique de 

l’interface glissante est très fiable. Cette hypothèse est vérifiée dans le cas de fortes charges, 

c'est-à-dire lorsque le déplacement imposé de l'outil sur la pièce provoque l'effondrement des 

aspérités associées à la rugosité respective des surfaces, comme schématisé dans la Figure 105.  

Le contact est alors considéré parfait et la résistance de constriction Rc est nulle (ou encore que 

la conductance est infinie). 
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Figure 105. Microscopic view of asperities between the tool and the workpiece interface 

L'évolution de la température sur les interfaces de glissement, due au frottement sur la face de 

dépouille, est illustrée en Figure 106(a) et Figure 22(b) pour une vitesse d'avance à la dent de 

0,20 mm/rev et 0,06 mm/rev respectivement. La température moyenne à l'interface de 

glissement augmente avec l'augmentation de la vitesse d'avance. En effet, l’effort radial est plus 

élevé pour une avance de 0,20 mm/rev et conduit à une génération de chaleur plus importante. 

Pour une vitesse d'avance de 0,20 mm/rev, la température moyenne atteint environ 550°C, 

tandis que pour une vitesse d'avance réduite de 0,06 mm/rev, la température moyenne à 

l'interface atteint environ 302°C. L’évolution des flux est en adéquation avec l’intuition 

physique. Le flux de chaleur allant dans l’outil 𝐪𝐨𝐮𝐭𝐢𝐥 diminue pendant la coupe, puisque le 

carbure est plus diffusif et arrive plus rapidement à saturation que le Ti-6Al-4V. Le flux de 

frottement 𝐪𝐟𝐫 étant constant, alors il y a augmentation progressive du flux vers la surface 

𝐪𝐬𝐮𝐫𝐟𝐚𝐜𝐞. 
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(a)

 

(b)

 
Figure 106. Flux thermique surfacique pour l'outil et la surface et température moyenne à l'interface de glissement en 

fonction du temps - (a) fz = 0,20 mm/rev-Z - (b) fz = 0,06 mm/rev-Z 

La Figure 107 synthétise la méthodologie pour l’estimation des flux thermiques aux interfaces 

glissantes dans le cas de la face de dépouille Aα. 
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Figure 107. Organigramme de méthodologie de calcul des flux thermiques et des température à l’interface glissante sur la 

face de dépouille 
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Afin de quantifier l'énergie produite pendant la coupe tout au long de la trajectoire de l'outil, il 

est possible de calculer le travail des forces de coupe le long de la trajectoire. Ainsi, une 

quantification des forces de coupe et des forces générées par le frottement est possible. Le 

travail des forces de coupe et d'arête Wc+e est calculé par intégration de la loi de coupe 

(comprenant l’effet de labourage) entre l'angle d'immersion d’entrée θst et l'angle de labourage 

θrβ  dans l’Eq.  117. Le travail des forces de frottement est calculé par intégration de la loi de 

coupe dans la direction de la vitesse de coupe entre l'angle θrβ  et l'angle θex de sortie de l’Eq.  

118. Ces quantités représentent l’aire sous la courbe des efforts. 

Wc+e = ∫ Ft(θ). Rdθ

θst

θrβ

= R ∫  (Fte′ + Ktc h(θ)
mt)dθ

θst

θrβ

 Eq.  117 

Wp = ∫ Ft(θ). Rdθ

θst

θrβ

= R ∫  (Fte′ + Ktc h(θ)
mt)dθ

θst

θrβ

 Eq.  118 

La Figure 108 montre que l'énergie de coupe est fonction de l'engagement radial ae et de 

l'avance de la dent fz. La condition la plus énergétique (ae = 3 mm et fz = 0.20 mm) génère une 

augmentation d'environ 280 % par rapport à la condition la moins énergétique (ae = 1 mm et 

fz = 0.06 mm/rev-Z).  Cependant, l'énergie consommée dans la dernière partie de la coupe 

(Wp), c'est-à-dire pendant le phénomène de labourage, ne dépasse pas 76 W.mm et ceci pour 

toutes les conditions. En raison de la proximité géométrique de la zone de labourage avec la 

surface finie, c'est l'énergie développée Wp qui est responsable de l'intégrité de la surface 

usinée. La zone hachurée bleue représente la quantitié d’énergie générée dans la matière qui 

sera pas la suite enlevée et ne rend pas compte de l’énergie finale dans la surface finie. 

  
Figure 108. Energie mécanique produite pendant la coupe Figure 109. Température moyenne calculée à l’interface 

sur la face de dépouille 

La mesure des forces résiduelles dues à l'effet d'arête (lorsque l'outil frotte sur la surface sans 

enlèvement de matière), a permis de calculer la température moyenne à l’interface pour chaque 

condition. L'augmentation de la vitesse d'avance entraîne une augmentation du déplacement 

imposé par l'arête sur le matériau et contribue à augmenter les forces et donc la puissance de 

frottement, comme le montre la Figure 109. De même, un temps de coupe plus élevé causé par 
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l'engagement radial élevé contribue à l'augmentation de la température ; cependant, cet effet 

n'est pas significatif comparé à celui de la vitesse d'avance. Dans tous les cas étudiés, la 

température atteinte n'est pas suffisante pour générer des changements de microstructure ou des 

incompatibilités de de déformation qui pourraient provoquer des contraintes de traction 

résiduelles sur la surface usinée. 
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Afin de valider les justifications de paragraphes précédents, une campagne de mesure de 

contraintes résiduelles dans la direction de l’avance de l’outil vf est réalisée sur chacune des 

éprouvettes usinées. Ces essais sont réalisés au « Laboratoire d'étude des microstructures, de 

la mécanique et des sciences des matériaux » (LEM3). 

Le Tableau 24 présente les paramètres utilisés pour la mesure. Un tube de cuivre est utilisé 

pour mesurer l’inclinaison des plans cristallographiques de la phase hexagonale α. 

Les profils de contraintes résiduelles sont donnés en Figure 110 pour chacune des conditions 

de coupe testées. La comparaison entre les différents profils, dont la valeur de chaque mesure 

est donnée avec une incertitude de ± 30 MPa, montre qu’il n’y a pas de différence significative. 

La contrainte en surface est systématiquement de compression et comprise entre -175 MPa et -

240 MPa, avec un retour en contrainte positive situé entre 10 µm et 25 µm. 

Tableau 24. Paramètres utilisés pour la mesure de contraintes résiduelles dans le Ti-6Al-4V 

Plan de mesure hkl = 213 de la phase hexagonale 

Angle de Bragg 2θ = 140.6° 

Radiation Kα(Cu)=1.54056 Å 

Nombre de position 13 

 

  

 

Figure 110. Profils de contraintes résiduelles pour chaque conditions de coupe 
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L’étude de la section 3.2 montre que, en fonction des paramètres matériaux et des conditions 

cinématiques, la caractérisation du chargement thermomécanique peut être restreinte à un 

secteur angulaire bien plus faible que l’engagement total de l’outil. Pour les matériaux 

faiblement diffusifs et peu écrouissables tel que l’alliage Ti-6Al-4V, les épaisseurs thermiques 

et mécaniques sont faibles. Ainsi, c’est durant la fin de la coupe que l’intégrité de surface est 

marquée par le chargement thermomécanique.  

Dans le cas où le faux-rond est inexistant, la topographie de surface ainsi que les contraintes 

résiduelles ne sont plus dépendantes de l’engagement radial de l’outil ae de 1.00 mm à 

3.00 mm. Aussi, l’étude de la section §3.2.1 montre que l’avance à la dent, qui passe de 0.06 

mm/rev à 0.20 mm/rev n’a pas d’effet significatif sur les contraintes résiduelles. 

 

L’étude de cas précédent a montré l’analyse thermomécanique dans le cadre de la coupe 

cyclique, mais dans un contexte de coupe orthogonale. De plus, l’utilisation d’un outil avec une 

seule dent permettait d’annuler les effets de faux-rond. 

Dans la réalité industrielle, les outils de contournage en finition disposent de plusieurs dents 

pour augmenter la productivité (augmentation du débit copeau), ainsi qu’un angle d’hélice 

permettant une progressivité des efforts de coupe lors de l’usinage (augmentation de la 

continuité de coupe). Ainsi, dans cette section, il est maintenant question d’étudier les 

paramètres liés au faux-rond de l’outil, la  rigidité du montage coté outil, ainsi que  la 

progressivité du chargement mécanique avec l’angle d’hélice, noté 𝛌𝐬 (rad). 

 

Le modèle d’efforts de coupe permet d’estimer les efforts sans passer par un usinage réel, 

connaissant : 

 Les paramètres d’engagement d’outil ae (mm) et ap (mm) ; 

 Le paramètre cinématique d’avance à la dent fz (mm/rev-Z) ; 

 Les paramètres de géométrie d’outil tels que le diamètre d’outil D (mm) et l’angle 

d’hélice λs (rad) ; 

 Les coefficients « d’efforts spécifiques » de coupe et d’arête dans la direction 

tangentielle, radiale et axiale, notés respectivement Ktc , Krc , Kac (N/mm²) et Kte , Kre 
, Kae (N/mm). 

La Figure 111 illustre l’engagement de l’outil dans la matière, avec un engagement radial ae et 

une profondeur axiale ap. Pour une position angulaire θ, une ou plusieurs dents coupent 

simultanément une épaisseur de copeau non déformé h dont la valeur peut être différente et ceci 

à différents instants en fonction des paramètres d’engagement et de l’angle d’hélice. Il y a alors, 

durant de la mesure des efforts, une convolution des signaux. Le modèle présenté ci-après 

permet alors d’isoler le travail de chacune des dents de fraise et de prédire les efforts locaux 

(par dent) et globaux (somme des efforts) avec l’application de la notion d’efforts spécifiques. 
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Figure 111. Illustration d’une fraise de contournage engagée sur une profondeur axial ap et un engagement radial ae 

 

L’épaisseur de copeau non coupé h varie ici en fonction de la position axial z sur l’outil ainsi 

que la position angulaire θ de la fraise et pour chaque dent notée avec l’indice « j ».  Une 

technique classique consiste à discrétiser l’outil en disques d’épaisseur dz sur la hauteur 

engagée ap de l’outil. L’épaisseur de copeau non coupé hj(θ, z) est calculée avec l’Eq.  119. 

hj(θ, z) = fz sin θj(z) Eq.  119 

Avec fz (mm/rev-Z) l’avance à la dent et θj(z) la position angulaire de la j-ème dent 

correspondant à l’altitude z. La valeur de position angulaire de la dent est cependant liée à son 

altitude z par construction géométrique, notamment au travers du rayon de l’outil et de l’angle 

d’hélice λs. La position angulaire de la j-ème dent est calculée au travers de l’Eq.  120. 

θj(z) = θ + (j − 1)θp −
tan λs
R

z      avec ∶ j = 1,… , ND Eq.  120 

Avec : 

 θ la position angulaire de la fraise qui varie de 0 à 2π (rad) ; 

 θp l’angle entre deux dents consécutives telle que θp =
2π

ND
 (rad) à condition que 

l’espacement entre chaque dent soit constant (fraise à pas constant) ; 

 ND le nombre de dent(s) ; 

 R (mm) le rayon de l’outil. 

La partie engagement de l’outil est discrétisée en Nz disques suivant l’axe de l’outil z. La 

position moyenne suivant l’axe z (au milieu des disques) de chacun des disques d’indice « k » 

est calculé avec l’Eq.  121. 

z(k) = (k − 1)dz +
dz

2
      avec ∶ k = 1,… , Nz Eq.  121 

Finalement, la position angulaire de la j-ème dent est calculée au travers de l’Eq.  122. 
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θj(z) = θ + (j − 1)θp − ((k − 1)dz +
dz

2
)
tan λs
R

      avec ∶ {
j = 1,… , ND
k = 1,… , Nz

 Eq.  122 

Si cette valeur est comprise entre l’angle d’immersion d’entrée θst et l’angle d’immersion de 

sortie θst, alors θj(z) prend sa valeur calculée par l’Eq.  122, sinon, sa valeur est nulle, puisque 

la dent n’est pas engagée. 

 

Les efforts élémentaires (appliqués sur chaque disque) tangentiels (dFtj), radiaux (dFrj) et 

axiaux (dFaj) sont calculés avec l’Eq.  123. 

{
 
 

 
 dFtj = [Ktc hj (θj(z))] dz

dFrj = [Krc hj (θj(z))] dz

dFaj = [Kac hj (θj(z))] dz

 Eq.  123 

Ces efforts élémentaires sont calculés dans le repère tournant de l’outil. Pour transformer ces 

efforts depuis le repère outil vers le repère pièce d’axe X,Y,Z, la transformation de l’Eq.  124 

est nécessaire. 

{

dFxj = −dFtj cosθj(z) − dFrj sinθj(z)

dFyj = +dFtj sinθj(z) − dFrj cosθj(z)

dFzj = +dFaj

 Eq.  124 

 

 

Afin d’étudier la coupe de l’alliage Ti-6Al-4V par procédé de contournage, un dispositif 

expérimental de mesure d’efforts, de flexion d’outil et de corrélation d’image est utilisé. Le 

schéma du dispositif expérimental est donné en Figure 112. 
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Figure 112. Illustration d’une fraise de contournage engagée sur une profondeur axial ap et un engagement radial ae 

 

L’outil d’étude est un outil carbure monobloc revêtu par procédé PVD par une couche de nitrure 

de titane et d’aluminium (TiAlN). La fraise a été modifiée afin de mesurer la variation de l’axe 

de la fraise pendant l’usinage, provoqué par la flexion d’outil, comme détaillé ci-après 
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Figure 113. (a) Plan et photographie de la fraise d’étude avec pion rectifié  – (a) Mesure au Talyrond du défaut de battement 

du pion par rapport à la queue de fraise 

 

Un pion cylindrique de diamètre Dp = 12 mm a été rectifié avec une tolérance de battement 

radial de ± 5µm par rapport à l’axe réputé parfait de la queue de fraise, puis contrôlé à l’aide 

d’un système Talyrond, comme le montre la Figure 113. L’outil est monté en pince ER40 de 

diamètre 25 mm. La technologie de mise en position côté broche est un cône morse. La machine 

utilisée est une machine 5 axe GAMBIN 120 CR. Des mesures de la géométrie d’arête sont 

réalisées pour chaque dent avec un microscope à reconstruction en trois dimensions « Alicona 

InfiniteFocusSL ». Ces mesures permettent de mesurer le rayon d’acuité d’arête rβ (µm) de 

chaque dent de la fraise, comme montré en Figure 114(a). Les angles d’arête de coupe sont 

présentés dans la Figure 114(b). La mesure de ces angles doit être effectuée d’après la norme 

ISO 3002. Les valeurs des angles géométriques  sont regroupées dans le Tableau 25. L’angle 

de coupe est ici de 0°. 

Tableau 25. Valeurs de la géométrie d’arête moyenne des dents de la fraise de finition  

Angle de dépouille Angle de taillant Angle de coupe Angle d’hélice Rayon outil 

αn = 8.8° β = 81.2° γn = 0° λs = 44° R = 12.50 
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Figure 114. (a) Mesure 3D de l’arête de coupe – (b) Caractéristiques de l’arête de coupe dans le plan Pn 

 

Le faux-rond de chaque dent a été mesuré par comparateur micrométrique lorsque l’outil est 

monté en broche. Les données relatives à la géométrie d’arête et de battement radial de chaque 

dent sont récapitulées dans le Tableau 26. Le rayon d’acuité d’arête est compris entre 7.7 µm 

et 10.9 µm, ce qui en fait un outil très affuté. Le battement radial maximal est dans ce cas de 

38.5 µm et doit être mis en regard de l’épaisseur coupée maximale des conditions cinématiques 

choisies. 

Tableau 26. Valeurs des rayons d’acuité d’arête et de battement radial pour chaque dent 

Dent Z1 Z2 Z3 Z4 Z5 

Acuité d’arête rβ (µm) 9.4 8.3 7.7 10.9 8.6 

Battement radial (µm) 0 (dent prise comme référence) 24 38.5 25 -1 

 

Les conditions cinématiques d’étude sont choisies afin de cibler une épaisseur de copeau non 

coupé maximale hmax théorique (hmax = 20 µm, hmax = 60 µm et hmax = 100 µm) combinées 

avec trois vitesses de coupes (vc = 60 m/min , vc = 130 m/min , vc = 200 m/min). Les valeurs 

du plan d’expériences sont regroupées dans le Tableau 27. 

Tableau 27. Plan d’expériences des essais avec fraise de finition 

Eprouvettes vc (m/min) fz (mm/rev-dent) hmax cible (µm) 

ST7 60 0.072 20 

ST6 60 0.220 60 

ST3 60 0.376 100  

ST5 130 0.072 20 

ST4 130 0.220 60 

ST1 130 0.376 100  

ST2 200 0.072 20 

ST8 200 0.220 60 

ST9 200 0.376 100  



Page 141 

 

Les résultats en efforts sont donnés sur un tour de fraise en superposant une dizaine de tours, 

formant ainsi un nuage de points, comme montré en Figure 115(a). Un traitement de filtrage 

est mis en œuvre, en calculant la moyenne et l’écart type des points situés à l’intérieur de chaque 

intervalle angulaire Δ𝜃. Dans ce cas, un intervalle Δθ = 1° est choisi. Il s’agit donc d’une 

moyenne en peigne vertical supprimant les effets de retard que pourraient engendrer des 

techniques de moyennes glissantes. Il en résulte un vecteur comprenant 360 valeurs par tour, 

montré en Figure 115(b). 

(a)

 
(b)

 
Figure 115. (a) Efforts Fy (N) brut – (b) Effort moyen Fy (N) et représentation des écarts-types 

En fonction de la technique de filtrage utilisée, les résultats peuvent fortement varier. Le 

Tableau 28 regroupe les résultats des efforts de coupe du plan d’expériences du Tableau 27, 

ainsi que la prédiction des efforts de coupe uniquement, c’est-à-dire sans prise en compte des 

effets d’arête au travers des coefficients spécifiques d’efforts Kte (N/mm), Kre (N/mm) et 

Kae (N/mm). Les efforts de coupe sont tracés en rouge pour les efforts suivant l’axe de l’outil, 

en vert pour les efforts Fx, c’est-à-dire dans la direction de l’avance de l’outil, et Fy en bleu, 

dans direction normale à la surface finie. 

Il est à noter que les effets dynamiques de flexion d’outil ne sont pas intégrés au modèle. Le 

but ici n’est pas d’introduire un modèle prenant en compte les effets de faux-rond et les 

phénomènes de flexion d’outil, mais au contraire d’établir un modèle où l’outil et le montage 

sont infiniment rigides et l’outil parfaitement affuté. Ainsi, la comparaison entre les données 

d’efforts du modèle et les efforts expérimentaux permet de mettre en évidence les effets d’arête 

qui induisent une augmentation des efforts de coupe, ainsi que l’effet dynamique de flexion 

d’outil, qui, en plus du faux-rond de l’outil, provoquent un phénomène dit d’« undercut » 
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(l’épaisseur de copeau ciblée n’est pas atteinte) ou d’« overcut » (l’épaisseur de copeau ciblée 

est dépassée). 

La Figure 116 illustre la configuration d’usinage en roulant avec la direction et le sens des 

efforts, ainsi que le motif de rugosité appliqué par l’outil sur la pièce. Le motif de rugosité est 

alors extrêmement dépendant du faux-rond de l’outil et de la rigidité du montage de la pièce et 

de l’outil. Ces phénomènes conduisent également à une variation de l’épaisseur coupée entre 

chaque dent, comme le montre la corrélation d’images de la Figure 116. L’hypothèse de 

reproductibilité de la longueur et d’épaisseur de copeau coupé, telle que mentionnée et vérifiée 

expérimentalement dans la section précédente, n’est plus applicable. 

ae

RSM (µm)Fy
Fz

Motif de 

rugosité

vf

ω 

Fx

Correlation d images

 
Figure 116. Schématisation du fraisage en roulant avec la direction et le sens des efforts appliqué par l’outil sur la pièce, motif 

de rugosité sur pièce et corrélation d’images de l’épaisseur de copeau coupée vraie 

L’analyse des efforts du Tableau 28 montre que, à cause du faux-rond, trois dents situées sur 

le secteur angulaire [100°-300°] coupent une épaisseur coupée plus importantes que les deux 

autres, située entre [315°-75°]. De plus, les efforts normaux à la surface finie, c’est-à-dire les 

efforts Fy, sont systématiquement plus importants que les efforts d’avance de l’outil pour les 

conditions d’épaisseur coupée inférieures à 100 µm. Cela signifie que les efforts d’arêtes ne 

peuvent pas être négligés pour des conditions de finition, avec faible épaisseur de copeau.   



Page 143 

Tableau 28. Résultats des efforts de coupe – En abscisse : Position angulaire (°) – En ordonnée : Force (N)  
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Pour la vitesse de coupe de 200 m/min, les effets dynamiques sont prépondérants. Les efforts 

augmentent en moyenne d’une centaine de Newton par rapport aux vitesses de coupe de 

130 m/min et de 60 m/min. Ce phénomène est la conséquence de la vibration de l’outil autour 
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de sa position d’équilibre. Lors de l’usinage en avalant, la dent attaque au maximum de 

l’épaisseur copeau, ce qui a pour effet d’exciter le système outil/pièce. Ce phénomène 

d’excitation vibratoire peut donc être réduit par un mode d’usinage en opposition, ce qui aura 

pour conséquence de réduire les efforts de coupe. 

 

La topographie de surface de chaque échantillon a été mesurée avec un rugosimètre de contact 

SurfaceScan®. Afin de standardiser les mesures, celles-ci sont exécutées suivant la norme ISO 

4287. La méthodologie ainsi que les résultats sont présentés en Annexe 1 (§ Section 6). 

 

Le Chapitre 3 a mis en avant deux études de la cinématique de l’usinage dans la configuration 

de contournage. La première étude de la section §3.2 a montré que la condition d’engagement 

radial ae et d’avance à la dent fz n’avait pas d’effet sur les contraintes résiduelles dans la limite 

des conditions utilisées et pour une configuration de contournage en coupe orthogonale avec un 

outil présentant une seule dent. En effet, bien que l’augmentation importante de la valeur de ces 

paramètres ait un effet prépondérant sur les efforts, et donc le chargement thermomécanique en 

début de coupe, les effets en fin de coupe (lorsque θ → 0°) ne sont pas assez discriminants pour 

avoir un effet significatif sur les contraintes résiduelles du Ti-6Al-4V. Il en résulte que l’étude 

du chargement thermomécanique peut être restreinte à un domaine angulaire plus faible que 

l’engagement maximal de l’outil. 

Dans le cas d’un outil avec plusieurs dents, il y a systématiquement un phénomène de faux-

rond qui produit une variation des paramètres d’engagement entre chaque passage de dent. La 

qualité de la surface finale est alors dépendante de la dent la plus excentrée, et plus généralement 

du battement radial total de chacune des dents. Pour quantifier ce phénomène, il est donc 

nécessaire de mesurer ce battement radial avant chaque essai, avec l’outil monté en broche et 

avec un cycle de chauffe de la machine pour réduire les jeux fonctionnels dans la broche et les 

axes. 

Un dispositif de mesure d’efforts de type dynamomètre piézoélectrique est nécessaire pour 

établir les variations d’engagement d’outil, sur au moins une dizaine de tour de fraise, et ensuite 

tracer l’évolution de ces efforts en fonction de la position angulaire de l’outil. La mesure de la 

topographie de surface donne des indications précieuses de l’histoire de génération de la surface 

finie, notamment en révélant le passage des dents pour des conditions où l’avance à la dent est 

suffisamment importante. Ces mesures doivent obligatoirement être réalisées afin d’établir 

l’histoire du chargement thermomécanique vécue par la surface, avant d’en analyser les 

caractéristiques d’intégrité de surface, à savoir une éventuelle évolution métallurgique ou une 

modification des contraintes résiduelles. 

Dans ce Chapitre 3, l’accent a été mis sur la méthodologie à appliquer pour établir les liens 

de causalité entre les paramètres opératoires, leur impact sur le cas de chargement 

thermomécanique et les conséquences résultantes sur l’intégrité de surface usinée. Dans le 

Chapitre 4, une étude quantitative de l’effet des paramètres opératoires en contournage sur 

l’évolution de l’intégrité de surface sera menée, en appliquant la méthodologie présentée dans 

ce Chapitre. 
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CHAPITRE 4 

4 Causalité entre chargement thermomécanique et intégrité des surfaces. Cas du 

contournage et du surfaçage de finition 

Introduction 

Les chapitres précédents ont permis de développer des outils numériques, analytiques et des 

méthodologies permettant d’établir la compréhension de l’impact des paramètres d’usinage sur, 

premièrement, le chargement thermomécanique à l’échelle locale, puis sur l’intégrité des 

surfaces à l’échelle globale. Ces outils ont été utilisés dans le cadre d’expérimentations 

« ponctuelles », afin de valider des points clés de compréhension des mécanismes de génération 

de chaleur ou de partition énergétique entre la pièce, le copeau et l’outil par exemple. 

Néanmoins, une étude complète est désormais nécessaire afin de rendre compte de données 

quantitatives de l’impact des paramètres d’usinage sur l’intégrité des surfaces. Il est possible de 

résumer ici les outils développés jusqu’à présent : 

 Chapitre 1 : Modèle éléments finis lagrangien réactualisé avec un chargement 

thermomécanique équivalent de type pression (MPa) et de type flux de chaleur (W/m²) 

afin de quantifier l’effet de la charge mécanique et de la charge thermique sur la 

génération de contraintes résiduelles et de déformation plastique ; 

 Chapitre 2 : Modèle analytique de partition des efforts de coupe dans les zones de 

cisaillement primaire, secondaire et tertiaire ; 

 Chapitre 2 : Modèle éléments finis lagrangien réactualisé purement mécanique de la 

formation du copeau pour la compréhension de l’impact de l’angle de coupe, du rayon 

d’acuité d’arête et de l’épaisseur de copeau non coupé sur la génération de contraintes 

résiduelles et la plastification en surface ; 

 Chapitre 2 : Modèle éléments finis eulérien pour la compréhension des températures 

de coupe et de la partition thermique entre le copeau, la pièce et l’arête de coupe ; 

 Chapitre 3 : Modèle analytique des températures et flux de chaleur en face de dépouille 

sur l’outil et sur la pièce ; 

 Chapitre 3 : Modèle analytique de discrétisation d’arête pour les opérations de 

contournage, afin de prédire, à partir des coefficients d’efforts spécifiques de coupe et 

d’arêtes, les efforts mesurés dans le repère outil et le repère pièce, et de déconvoluer les 

signaux dans le cas des outils ayant des angles d’hélice. 

 

Dans ce chapitre, ces modèles peuvent être mis à profit dans un but descriptif et permettent 

d’expliquer, par exemple, l’évolution des profils de contraintes résiduelles ou l’évolution du 

chargement mécanique avec l’usure en dépouille pour la configuration de contournage. La 

méthodologie utilisée dans ce chapitre peut être résumée par l’organigramme de la Figure 107. 
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PARAMETRES D ENTREE

 Propriétés mécanique et thermique du matériau usiné (σT,ε,ε,λw, ρw, cpw)

 Propriété thermique du matériau usinant (λt, ρt, cpt)

 Géométrie d outil (D, λs , Z)

 Géométrie d arête (γn, αn, rβ) 

CHAPITRE 1

§2.1

CHAPITRE 2

§2.1 et §2.2

CHAPITRE 3

Introduction

Dispositif de mesure d effort dynamométrique et microscope pour la 

mesure de l usure

Algorithme de discrétisation d arête

 Détermination des coefficients d efforts spécifiques de coupe à outil 

neuf (Ktc, Krc, Kac) (N/mm²) [Zone de cisaillement primaire I et secondaire II]

 Détermination des coefficients d efforts spécifiques d arète à outil usé 

(Kte, Kre, Kae) (N/mm)          [Zone de frottement tertiaire III]

Calcul des paramètres pour la restriction du secteur θth

 Angle d immersion total θst (rad)

 Temps de coupe tc (s)

 Profondeur de l information thermique eth (mm) sous la surface 

Calcul des termes sources dans les zones de cisaillement

 Zone de cisaillement primaire (ZONE I)   : Fs (N), vs (mm/s), Ps (mW)
 Zone de frottement secondaire (ZONE II) : Ftγ (N), vch (mm/s), Pγ (mW)

 Zone de frottement tertiaire (ZONE III)    : Fte (N), VB (mm), Pα (mW)

D
if

fu
si

v
it

é
 t

h
e
rm

iq
u
e

U
su

re

Calcul des partitions énergétiques dans l outil, le copeau et la pièce

 Flux thermique dans la pièce : qI P + qII P + qIII P (mW/mm²)

 Flux thermique dans l outil : qIII O + qII O              (mW/mm²)

 Flux thermique dans le copeau : qI C + qII C         (mW/mm²)

 Contrainte normale dans la pièce : σI P ; σIII P            (N/mm²)

 Contrainte tangentielle dans la pièce : τI P ; τIII P     (N/mm²)

CHAPITRE 3

§3.2

CHAPITRE 3

§3.1

CHAPITRE 2

§2.1

CHAPITRE 2

§2.1

§2.2

§2.3

Intégrité des surfaces

Description du profil de contraintes résiduelles par quantification des 

charges thermiques et mécaniques

CHAPITRE 4

§4.1

.

 

Figure 117. Organigramme de méthodologie de calcul des flux et des températures à l’interface frottante sur la face de 

dépouille 

 

Dans la deuxième partie de ce chapitre, une ouverture à la configuration de l’opération de 

surfaçage est présentée.  
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Le but de cette étude est de caractériser la cinétique d’usure d’outil en fonction d’une variété 

de conditions cinématique vc (m/min), fz (mm/rev-Z) et ae (mm), ainsi que d’expliquer, au 

travers des outils développés aux chapitres précédents, les profils de contraintes résiduelles pour 

chaque condition. L’engagement axial de l’outil ap (mm) est quant à lui fixé à 10 mm pour 

chaque condition. Cette engagement est choisi de sorte que la continuité de coupe soit inférieure 

à 1 pour chaque essai, c’est-à-dire pour que les dents de fraise travaillent une à une.   

 

L’outil d’étude est une fraise en carbure monobloc revêtue de diamètre 25 mm, disposant de 5 

dents avec un espacement constant entre chaque dent et un angle d’hélice λs ≈ 45° à pas 

constant. La Figure 118(a) montre les caractéristiques de la géométrie de l’outil et la Figure 

118(b) illustre la reconstruction en trois dimensions de la fraise d’étude, qui a été réalisée avec 

un dispositif de mesure par diffraction de franges. Cette technique permet de construire 

numériquement les plans caractéristiques de coupe Pr, Ps et Pn, afin d’en mesurer les quantités 

de géométrie d’arête, à savoir, l’angle de coupe γn, l’angle de dépouille αn ainsi que l’angle 

d’hélice λs. Le rayon d’acuité d’arête de chaque dent est quant à lui mesuré par un microscope 

de reconstruction en trois dimensions Alicona. L’ensemble des caractéristiques de géométrie 

d’arête sont regroupées dans le Tableau 29. 

rε = 6 mm

D = 25 mm

λs = 45°

L
o
 =

 9
0
 m

m

(a) (b)

Construction du cylindre des moindres carrés sur la 

queue de la fraise

Intersection : Plan des moindres carrés de la face de 

coupe Aγ et de la face de dépouille Aα 

Intersection : Droite portée par l arête de coupe et le 

nuage de point

Plan passant par l axe outil et le point A

Axe théorique de la fraise

Droite portée par l arete de coupe

Point A appartenant à l arête de coupe

Plan Pr

Droite passant par A et orthogonale au plan Pr

Plan contenant l arête de coupe et la vitesse de coupe 

Droite portant la vitesse de coupe

Plan Ps

Plan normal à l arete de coupe et passant par A

Plan Pn

Mesures des angles

 

Figure 118. (a) Fraise d’étude et caractéristiques de la géométrie d’outil - (b) Fraise d’étude scannée par nuage de points et 

méthodologie de mesure des angles de coupe pour la géométrie d’arête 

 

Tableau 29. Valeurs moyennes de la géométrie d’arête des dents de la fraise d’étude 

Angle de dépouille Angle de taillant Angle de coupe Angle d’hélice Rayon outil 

αn = 8.8 ° βn = 73.4° γn = 7.8 ° λs = 44° R = 12.50 
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Le montage d’étude est décrit en Figure 119(a). Il est composé d’une platine de fraisage Kistler 

9255 pouvant supporter une charge maximale de 40 kN. La plaque d’étude est bridée dans un 

étau de serrage. Elle est mise en position de manière isostatique avec trois goupilles rectifiées 

et une cale rectifiée, comme le montre la Figure 119(b). Le maintien en position est effectué 

par pinçage vertical pour pouvoir usiner la plaque dans une configuration de contournage et la 

fraise usine la plaque d’étude hors du rayon de bec rε de l’outil. 

Platine Kistler Etau de serrage
Plaque d usure 

Ti-6Al-4V

X

Y

Z

ap = 10 ± 0.05

ae = var.

Plaque d étude

Etau supérieur

Etau inférieur

Platine Kistler

Goupille rectifiée x2

Cale rectifiée

Vis serrage x3

(Brides non représentées)

Profil de l outil

Zone usinée (ap x ae)

X

Z

(a) (b)Y

 

Figure 119. (a) Montage d’étude - (b) Coupe brisée dans le plan ZX - Principe de mise en position et maintien en position de 

la plaque d’étude 

Un système de mesure de puissance à la broche, de type Artis® est installé sur le variateur de 

la machine à commande numérique pour suivre l’évolution de la puissance électrique à mesure 

que l’usure de l’outil évolue. 

 

La mesure de l’usure en dépouille VB (mm) des outils est réalisée avec un microscope optique 

Keyence et un objectif de grossissement ×200. Les cinq dents sont mesurées systématiquement 

toutes les 5 min à 10 min, en fonction des conditions de coupe utilisées et de la cinétique de 

l’usure. Dans la suite des travaux, c’est donc l’usure moyenne sur cinq dents qui sera présentée. 

La méthodologie de la mesure de l’arête de coupe est montrée en Figure 120(a). Les motifs 

d’usure, déterminées selon la norme ISO 3685, sont rappelées en Figure 120(b). Ces travaux 

se focalisant sur la qualité des surfaces usinées, seule l’usure sur la face de dépouille sera 

mesurée, car elle intervient directement sur la surface finie, telle que le montre la Figure 120(b). 

Il est a noter que l’usure en cratère KT peut également avoir une incidence sur les efforts de 

coupe, dans la mesure où elle modifie l’angle de coupe et donc la partition des efforts, comme 

montré dans le Chapitre 2 à la section 2.1. 
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Figure 120. (a) Observation de la face de dépouille et méthodologie de mesure des motifs d’usure en dépouille - (b) Illustration 

des motifs d’usure – Vue dans le plan Pn avec formation du copeau et frottement sur la face de dépouille 

 

 

Le plan d’expériences est donné dans le Tableau 30. Il se compose de cinq conditions 

cinématiques, avec une vitesse de coupe vc variant de 40 m/min à 250 m/min, d’une avance à 

la dent fz variant de 0.04 mm/rev-Z à 0.20 mm/rev-Z et d’un engagement axial ae variant de 

0.18 mm à 1.00 mm. Les paramètres cinématiques calculés sont issues des calculs 

précédemment présentés dans le Chapitre 3, permettant de réduire l’investigation à un secteur 

angulaire où la température de coupe issue des zones de cisaillement primaire, secondaire et 

tertiaire devient effective sur de la surface usinée. Cette zone est ici schématisée par le secteur 

angulaire θth en jaune sur la Figure 121. Dans la mesure où les efforts de coupe sont mesurés 

dans le repère de la pièce ℛx,y,z, il est possible de définir les efforts dans le repère outil ℛt,r,a 

par projection dans le secteur [θst → 0°], tel que : 

ℛ𝑡,𝑟,𝑎 → ℛ𝑥,𝑦,𝑧 ∶ [
Fx
Fy
Fz
] = [

− sinθ − cosθ 0
+cos θ − sinθ 0
0 0 1

] [
Ft
Fr
Fa
] 

ℛ𝑥,𝑦,𝑧 → ℛ𝑡,𝑟,𝑎 ∶ [
Ft
Fr
Fa
] = [

−sin θ +cos θ 0
−cosθ − sin θ 0
0 0 1

] [
Fx
Fy
Fz
] 

Eq.  125 

Il apparait donc que lorsque les efforts radiaux Fr augmentent, les efforts mesurés Fy selon la 

direction 𝑦⃗ diminuent, à cause du signe négatif du sinus de l’Eq.  125, ce qui peut paraitre 

contre intuitif à première vue. 
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La loi de coupe utilisée dans la suite de l’étude est une loi de type affine, telle que décrite dans 

l’Eq.  126. 

dFi = (Kic. h + Kte)dz ∶  avec i = t, r, a Eq.  126 

 

Tableau 30. Plan d’expériences – Paramètres cinématiques primaires et calculés 

 Paramètres cinématiques primaires Paramètres cinématiques calculés 

CONDITIONS vc 

(m/min) 

fz 

(mm/rev-Z) 

ae 

(mm) 

ap 

(mm) 

θst 

(°) 

Lc 

(mm) 

tc 

(ms) 

θth 

(°) 

hth 

(µm) 

hmax 

(mm) 

ha 

(mm) 

A 160 0.20 1.00 10 23 5.13 1.93 6 24 78 39 

C 40 0.20 1.00 10 23 5.13 7.70 9 32 78 39 

E 160 0.20 0.20 10 10 2.34 8.77 5 20 36 17 

F 250 0.04 1.00 10 23 5.05 1.21 6 4 16 8 

H 250 0.20 0.18 10 10 2.22 5.34 5 18 34 16 
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Figure 121. Représentation des efforts mesurées dans le plan (xy) – Restriction du domaine d’étude au secteur angulaire θth 
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La condition A est présentée en Figure 122. Trois cas sont étudiés, avec trois niveaux d’usures 

en dépouille distincts. La cinétique d’usure de l’outil pour la condition A est présentée en 

Figure 122(a). L’usure maximale en dépouille VB, d’une valeur de 370 µm, est atteinte pour 

un temps d’usinage (tu) de 11 min. Deux autres valeurs d’usure sont choisies, une usure de 

120 µm qui correspond à la fin du rodage de l’outil, et une usure de 210 µm qui correspond à 

l’usure en fin de palier et donc au début de l’usure catastrophique. 

La première étape consiste à mesurer les efforts dans le repère de la pièce grâce au dispositif 

expérimental présenté en Figure 119, pour les trois valeurs d’usure mentionnées 

précédemment. Chaque effort est donné selon la position angulaire de la broche, avec la 

procédure de filtrage de signaux présentée au Chapitre 3. Les résultats sont donnés en Figure 

122(b)(c)(d). La moyenne arithmétique des efforts est indiquée sous chacune des courbes, la 

Figure 122(a) étant la condition de référence de la condition A. 

CONDITION A 

 vc = 160 m/min – fz = 0.20 mm/rev-Z – ae = 1.00 mm 

hmax = 78 µm – ha = 40 µm – Lc = 5.0 mm 

 tc = 1.90 ms  - θth = 6.3° - hth = 24 µm 

 

VB = 120 µm VB = 210 µm VB = 370 µm 

tu = 2 min tu = 8 min tu = 11 min 

   
Fx = -273 N 

(Ref) 

Fy = 250 N 

(Ref) 

Fz = 169 N 

(Ref) 

Fx = -664 N 

(+143 %) 

Fy = 261 N 

(+4.4%) 

Fz = 216 N 

(+28%) 

Fx = -849 N 

(+221%) 

Fy = 261 N 

(+4.4%) 

Fz = 238 N 

(+41%) 

Figure 122. (a) Evolution de l’usure en dépouille avec le temps d’usinage – Evolution des efforts d’usinage selon la position 

angulaire de la fraise – (b) VB = 120 µm – (c) VB = 210 µm – (d) VB = 370 µm 

L’augmentation de l’usure en dépouille se traduit par une augmentation des efforts normaux à 

la surface, tracés en vert, avec +143% pour une usure en dépouille évoluant de 120 µm à 

210 µm (Figure 122(c)), et une augmentation de +221% pour une usure en dépouille allant de 

120 µm à 370 µm (Figure 122(d)). L’augmentation des efforts normaux à la surface est due à 

l’augmentation du VB et du retour élastique de la matière usinée sur l’outil. Lorsque ces efforts 

augmentent, les signaux des efforts selon la direction d’avance, Fy tracés en bleu, tendent à 

diminuer, compte tenu de la configuration décrite en Figure 121. 

La deuxième étape consiste à identifier les coefficients d’efforts spécifiques dans le repère outil, 

à l’aide du modèle de discrétisation d’arête présenté au chapitre 3. Les coefficients d’efforts 
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spécifiques de coupe sont pris égaux à Ktc =  1700 MPa, Krc = 400 MPa et 

Kac =  1202 MPa, d’après l’analyse des efforts pour l’outil neuf. Les coefficients d’efforts 

spécifiques d’arêtes sont ensuite ajustés pour minimiser les écarts entre les courbes 

expérimentales et les courbes calculées par le modèle, comme montré en Figure 123(a)(b)(c). 

Leurs valeurs sont décrites sous chacune courbes de la  

VB = 120 µm VB = 210 µm VB = 370 µm 

tu = 2 min tu = 8 min tu = 13 min 

   

Kre = 40 

N/mm 

Kte = 28 

N/mm 

Kae = 20 

N/mm 

Kre = 160 

N/mm 

Kte = 40 

N/mm 

Kae = 28 

N/mm 

Kre = 240 

N/mm 

Kte = 60 

N/mm 

Kae = 36 

N/mm 

Figure 123. Comparaison des efforts expérimentaux (lignes continues) et calculés (traits pointillés) – (a) VB = 120 µm – (b) 

VB = 210 µm – (c) VB = 370 µm 

Les courbes expérimentales sont tracées en ligne continue, et les efforts calculés en trait 

pointillé. L’identification montre que les coefficients d’efforts spécifiques d’arête augmentent 

tous avec l’usure en dépouille de l’outil. Leur évolution est quasiment linéaire en fonction du 

VB, comme montré en Figure 124(a). 

 

VB

vc

Fre (N)

Fte (N)hth

Pα = vc. Fte.VB (mW)

(b)
 

Figure 124. (a) Evolution des coefficients d’efforts spécifiques d’arêtes en fonction de VB – (b) Illustration des efforts d’arêtes 

en face de dépouille Aα  

Les efforts normaux à la surface sont, dans la zone d’étude (θth → 0°), quasiment orthogonaux 

à la vitesse de coupe, c’est-à-dire qu’ils correspondent pratiquement aux efforts radiaux Fre (N). 

Ceci a pour conséquence que ces efforts n’interviennent presque pas dans l’augmentation du 

terme de source de chaleur de frottement en face de dépouille qα (mW/mm²). La puissance de 

frottement Pα est calculée d’après l’Eq.  127. L’angle d’immersion θ étant petit et la vitesse 
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d’avance étant faible, seuls les efforts orientés dans la direction de la vitesse de coupe vc 
produisent le flux de frottement. 

Pα(θ) ≈ ηFtevc Eq.  127 

L’augmentation de la puissance est relevée sur les signaux de puissance à la broche, de par la 

mesure de la puissance électrique mesurée par le système Artis® au variateur de la machine à 

commande numérique, comme montré en Figure 125. La puissance augmente de +29.8% pour 

une usure en dépouille allant de 120 µm à 210 µm et de +45% pour une usure variant de 120 µm 

à 370 µm. 

VB = 120 µm VB = 210 µm VB = 370 µm 

tu = 2 min tu = 8 min tu = 13 min 

   
P̅vide+coupe  =  902 W P̅vide+coupe = 1171 W (+29.8%) P̅vide+coupe = 1305 W (+45%) 

Figure 125. Comparaison des signaux de puissance moyennée sur une rotation de la broche (Puissance à vide + Puissance de 

coupe) en fonction de l’usure – (a) VB = 120 µm – (b) VB = 210 µm – (c) VB = 370 µm 

 

Enfin, la puissance de frottement en zone de dépouille est intégrée dans le modèle éléments 

finis eulérien présenté dans le Chapitre 2, section 2.3. Le résultat, présenté dans la Figure 126, 

montre que le flux source augmente avec l’usure Néanmoins, la surface d’application du flux 

augmente également. Le flux de frottement source est partitionné automatiquement entre la 

pièce et l’outil. 
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VB = 120 µm VB = 210 µm VB = 370 µm 

tu = 2 min tu = 8 min tu = 13 min 

(a)

VB = 120 µm

 

(b)

VB = 210 µm

 

(c)

VB = 370 µm

 

Pα = 8.9 W 

qα = 74 167 mW/mm² 

Tmax à l’interface  = 682°C 

Pα = 22.4 W 

qα = 106 667 mW/mm² 

Tmax à l’interface = 650°C 

Pα = 59.2 W 

qα = 160 000 mW/mm² 

Tmax à l’interface  = 651°C 

 

Figure 126.(a)-(b)&(c) Champ de température calculé d’après les mesures d’efforts de coupe – (d) Comparaison des 

températures sur la surface 

 

L’outil en carbure ayant une effusivité thermique plus importante que le matériau usiné 

(Ecarbure(20°) ≈ 17.000 J/K.m².s1/2 contre ETA6V(20°) ≈ 4.000 J/K.m².s1/2), le carbure joue le 

rôle de pont thermique, et la partition du flux est pondérée des effusivités respectives des deux 

matériaux (moyenne barycentrique) et de la vitesse relative de l’outil par rapport à la pièce.  

Il est à préciser que si : 

 la vitesse relative est nulle entre les deux solides ; 

 le régime thermique permanent est atteint ; 

 le contact entre l’outil et la surface est parfait (résistance de constriction nulle), 

 

alors le flux source en face de dépouille qα (W/mm²) est partitionné dans la pièce avec un flux 

qα→p (W/mm²) et dans l’outil qα→o (W/mm²) à partir de l’Eq.  128. 
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{
 
 
 

 
 
 
qα = qα→p + qα→o

Eo = √λoρocp,o et Ep = √λpρpcp,p

qα→p =
Ep

Ep + Eo
qα

qα→o =
Eo

Ep + Eo
qα

 Eq.  128 

 

Par application numérique, il est calculé que 81% du flux de frottement est absorbé dans l’outil, 

alors que 19% de ce flux source est emmagasiné par la pièce. Le choix de la nature du matériau 

de l’outil coupant est ici un paramètre crucial. L’Eq.  128 permet une première approximation 

de la partition, mais ne peut, en toute rigueur, pas être utilisée dans cette application. Il est 

nécessaire d’utiliser la méthodologie décrite dans le chapitre 3 pour un calcul correct de la 

partition des flux thermiques en face de dépouille. 

 La température maximale n’est donc significativement pas changée entre les trois niveaux 

d’usure, mais la température moyenne sur la surface augmente du fait de l’augmentation de la 

longueur de contact en dépouille (Figure 126(a)).  
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Afin de quantifier l’influence de la vitesse de coupe sur le chargement thermomécanique, il est 

ici utile de comparer les conditions A et C (Tableau 30), puisque seule la vitesse de coupe 

change entre les deux conditions, diminuant de vc = 160 m/min pour la condition A à 

vc = 40 m/min pour la condition C. La cinétique d’usure est présentée dans la Figure 127(a). 

Comparée à la condition précédente (Figure 122 (a)), l’usure de l’outil n’atteint jamais la phase 

catastrophique, ce qui indique que la vitesse de coupe est un facteur significatif sur la tenue de 

l’arête. 

Trois conditions d’usure sont choisies, la première à VB = 60 µm, correspondant à l’usure de 

début de palier, au bout de 11 min. La deuxième condition est choisie à VB = 80 µm pour un 

temps de 45 min d’usinage. Enfin, l’outil de la condition A, ayant une usure catastrophique de 

370 µm est utilisée ici avec les conditions cinématiques de la condition C. 

CONDITION C 

vc = 40 m/min – fz = 0.20 mm/rev-Z – ae = 1.00 mm 

hmax = 78 µm – ha = 40 µm – Lc = 5.0 mm – tc = 1.90 ms  

– θth = 9.0° – hth = 32 µm 

 

VB = 60 µm VB = 80 µm VB = 370 µm 

Outil usé de la CONDITION A 

tu = 11 min tu = 45 min – 

   
Fx = -261 N 

(Ref)  

Fy = 264 N 

(Ref) 

Fz = 158 N 

(Ref) 

Fx = -231 N 

(-11.6 %) 

Fy = 254 N 

(+3.5%) 

Fz = 156 N 

(-3.1%) 

Fx = -817 N 

(+212%) 

Fy = 274 N 

(+3.9%) 

Fz = 215 N 

(+35.7%) 

Figure 127. (a) Evolution de l’usure en dépouille en fonction du temps d’usinage – (b) Evolution des efforts selon la position 

angulaire – (b) VB = 60 µm – (c) VB = 80 µm – (d) VB = 370 µm 

L’analyse du chargement mécanique indique qu’il n’y a pas de variation significative des efforts 

de coupe pour une usure allant de 60 µm à 80 µm, comme montré en Figure 127(b)(c). A même 

valeur d’usure en dépouille, c’est-à-dire pour VB = 370 µm, les conditions A et C peuvent être 

comparées en Figure 128. Le chargement mécanique est équivalent pour les conditions A et C, 

comme le montre les efforts tracés sur [0-360°] de la Figure 128(a)(b) avec moins de 10% de 

variation de chacun des efforts moyens sur une révolution d’outil. Les coefficients d’efforts 

spécifiques sont donc les mêmes dans les deux conditions. La diminution de la vitesse de coupe 

influe sur les zones de cisaillements primaire, secondaire et tertiaire, et diminue la charge 

thermique, comme le montre le comparatif des champs de températures des Figure 128(c)(d). 
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CONDITION A 

vc = 160 m/min – fz = 0.20 mm/rev-Z – ae = 1.00 mm 

CONDITION C 

vc = 40 m/min – fz = 0.20 mm/rev-Z – ae = 1.00 mm 

  

Fx = -849 N 

(Ref) 

Fy = 261 N 

(Ref) 

Fz = 238 N 

(Ref) 

Fx = -817 N 

(-3.8%) 

Fy = 274 N 

(+5%) 

Fz = 215 N 

(-9.7%) 

Cond. A - VB = 370 µm

Vc = 160 m/min

(c)

 

Cond. C - VB = 370 µm
Vc = 40 m/min

(d)

 

 

 
Figure 128. Efforts en fonction de la position angulaire (a) vc = 160 m/min – (b) vc = 40 m/min – Champ de température simulé 

(c) vc = 160 m/min – (d) vc = 40 m/min – (e) Température simulée sur la surface usinée – (f) Mesure expérimentales de 

contraintes résiduelles sous la surface usinée.  
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La Figure 128(e) montre la différence de température sur la surface entre les deux conditions., 

soit une température maximale de 650°C pour une vitesse de coupe de 160 m/min, et une 

température maximale de 388°C pour une vitesse de coupe de 40 m/min. 

En moyenne, la condition C (vc = 40 m/min) indique une température diminuée de 230°C par 

rapport à la condition A (vc = 160 m/min) sur la surface générée. De ce fait, les contraintes 

résiduelles générées en surface, mesurées par méthode de DRX après usinage, sont moins 

importantes pour la condition A, avec une contrainte en surface de -205 MPa, que pour la 

condition C avec une contrainte de -145 MPa en surface, comme le montre la Figure 128(f). 

Les efforts normaux à la surface étant important (- 849 N pour la condition A et - 817 N pour 

la condition C), le profil de contraintes rejoint la valeur de contrainte nulle à une profondeur 

comprise entre 40 µm et 50 µm sous la surface usinée. 
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Les conditions E, F, H (Tableau 30) sont ici comparées entre-elles. Les coefficients d’efforts 

spécifiques d’arêtes sont identifiés et renseignés sous les Figure 129(a)(b)(c). 

Les efforts Fxmod, Fymod et Fzmod sont les efforts renvoyés par le modèle de discrétisation 

d’arête. Ceux-ci sont injectés dans le modèle thermique afin d’identifier le champ de 

température entre l’outil et la surface usinée pour chaque condition dans les Figure 

129(c)(d)(e). 

Il peut être observé que la Figure 129(e), associée à la condition F, ne montre pas de copeau. 

En effet, dans la limite de la zone d’étude [θth → 0°], l’épaisseur de copeau devient inférieure 

au rayon d’acuité d’arête de l’outil du fait de la faible avance à la dent. Il n’y donc plus de 

contribution, sur le champ de température, des zones de cisaillement primaires et tertiaires pour 

la condition F. Néanmoins, c’est bien la condition qui génère  la température la plus importante 

comparée aux conditions E et H, comme le montre la Figure 129(g). 

CONDITION E 

vc = 160 m/min – fz = 0.20 mm – 

ae = 0.20 mm 

CONDITION F 

vc = 250 m/min – fz = 0.04 mm – 

ae = 1.00 mm 

CONDITION H 

vc = 250 m/min – fz = 0.20 mm – 

ae = 0.18 mm 

hmax = 36 µm – ha = 18 µm – Lc = 2.20 

mm – tc  = 0.84 ms – hth = 20 µm 

hmax = 16 µm – ha = 8 µm – Lc = 5.0 mm 

– tc  = 1.20 ms - hth = 4 µm (copeau 

minimal) 

hmax = 34 µm – ha = 17 µm – Lc = 2.1 

mm – tc  = 0.51 ms - hth = 18 µm 

VB = 46 µm VB = 53 µm VB = 80 µm 

tu = 7 min tu = 5 min tu = 5 min 

   
Fx = -95 N Fy = 71 N Fz = 36 N Fx = -128 N Fy = 65 N Fz = 42 N Fx = -139 N Fy = 73 N Fz = 35 N 

Fxmod =-94 N 

(-1%) 

Fymod = 72 N 

(1.4%) 

Fzmod = 41 

N 

(14 %) 

Fxmod = -131 N 

(2.3%) 

Fymod = 70 N 

(7.7%) 

Fzmod = 43 N 

(2 %) 

Fxmod = -135 

N 

(-3%) 

Fymod = 74 N 

(1.4%) 

Fzmod = 39 N 

(11 %) 

Kre = 40 

N/mm 

Kte = 13.2 N/mm Kae = 1 

N/mm 

Kre = 30  N/mm Kte = 15 N/mm Kae =  2 

N/mm 

Kre = 70 

N/mm 

Kte = 21 N/mm Kae = 1.5 N/mm 

Cond. E - VB = 36 µm
Vc = 160 m/min

(d)

 

Cond. F - VB = 53 µm
Vc = 250 m/min

(e)

 

Cond. H - VB = 80 µm
Vc = 250 m/min

(f)
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Figure 129. Comparaison des conditions E,F et H (a) Efforts pour la condition E – (b) Efforts pour les conditions F – (c) 

Efforts pour la conditions H – Champ de température dans le secteur θth pour la - (d) la condition E – (e) condition F, (g) 

condition H – Température sur la surface pour les trois conditions – (h) Coefficients d’efforts spécifiques radiaux pour les 

trois conditions – (i) Profil de contraintes résiduelles mesurés par DRX dans la direction y. 

 

Dans la Figure 129(h), le chargement mécanique normal à la surface est renseigné. L’analyse 

montre que la condition H est la condition dont les paramètres cinématiques induisent le plus 

d’efforts normaux sur la surface finie. Ainsi, il est possible, de par l’analyse thermique d’une 

part (Figure 129(g)) et de l’analyse mécanique de la  Figure 129(h), d’expliquer de manière 

physique les profils de contraintes résiduelles Figure 129(i). 

En effet, la condition dont le chargement thermique est le plus important (738°C) et dont le 

chargement mécanique est le moins important (Kre = 30 N/mm) est la condition F. C’est donc, 

d’après les conclusions du Chapitre 1, qui montrait que le profil de contraintes sous la surface 

était lié à la superposition du chargement thermique et mécanique, la condition induisant le plus 

de contraintes de traction dans la pièce, avec une contrainte en surface de +60 MPa.  

La condition H est la condition qui introduit le plus de contraintes de compression (pic de 

compression à -10 µm), car c’est la condition dont le chargement mécanique normal à la surface 

est le plus important (Kre = 70 N/mm). Néanmoins, la température étant élevée (591°C), la 

surface est en traction (+40 MPa). 

Enfin, la condition la plus favorable, est la condition E, avec une température en surface étant 

moins élevée que les deux autres conditions (466°C) et un effort normal à la surface modéré 

(Kre = 40 N/mm). 
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Conclusion intermédiaire 

Les résultats présentés dans la section 4.1 montrent qu’il est possible d’expliquer de manière 

descriptives, les tendances des profils de contraintes en connaissant : 

 Les paramètres cinématiques ; 

 La géométrie d’outil ; 

 La géométrie d’arête de l’outil ; 

 Les propriétés thermiques de l’outil et du matériau usiné. 

En restreignant le domaine d’étude au secteur angulaire θth, il est alors possible de lancer une 

analyse de coupe thermomécanique à l’échelle mésoscopique pour en calculer les champs de 

températures. Le monitoring en efforts et le modèle de discrétisation d’arête permet de 

déconvoluer les signaux et d’identifier les coefficients d’efforts spécifiques d’arêtes pour 

chaque configuration. Les profils sont décrits comme une superposition de l’effet mécanique et 

de l’effet thermique. 

A partir de ces observations, il est donc important de comprendre que les paramètres clés dans 

la génération de contraintes résiduelles sont : 

 L’intensité des efforts ; 

 La direction et le sens des efforts. 

Afin de maximiser les contraintes de compression et de minimiser la charge thermique, il est 

alors nécessaire de choisir des paramètres opératoires qui maximisent l’intensité des efforts 

normaux à la surface, les efforts radiaux Fr donc, puisque ceux-ci ont une direction orthogonale 

à la vitesse de coupe et ne produisent pas d’échauffement par frottement. Le choix des 

meilleures conditions opératoires relève donc de la résolution d’un problème d’optimisation. 

Lorsque les conditions choisies n’offrent pas assez d’efforts radiaux, alors il est nécessaire de 

diminuer la vitesse de coupe. 

Dans la section suivante (§4.2), la configuration de surfaçage est étudiée. 
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A la différence de l’usinage en configuration de contournage, l’usinage dans la configuration 

de surfaçage génère des surfaces par travail d’enveloppe ainsi que par travail de forme. Le profil 

de la surface, généré entre deux passages de dent, est donné par le tracé de la forme de la 

plaquette. Par conséquent, le profil de l’outil doit être parfaitement connu pour calculer les 

épaisseurs et sections coupées. Dans la plupart des cas, trois types de profil communs sont 

retrouvés : 

 Les profils cylindriques : Avec un rayon de bec faible devant l’épaisseur de copeau et sans 

inclinaison d’arête ; 

 Les profils coniques : Avec un angle d’inclinaison d’arête κr (°) ; 

 Les profils toriques : Avec un rayon de bec rε (mm) supérieur à l’engagement axial ap. 

La topologie de la surface générée ainsi que la direction des efforts dans le plan de référence Pr 

sont directement tributaires de la forme de la plaquette utilisée, comme montré en Figure 130. 

Plaquette ronde Plaquette à κr = 45° Plaquette à κr = 90°

 

Figure 130. Topologie et orientation des efforts pour trois types de plaquettes (Source – Sandvik) 

Il n’est alors plus possible de représenter le modèle dans le plan. Une modélisation en trois 

dimensions est nécessaire et un nouveau paramètre, noté κr doit être introduit. C’est l’angle de 

direction d’arête en travail et correspond, dans le système de l’outil en main, à l’angle entre le 

plan d’arête Ps et le plan de travail conventionnel Pf, mesuré dans le plan de référence Pr, comme 

le montre la Figure 131. Dans tous les cas, la plaquette présente un rayon de bec plus ou moins 

important. Dans la démarche de calcul des épaisseurs et sections coupées, c’est le cas d’un outil 

torique, avec un rayon de plaquette supérieur à l’engagement axial de l’outil ap qui sera 

développé dans ces travaux, puisque ce type d’outil est le plus représentatif des opérations de 

surfaçage en finition pour l’alliage Ti-6Al-4V dans le cas d’Airbus. 
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Figure 131. Cinématique du surfaçage. Cas d’un outil torique 

La topologie du copeau est un morceau de tore tel que le montre la Figure 132. La rotation 

autour de l’axe Z de l’outil est repérée par le paramètre angulaire θ. Les zones du « copeau 

minimal » se trouvent donc, si l’engagement radial ae est égal au diamètre effectif de l’outil, 

aux entrées et sorties de matière.  

θ 

θ

ε 

 

Figure 132. Génération du copeau en portion de tore 
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Du fait de la géométrie circulaire de l’outil, l’épaisseur de copeau évolue d’une part suivant la 

rotation d’outil autour de son axe Z, d’où l’épaisseur de copeau notée hθ, et d’autre part en 

fonction de l’altitude Z, repérée par la rotation autour du cercle rε et notée hψ, comme le montre 

la Figure 133. 

ae  

hθ 

hψ   

Ra Rt

rε   

ap  rε   

ω 

ap  

vf

 

Figure 133. Cinématique du surfaçage avec plaquette à rayon 

L’angle d’entrée en matière dans le plan Pr est donné par l’Eq.  129, faisant intervenir le rayon 

de bec et l’engagement axial de l’outil. 

ψst = acos (1 −
ap

rε
) Eq.  129 

En considérant un modèle de cercle, l’angle de sortie ψ
ex

 est donné par l’Eq.  130. 

ψex = asin (−
fz
2rε
) Eq.  130 

La longueur de copeau suivant l’abscisse curviligne décrite par le paramètre ψ est notée Lc,ψ et 

est calculée avec l’Eq.  131. 

Lc,ψ = rε(ψst − ψex) Eq.  131 

L’évolution de l’épaisseur de copeau en fonction du paramètre angulaire θ est donc donné par 

l’Eq.  132, qui dépend de l’avance à la dent et du rayon effectif de l’outil Reff décrit dans l’Eq.  

133. 

hθ(θ, R, fz) ≈ Reff + fz sinθ − √R
2 − (fz cos θ)

2 Eq.  132 

 

Reff = R − rε +√rε
2 − (rε − ap)

2
 Eq.  133 

 

L’illustration de la variation de l’épaisseur de copeau hθ est schématisée en Figure 134. 
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Figure 134. Cinématique du surfaçage dans le plan xy 

Lorsque le surfaçage est monitoré, par exemple par l’intermédiaire d’un dynamomètre rotatif, 

le calcul de l’effort tangentiel Ft, porté par la vitesse de coupe vc et l’effort radial Fr, orthogonal 

à la vitesse de coupe, est donné par l’Eq.  134. 

{
 
 
 
 

 
 
 
 F =

√
Fx
2 + Fy

2
⏟    
mesurés

= √Ft
2 + Fr

2

Ft =
Mz
Reff

Fr = √|F2 − Ft
2|

Pc = Ft. vc

 Eq.  134 

Avec Fx et Fy, les efforts mesurés par le dynamomètre rotatif, Mz le moment (N.mm) autour de 

l’axe de l’outil Z. Il s’agit donc d’une mesure indirecte des efforts radiaux et tangentiels, dans 

le sens où les efforts ne sont pas directement donnés par le dynamomètre rotatif. La puissance 

de coupe Pc est calculée à partir du moment Mz est de la vitesse de coupe vc. 

L’évolution de l’épaisseur de copeau (normale au rayon de bec), noté hψ est donc donnée par 

l’Eq.  135 et schématisée en Figure 135 dans le plan Pr. 

hψ(ψ, θ, rε) ≈ rε + hθ sinψ − √R
2 − (hθ cosψ)

2 Eq.  135 

L’effort élémentaire normal au rayon de bec dans le plan Pr est appelé dFrn et l’effort 

élémentaire tangent au rayon de bec dans le plan Pr est appelé dFrt. 
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Figure 135. Evolution de l’épaisseur hψ dans le plan Pr  

La projection des efforts locaux dans le repère de l’outil, c’est-à-dire pour déterminer l’effort 

radial de l’outil sur la pièce Fr et l’effort axial de l’outil sur la pièce Fz, est déterminée grâce à 

l’Eq.  136. 

{
dFr = dFrn sinψ − dFrt cosψ
dFz =  dFrn cosψ + dFrt sinψ

 Eq.  136 

 

Loi de coupe empirique pour la discrétisation d’arête 

La loi de coupe utilisée dans ce présent mémoire est une loi empirique prenant en compte cinq 

coefficients, comme décrit par (Toubhans et al., 2020). 

{
 
 
 

 
 
 
dFt,i = (𝐊𝐭𝐜. hi + 𝐊𝐭𝐞)rε. dψ

dFrn,i = (𝐊𝐫𝐧,𝐜. hi + 𝐊𝐫𝐧,𝐞)rε. dψ

dFrt,i = (𝐊𝐫𝐭,𝐜. hi. ηi)rε. dψ

η,i = ψcf − ψi

ψcf =
∫ ψ. hψdψ
ψst
ψex

∫ hψdψ
ψst
ψex

 Eq.  137 

Avec : 

 ψcf (rad), un scalaire définissant le barycentre, ou position angulaire de l’épaisseur moyenne 

de copeau de la section coupée ; 

 ηi (rad), la distance entre la position angulaire ψi d’évaluation et le barycentre ψcf  ; 
 rε. dψ (mm), la longueur élémentaire ou longueur des éléments discrétisés. 

Finalement, les efforts dans le repère tournant de l’outil sont calculés avec l’Eq.  138. 
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{
 
 
 
 

 
 
 
 
Ft =∑dFt,i

Nψ

i=1

Fr =∑dFrn,i sinψi − dFrt,i cosψi

Nψ

i=1

Fz =∑dFrn,i cosψi + dFrt,i sinψi

Nψ

i=1

 Eq.  138 

Il peut être remarqué que l’effort de coupe Ft n’est pas lié aux efforts radiaux et normaux (Fr et 

Fz), alors que ces derniers sont une combinaison des efforts élémentaires dFrn et dFrt dans le 

plan Pr. Cela signifie que la mesure du couple à la broche ou de la puissance consommée ne 

donne pas de renseignement sur les efforts Fr et Fz. Ce fait sera mis en évidence 

expérimentalement à la section 4.2.3.3. 
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L’objectif de cette étude est de quantifier la limite d’endurance d’éprouvette de Ti-6Al-4V 

réalisée par procédé d’usinage en surfaçage. La tenue en fatigue est testée en flexion 4 points. 

4.2.3.1 Dispositif de flexion quatre points 

Le dispositif de flexion 4 points est schématisé sur la Figure 136(a) et la section de l’éprouvette 

est schématisée en Figure 136(b). Les dimensions des éprouvettes ont été mesurées avant 

chaque essai afin d’en déterminer le moment quadratique IGy ainsi que le centre de gravité. Les 

chanfreins de la surface étudiée mesurent 0.6 mm, et sont réalisés en fin d’usinage (i.e. post 

surfaçage). Ils permettent de retirer la bavure créée par le surfaçage de la surface d’étude. La 

zone de calibrée est donc située sur la face opposée aux rouleaux distants de 61 mm et exerçants 

un effort total F (N). Ce montage permet donc de générer une sollicitation en flexion pure dans 

cette zone. 

 

L = 129 mm

l = 61 mm

F/2 F/2

b = 10 mm

h = 5 mm

0.6 x 0.6 mm

(a) (b)
x

z z

yy x

 

Figure 136. (a) Schéma de l'essai de flexion 4 points ; (b) section de l’éprouvette 

La machine utilisée pour réaliser les essais est une machine de fatigue servo-hydraulique 

axial/torsion présentée en Figure 137(a). Elle dispose d’un couple maximal de +/-250 N.m et 

d’un angle de rotation de 270°. L’effort axial maximal est de +/-25 kN avec une couse de vérin 

de 50 mm. Le montage expérimental d’un essai est illustré en Figure 137(b). 

 

(a) (b) 
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Figure 137. (a) Machine de fatigue ; (b) Dispositif de flexion 4 points 

Tous les essais ont été réalisés à une fréquence de sollicitation de 7 Hz et avec un rapport de 

charge R = 0.1, afin que la surface d’étude soit toujours sollicitée en traction durant les essais.  

Afin de comprendre la répartition des contraintes lors des essais de flexion quatre point, une 

simulation est mise en œuvre et présentée en Figure 138. La Figure 138(a) montre l’évolution 

en fonction du temps de l’effort axial Fz imposé par les rouleaux sur l’éprouvette. Dans cet 

exemple, la force maximale est de 3500 N et une réserve de charge de 350 N est maintenue, de 

par le ratio R = 0.1. La contrainte maximale est donc atteinte sur la surface d’étude de la Figure 

138(b) et est toujours en traction. 

La Figure 138(c) illustre la répartition des contraintes normales, suivant l’axe x donc, en 

fonction de l’épaisseur de l’éprouvette, la surface d’étude étant repérée par la valeur de 0 mm 

et la face opposée par la valeur de 5 mm, qui est en compression. Du fait du caractère 

elastoplastique du Ti-6Al-4Vαβ, dont on rappelle que la limite d’élasticité est de 880 MPa et la 

contrainte de début d’endommagement macroscopique de 950 MPa (Cf. Chapitre 1), la 

contrainte maximale en peau ne peut dépasser cette dernière valeur. A partir du moment où la 

contrainte de VonMises dépasse le seuil de 880 MPa, il y a plastification. Il en résulte une 

tangence dans la répartition des contraintes en peau, avec une valeur de contrainte maximale 

σxx de 907 MPa, comme montrée en Figure 138 (c). 
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Figure 138. (a) Simulation de l’effort axial Fz imposé par les rouleaux sur l’éprouvette – (b) Schématisation de la simulation 

– (c) Répartition des contraintes normale σxx (MPa) dans l’épaisseur de l’éprouvette en fonction du chargement  
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Dans la suite de cette étude, les courbes « contraintes-nombre de cycles », où courbes de 

« Wöhler », afficheront des valeurs de contraintes supérieures à la contrainte de début 

d’endommagement macroscopique, ce qui n’a pas de sens physique, mais qui s’explique par le 

fait que la contrainte est calculée au travers d’un modèle purement élastique, et non 

élastoplastique comme présenté ci-dessus. Il est donc important de préciser que la manière dont 

la contrainte est calculée est un aspect crucial, car elle peut conduire à des résultats différents 

en fonction des méthodologies utilisées pour la calculer (modèle élastique, théorie des poutres, 

mesure par jauges de déformations, etc.).  

4.2.3.2 Plan d’expériences et réalisation des pistes d’essais 

Plusieurs conditions de coupe sont testées afin d’évaluer l’impact des conditions de coupe sur 

l’endurance en fatigue de la surface usinée. L’outil utilisé est une fraise à plaquette R390 de 

diamètre 16 mm du fabricant Sandvik. 

Les plaquettes utilisées sont des plaquettes R390-11 T3 08E KL H13A, avec la particularité 

d’être non revêtue. Leurs grandeurs géométriques, non fournies par le fabricant, ont été 

mesurées avec un microscope de reconstruction en trois dimensions Alicona, comme le montre 

la Figure 139(a). En l’occurrence, elles ont un rayon de bec rε = 0.8 mm, un angle de coupe 

γn = 10° et un angle de dépouille αn = 10°. Le rayon d’acuité d’arête varie entre 15 µm et 

20 µm pour l’ensemble des plaquettes utilisées pour les essais, soit une vingtaine de plaquettes. 

L’outil est monté dans un capteur rotatif dynamométrique Kistler 9170A, comme le schématise 

la Figure 139(b), dans une pince de précision ER32 de diamètre 16 mm. Le capteur rotatif est 

monté en broche avec un attachement HSK 63. 
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γn = 10°

αn = 10 ° 
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Ø16
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Figure 139. (a) Mesure de l’arête de coupe - (b) Outil assemblé et dispositif de mesure d’effort dynamométrique Kistler 

Les conditions opératoires sont décrites dans le Tableau 31. Les conditions A et B ont des 

conditions cinématiques différentes en terme de vitesse de coupe ainsi que d’avance à la dent, 

mais ont en commun un dépinçage de 0.36° autour de l’axe Y, permettant de supprimer 

l’interférence de la dent arrière durant l’usinage, comme montré en Figure 140(a) pour la 

condition C et en Figure 140(b) pour la condition A. L’inconvénient du talonnage à l’arrière 

de l’outil, pour la condition C donc, est qu’il induit une zone de frottement supplémentaire qui 

génère de la chaleur par frottement, et que dans ce cas, les calories générées ne peuvent être 
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évacuées que dans l’outil et la pièce, faute d’épaisseur de copeau suffisante. Ce phénomène est 

largement détecté puisque les efforts normaux à la surface sont augmentés. Néanmoins, la 

direction des efforts étant orthogonale à la vitesse de coupe, la détection du talonnage à l’arrière 

de l’outil n’est pas mesurable avec la puissance à la broche. 

Tableau 31. Plan d’expériences pour l’usinage des éprouvettes de fatigue 

Conditions vc 
(m/min) 

fz 
(mm/rev-Z) 

ap 

(mm) 

ae 

(mm) 

Dépinçage 

(°) 

Nombre 

d’essais 

K 60 0.10 0.50 10 0.36° 15 

L 100 0.25 0.50 10 0.36° 15 

M 60 0.10 0.50 10 0° 25 
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Figure 140. (a) Condition M – sans dépinçage ; (b) Condition K – avec dépinçage  
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4.2.3.3 Résultats du cas de chargement mécanique 

Les efforts enregistrés par le capteur dynamométrique rotatif sont montrés dans les Figures 

141(a)(b)(c), avec une fréquence d’acquisition de 10 kHz. Dans ces figures, les efforts sont 

superposés sur une trentaine de révolutions et moyennés d’après la technique de filtrage 

présentée dans le Chapitre 3.  
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Figure 142. (a) (b) & (c) : Efforts de surfaçage mesurés dans le repère outil – (d) (e) & (f) – Puissance de coupe mesurée Pc 

(W) – (g)(h)&(i) Photographie de la topographie de surface  

En prenant pour référence la condition de coupe K, l’effort tangentiel moyen de coupe Ft est de 

126 N, l’effort radial moyen Fr de 75 N et l’effort axial moyen normal à la surface Fz est 

d’environ 30 N. La puissance de coupe est ici le produit scalaire de l’effort de coupe et de la 

vitesse de coupe, soit 126 W pour la condition K. En comparaison, pour la condition M qui 

possède les mêmes paramètres cinématiques, l’effort normal à la surface Fz est augmenté de 

+287% à cause de l’effet de talonnage à l’arrière de l’outil. Néanmoins, les efforts Fz étant 
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orthogonaux à la vitesse de coupe, les efforts de coupe Ft sont inchangés (-2%), comme le 

comme le montre le monitoring en puissance des Figures 143(d)(f). Il en résulte cependant une 

augmentation des efforts radiaux Fr (+27%), due au frottement de l’arête de coupe sur la 

surface. 

Pour la condition L, l’avance à la dent est augmentée de +150% (0.1 mm/rev-Z à 0.25 mm/rev-

Z). Les efforts de coupe de la condition L n’augmentent pas proportionnellement à l’avance à 

la dent. En effet, les efforts tangentiels augmentent de +69%, les efforts radiaux augmentent Fr 

de +60% et l’effort normal à la surface Fz augmente de +17%. Ceci indique que les efforts 

normaux à la surface sont peu sensibles à l’augmentation de l’épaisseur de copeau, et donc de 

l’avance. Un point important est que pour cette condition L, la vitesse de coupe est augmentée 

de 67% (60 m/min à 100 m/min). 

La topographie de surface est illustrée dans les Figures 144(f)(g)(h) en vue de dessus, les 

photographie étant prises avec un microscope Keyence. Dans ces figures, l’outil se déplace de 

gauche à droite. Les stries d’usinage montrent que pour les conditions K et L, l’outil ne travaille 

que sur la partie avant, contrairement à la condition sans dépinçage (condition M) où les stries 

d’usinage montrent que c’est l’arrière de l’outil qui donne la topographie finale de la surface. 

Les mesures de rugosités sont effectuées longitudinalement et transversalement à la section, 

comme présenté en Figure 145. L’état de surface est ici principalement dépendant de l’avance 

à la dent fz et du rayon de bec rε. 

x
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Figure 145. Illustration anamorphosée du sens de la mesure de rugosité dans le sens longitudinal et transversal 

L’analyse des profils de rugosité longitudinaux et des profils primaires donnés dans le Tableau 

32 montre qu’il n’existe pas de différence significative de rugosité entre la condition K et M. 

Pour ces deux conditions, le dépinçage produit une erreur de tolérance de planéité de l’ordre de 

11 µm sur une distance de 8 mm. En effet, en dépinçant l’axe de révolution de l’outil, 

l’intersection entre la surface et le profil d’outil décrit une ellipse, correspondant à l’intersection 

d’un plan avec un cylindre incliné. Néanmoins, ce défaut de forme ajoute une profondeur axiale 

supplémentaire de 11 µm, soit une augmentation de 2%, ce qui n’est pas significatif pour 

engendrer une augmentation d’effort de coupe. La condition L est la plus défavorable, puisque 

la rugosité arithmétique est augmentée de +164% par rapport à la condition K. 
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Tableau 32. Profils de rugosité longitudinaux et profil primaire redressé transversal pour chacune des conditions 

Condition K ↓ Ra = 0.14 µm 

(Réf.) 

Rt = 1.3 µm 

(Réf.) 

Rz = 0.98 µm 

(Réf.) 

RSm = 26 µm 

(Réf.) 

Pt = 11.35 µm 

(Réf.) 

 

 
Condition L ↓ Ra = 0.37 µm 

(+164%) 

Rt = 2.6 µm 

(+100%) 

Rz = 2.1 µm 

(+114%) 

RSm = 73 µm 

(+181%) 

Pt = 11.70 µm 

(+3%) 

 

 

Condition M ↓ Ra = 0.15 µm 

(+7%) 

Rt = 1.45 µm 

(+11%) 

Rz = 1.16 µm 

(+18%) 

RSm = 30 µm 

(+15%) 

Pt = 2.45 µm 

(-363%) 

 

 
 

Enfin, les courbes de Wöhler donnent l’abattement en fatigue induit par les conditions K, L et 

M. Elles sont regroupées dans la Figure 146. La contrainte maximale à 100.000 cycles est prise 
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comme critère d’abattement en fatigue. Les courbes sont modélisés par une loi empirique de 

type puissance, comme décrit en Eq.  139. 

σ = a.Nb Eq.  139 

La condition K, tracé en jaune, est la condition induisant le maximum de résistance à la fatigue 

oligocyclique avec une limite d’endurance de 1053 MPa. La condition L, tracée en mauve, avec 

une avance et une vitesse de coupe augmentée, introduit un abattement en fatigue de 7% par 

rapport à la condition de référence. La condition M est la plus défavorable, avec un abattement 

en fatigue de 13% par rapport à la condition A.  

Condition •K• Condition •L• Condition •M• 

σ(105) = 1053 MPa (Réf.) 

{
a = 3153
b = −0.9209
R2 = 0.69

 

σ(105) = 987 MPa (-7%) 

{
a = 1575
b = −0.04002
R2 = 0.49

 

σ(105) = 913 MPa (-13%) 
a = 2737
b = −0.09299
R2 = 0.54

 

 
Figure 146. Comparaison des courbes de Wöhler pour les conditions K, L et M 

Ici, il est rappelé que les conditions K et L ont les mêmes puissances de coupe, mais un 

comportement en fatigue différent. Il n’est donc pas possible d’établir un lien bijectif entre un 

signal de puissance de coupe mesuré et une limite d’endurance. Aussi, la rugosité est quasiment 

identique pour les conditions K et M, ce qui exclut l’effet de l’état de surface sur l’abattement 

en fatigue. En l’occurrence, l’unique différence est la signature mécanique induite par le 

dépinçage de l’axe de l’outil, qui provoque une interférence derrière l’outil. Pour la condition 

L, l’abattement en fatigue peut être dû à l’augmentation de la vitesse de coupe, générant plus 

de chaleur aux interfaces entre la surface et l’outil, ainsi que la dégradation de la rugosité par 

augmentation de l’avance à la dent. 

Des mesures supplémentaires, notamment de contraintes résiduelles, doivent accompagner 

l’étude pour lever les indéterminations quant à l’effet des paramètres opératoires sur 

l’abattement en fatigue des surfaces. 

  

700

800

900

1000

1100

1200

1300

10000 100000 1000000

C
o
n
tr

ai
n
te

 m
ax

im
al

e 
(M

P
a)

Nombre de cycles

CONDITION L

CONDITION K (Ref)

CONDITION M



Page 176 

 

Le dispositif STREAM (residual STress mesurement through RElAxation Method) est un 

dispositif de mesure de profil de contraintes résiduelles par méthode de relaxation, c’est-à-dire 

que le profil de contrainte est calculé par mesure direct de la déformation de l’échantillon. Il a 

été développé par le M. Frédéric ROSSI, Mcf., à l’ATELIER ROSSI situé à Salornay (71250). 

Contrairement à la mesure de contraintes par diffraction des rayons X conventionnelle, dont le 

principe est : 

- de mesurer avec un détecteur, après bombardement de la surface par un faisceau de 

rayons X de longueur d’onde λ, l’inclinaison 2θ du faisceau incident (dont la valeur 

n’est pas unique, et le plus souvent représentée sous forme de diffractogramme) ; 

- d’en déduire, avec, avec la loi de Bragg (2d sin θ = n. λ), la distance inter-réticulaire d 

correspondant à la plus courte distance entre deux plans d’une famille ; 

- D’en déduire une contrainte élastique associée avec des lois de comportements dédiées. 

 

La technique STREAM utilise la théorie des poutres avec une loi de comportement élastique, 

qui implique une relation linéaire entre la contrainte et la déformation.  

 

Cette technique est particulièrement intéressante pour des éprouvettes fines et élancées. Le 

montage du dispositif STREAM est schématisé en Figure 147. L’éprouvette est fixée dans un 

socle sur une extrémité et laissée libre de l’autre (en haut), avec une rallonge en aluminium 

ajoutée pour augmenter la longueur. Un capteur inductif de résolution inférieure à 0.25 µm est 

utilisé pour mesurer le déplacement de l’éprouvette tout au long de l’essai. L’éprouvette est 

entièrement immergée dans une solution saline dont la concentration massique de NaCl est de 

18%. Une plaque en acier inoxydable est déposée à environ 300 mm de l’éprouvette afin de 

jouer le rôle de cathode. Un générateur de courant continu délivre une intensité de 6A durant 

l’essai.  
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Générateur 

de courant

6A

Cathode

Solution

NaCl 

Eprouvette - Anode

Socle 

(encastrement)

Capteur inductif de 

déplacement 

(Résolution statique 0.25 µm)

Potence

Rallonge

Isolée électriquement 

du reste du montage
 

Figure 147. Montage du dispositif Stream (ATELIER ROSSI) 

Lors du passage du courant, il se produit alors une attaque chimique de l’anode, donc de 

l’éprouvette, sur la face d’étude, comme le montre la Figure 148(a). 

Tout au long de l’attaque, l’éprouvette se déplace, du fait de l’enlèvement des couches 

successives sur la face d’étude, et la flèche est mesurée in-situ par le capteur inductif. Cette 

technique n’a jamais été utilisée auparavant dans la littérature, et permet d’augmenter 

considérablement la justesse et la répétabilité des mesures dans un temps réduit (inférieur à 

45 min dans cette application). A noté qu’il n’est cependant pas possible d’arrêter, même 

brièvement, l’attaque électrolytique, sous peine de faire apparaitre une couche de passivation 

sur la surface perturbant la mesure. Enfin, du fait de la géométrie de l’éprouvette, élancée 

suivant l’axe x, seule un profil de contrainte dans la direction x pourra être mesuré. 

Les autres faces de l’éprouvette sont protégées par un revêtement de peinture permettant de les 

isoler électriquement, illustré en Figure 148(b). La surface attaquée mesure 85 mm x 10 mm, 

comme exposé en Figure 148(c), et la qualité de la surface obtenue dépend de la résistivité de 
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la solution chimique, de la distance entre l’anode et la cathode, ainsi que de la régulation en 

intensité. 

Epaisseur retirée 0.5mm

Zone protégée

85 mm

85 mm

Socle isolé 

électriquement

Zone attaquée

(a) (b)

(c)

Après 45 min d attaque

 
Figure 148. (a) Vue isométrique d’une éprouvette attaquée – (b) Eprouvette disposée verticalement dans le socle – (c) Vue de 

la face d’étude attaquée 

 

 

Le principe du calcul de la contrainte par mesure du déplacement de l’éprouvette nécessite 

d’établir une relation mathématique entre la contrainte et la déformation de l’éprouvette à 

chaque instant où une épaisseur de matière est retirée. Cette méthodologie est présentée en 

ANNEXE 2. 

 

Afin de mettre en pratique le calcul analytique de la contrainte présenté en ANNEXE 2, il est 

possible de modéliser le phénomène de relaxation par enlèvement successif de couche avec une 

simulation numérique. Pour se faire, une simulation avec le solveur Abaqus est utilisée. 

L’éprouvette a une loi de comportement purement élastique ; elle est encastrée sur 25 mm au 

point A puis un profil de contraintes est imposé dans l’épaisseur au STEP 0, comme montré en 

Figure 149. 
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Figure 149. Schéma de principe de la simulation numérique 

Au STEP 0 : 

 Un profil de contrainte est imposé dans l’épaisseur sur 0.10 mm de profondeur, comme 

illustré dans la Figure 150(a). Le profil a pour caractéristique une contrainte constante de 

- 200 MPa sur les premiers 0.020 mm, puis diminue linéairement jusqu’à 0.10 mm de 

profondeur où la contrainte σxx atteint la valeur de 0 MPa. Numériquement, l’éprouvette ne 

peut pas se déplacer, de la même manière que l’éprouvette ne peut pas se déplacer 

réellement puisque qu’elle se trouve bridée dans l’étau. 

 

Au STEP 0’ : 

 Ce STEP correspond au débridage de l’éprouvette. A chaque étape du calcul, l’équation 

d’équilibre doit être vérifiée (div σ̿ = 0̅), ce qui implique que l’éprouvette doit se déformer 

afin de satisfaire l’équation d’équilibre statique. Il en résulte une flèche de l’éprouvette 

de  0.106 mm (déformation post-usinage + débridage) et le profil de contraintes imposé au 

STEP 0 est modifié, comme montré en Figure 150(b). 

 

Un nouveau profil de contraintes après débridage est établi et est illustré en courbe grise de la 

Figure 150(c), conjointement au profil de contraintes initial (STEP 0) en courbe rouge. 
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STEP 0

Profil de contraintes imposé par l usinage

STEP 0'

Débridage de la pièce

(a) (b)

x

z

y

x

z

y

Flèche après débridage = fLa pièce est bridée dans l étau et 

ne peut pas se déplacer

σxx = 0 MPa

σxx > 0 MPa 

(5 à 10 MPa)

Rééquilibrage des contraintes dans 

l épaisseur

σxx (0) = - 200 MPa

σxx (0) = - 191 MPa

 
(c)

 

Figure 150. Profil de contraintes imposé dans la simulation 

Pour les éprouvettes de faible section telles que celles utilisées dans ces travaux, les contraintes 

imposées par l’usinage ne sont donc pas les contraintes mesurées par méthode de la flèche. Il 

est nécessaire de prendre en compte la relaxation après débridage et le rééquilibrage des 

contraintes entre chaque enlèvement de matière. Ce phénomène de relaxation devient 

négligeable pour les éprouvettes de section importante, dont la mesure de contrainte par 

méthode DRX doit être privilégiée. 

La Figure 151(a) montre l’évolution de la contrainte maximale en surface, ainsi que le 

déplacement du point B (la localisation du point B se trouve décrite en Figure 149), en fonction 

des STEP de la simulation. A chaque STEP, une épaisseur de 0.010 mm est retirée.  

A mesure que des couches sont retirées, l’éprouvette se déplace dans le sens des Z positifs 

lorsque la couche retirée est en compression, comme le montre la Figure 151(a). L’intensité du 

déplacement de l’éprouvette est modélisée avec des flèches et est l’image de la tangente à la 

courbe de déplacement de la  Figure 151(b). 
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Figure 151. (a) Contraintes en surface des éprouvettes en fonction des STEP – (b) Déplacement du point B de l’éprouvette 

Le calcul analytique de la contrainte est effectué avec l’Eq.  167 et avec Lext = 0 mm puisque 

la rallonge n’est pas modélisée. Dans cet exemple, les données numériques de déplacement sont 

utilisées pour le calcul analytique de la contrainte. La courbe analytique, la courbe de contrainte 

imposée en simulation et enfin la courbe simulée après débridage sont regroupées dans la 

Figure 152. La courbe analytique est quasiment superposée à la courbe numérique du profil de 

contraintes imposé, prouvant la robustesse de la méthode analytique. Celle-ci sera utilisée dans 

la section suivante dans un cas pratique expérimental. 
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Figure 152. Superposition du profil de contraintes initial imposé en simulation (rouge) – Du profil de contraintes après 

débridage (gris) – Profil de contraintes calculé par méthode analytique (bleu) 

 

Le dispositif STREAM présenté dans la section précédente a été mis en application pour évaluer 

l’impact de la vitesse de coupe vc, ainsi que de l’avance à la dent fz, sur la génération de 

contraintes résiduelles d’éprouvettes de Ti-6Al-4V (α-β) usinées en configuration de surfaçage. 

Le plan complet d’expériences est résumé dans le Tableau 33. Trois niveaux d’avance à la dent 

et de vitesse de coupe ont été considérés. L’ensemble des essais est réalisé sans lubrification. 

La fraise utilisée est une fraise R390 D16 du fabricant Sandvik, avec deux plaquettes en carbure 

de grade H13A, non revêtues, comme présenté en Figure 153. 

rε = 0.8 mm  

ω = var. 

z
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y

hθ 
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Ra Rt

rε   

-z

-x

y
ap 
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Figure 153. Configuration et paramètres opératoires utilisés pour l’usinage des éprouvettes en surfaçage 

L’épaisseur de copeau maximale est atteinte lorsque l’engagement angulaire θ autour de l’axe 

Z est égal à π/2. Or, comme l’engagement axial (0.5 mm) est inférieur au rayon de bec 

(0.8 mm), sa valeur peut être approximée par la formule simplifiée de l’Eq.  140. 

hψ
max = 4fz√

ae
D
(1 −

ae
D
)√
ap

Dp
(1 −

ap

Dp
) Eq.  140 

Avec Dp (mm) le diamètre du bec de la plaquette, égal à 1.6 mm, et D (mm) le diamètre de la 

fraise, égal à 16 mm. L’engagement radial ae est pris égal à la valeur de la largueur de 

l’éprouvette, soit 9 mm. 
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Tableau 33. Plan d’expériences pour l’étude de la vitesse à la dent et de la vitesse de coupe sur l’état de surface et les 

contraintes résiduelles en surfaçage du Ti-6Al-4V (α-β) 

Test N° vc (m/min) fz (mm/rev-Z) ap (mm) hψ
max (mm) ae/D (%) 

1 125 0.15 0.50 0.138 

56 

2 250 0.15 0.50 0.138 

3 375 0.15 0.50 0.138 

4 125 0.30 0.50 0.276 

5 250 0.30 0.50 0.276 

6 375 0.30 0.50 0.276 

7 125 0.45 0.50 0.414 

8 250 0.45 0.50 0.414 

9 375 0.45 0.50 0.414 

 

Les éprouvettes usinées sont, après usinage, mesurées avec un marbre rectifié présenté en 

Figure 154 afin de quantifier leur défaut de planéité. La mesure s’effectue avec une colonne de 

mesure TESA micro-lite M600, qui a pour spécifications une erreur maximale tolérée de 0.6 µm 

et une répétabilité 2σ inférieure à 1 µm sur arc. La force de palpage est de 1.6 ± 0.25 N. Pour 

une poutre de hauteur z = 4 mm et une largueur b = 9 mm, la flèche maximale due à la force de 

palpage est d’environ 26 µm. 

 

 
Figure 154. Marbre de mesure de déformation (défaut de planéité) post-surfaçage 

La Figure 155 représente les défauts de planéité mesurés pour chaque éprouvette usinée. Les 

courbes en vert correspondent aux conditions usinées avec l’avance la plus faible, c’est-à-dire 

pour une avance à la dent fz = 0.15 mm/rev-Z. Les courbes jaunes correspondent quant à elles  

aux conditions usinées avec l’avance à la dent fz = 0.30 mm/rev-Z. Enfin, les courbes rouges 

correspondent aux conditions usinées avec l’avance à la dent la plus élevée, soit 

fz = 0.30 mm/rev-Z. Sans avoir à recourir à la mesure de contraintes résiduelles, la mesure de 

la déformée permet d’avoir rapidement une indication sur l’influence des paramètres 

opératoires sur la génération de contraintes dans l’éprouvette. Il apparaît ainsi que la vitesse 

d’avance à la dent est un paramètre significatif sur la génération de contraintes en sous surface 

usinée, tandis que la vitesse de coupe n’est pas un paramètre significatif ici. 
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Figure 155. Etat déformé des éprouvettes après usinage 

C’est donc les efforts d’usinage qui jouent un rôle prépondérant dans la déformation des pièces 

et donc des contraintes résiduelles. De plus, la déformation semble rejoindre un régime 

stationnaire (effet de seuil) en fonction de l’augmentation de l’avance. En effet, la Figure 156 

montre la surface de réponse de la déformation maximale en fonction des paramètres 

cinématiques (vc, fz). L’évolution est ainsi majoritairement pilotée par l’avance à la dent fz. La 

surface réponse peut être approximée par une équation empirique de comme décrite dans l’Eq.  

141. 

f(fz, vc) = k. (fz)
m(vc)

n Eq.  141 

Les coefficients de cette loi empirique, identifiés par méthode des moindres carrés, sont donnés 

dans le Tableau 34. 

Tableau 34. Coefficients de la loi empirique décrivant la surface réponse de la déformation 

Coefficients Valeurs R² 

k 0.55 0.87 

m 0.33 

n 0.04 

Réponse en déformation f (fz, Vc) = 0.55.(fz)0.33.(Vc)0.04 
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Figure 156. Surface réponse en déformation en fonction de l’avance à la dent et la vitesse de coupe 

 

De la même manière, la surface réponse de la rugosité (Rz) peut être analysée statistiquement. 

Il a été choisi d’établir une surface réponse de type ellipsoïde, car la rugosité évolue 

théoriquement au carré de l’avance à la dent. L’équation empirique est donnée dans l’Eq.  142. 

Les Figure 157(a)&(b) montrent respectivement les coefficients d’influence et la surface 

réponse de la rugosité maximale moyennée Rz (exprimée en micromètre). 

Rz = a00 + a10. vc + a01. fz + a20. vc
2 + a11vcfz + a02. fz

2 Eq.  142 

 

Tableau 35. Coefficients de la surface réponse 

Coefficients Valeurs R² 

a00 5.28 

0.969 

a10 -0.004 

a01 -22.56 

a20 2.56e-6 

a11 0.0104 

a02 49.78 

Réponse 𝐑𝐳 ≈ 5.3 − 22.5. fz + 50. fz
2 

 

La vitesse de coupe n’a pratiquement aucune influence sur la rugosité Rz. L’analyse des 

coefficients, présentés dans le Tableau 35, montre que la rugosité évolue bien au carré de 

l’avance à la dent, également mis en évidence dans la Figure 157(a). 
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(a) 

 

(b) 

 
Figure 157. (a) Coefficients pour la loi empirique de rugosité Rz (µm) (b) Surface réponse en fonction de la vitesse de coupe 

et de l’avance à la dent 

 

Il y a donc compétition, en considérant la durée de vie en fatigue des surfaces, entre le critère 

de rugosité et le profil de contraintes résiduelles. En l’occurrence, tous deux augmentent avec 

l’avance à la dent. 

Toutefois, pour connaitre le profil de contraintes exact, une dernière analyse STREAM est ici 

réalisée. Les profils calculés avec les équations de l’annexe 2, de chacune des conditions 

(Tableau 33), sont regroupés sous forme de matrice dans le Tableau 36. L’effet de 

l’augmentation de l’avance à la dent fz provoque systématiquement une augmentation de la 

profondeur affectée, dans la mesure où le profil de contraintes revient à une contrainte nulle 

pour des profondeurs plus importantes. L’augmentation de la vitesse de coupe a pour effet de 

diminuer la compression en surface pour les avances supérieures ou égales à 0.30 mm/rev-Z. 

Pour le cas de l’avance fz = 0.15 mm/rev-Z, l’augmentation de la vitesse de coupe ne semble 

pas induire de changements significatifs dans le profil de contraintes. 
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Tableau 36. Profils de contraintes résiduelles mesurés avec la méthode de relaxation STREAM 
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Dans la section 4.1 de ce chapitre, une méthodologie de calcul thermomécanique, couplée avec 

une méthode analytique de discrétisation d’arête, a été mise en œuvre afin de décrire l’évolution 

des profils de contraintes résiduelles en prenant en compte l’évolution du chargement 

mécanique avec l’usure en dépouille. 

De manière générale, les contraintes résiduelles de compression sont recherchées pour 

augmenter la durée de vie en fatigue de la surface usinée. Il est alors nécessaire de choisir les 

conditions opératoires de géométrie d’arête, de géométrie d’outil et de conditions cinématiques 

qui maximisent les efforts orthogonaux à la vitesse de coupe. 

Les analyses DRX montrent que l’augmentation des efforts normaux, notamment due à 

l’augmentation de l’usure en dépouille, n’engendre pas de contraintes résiduelles de traction, 

mais au contraire, augmente les profondeurs affectées mécaniquement en compression. D’un 

point de vue de la durée de vie en fatigue des surfaces, et d’après l’état de l’art du chapitre 

d’introduction de ce mémoire, l’augmentation de l’usure en dépouille est donc un phénomène 

avantageux. Néanmoins, l’augmentation de l’usure engendre une dégradation importante de 

l’état de surface (rugosité), qui rentre en compétition avec les contraintes résiduelles de 

compression.  

Il est alors nécessaire, en perspective de ces travaux, d’effectuer des essais d’endurance en 

fatigue pour statuer si l’usure d’outil améliore ou détériore la durée de vie en fatigue des 

surfaces. 

Dans la section 4.2, une méthodologie de discrétisation d’arête en surfaçage pour les outils 

toriques est donnée. La cinématique du surfaçage induit une différence significative sur 

l’orientation des efforts de coupe, par rapport à la configuration de contournage. Les efforts 

normaux à la surface semblent jouer un rôle prépondérant dans l’abattement en fatigue des 

surfaces. Aussi, il a été montré que le talonnage à l’arrière de l’outil est un facteur aggravant 

sur l’endurance en fatigue, tout comme l’augmentation des conditions cinématiques. 

Une perspective intéressante est donc ici de tester différentes géométries de plaquettes 

(plaquette droites, plaquettes à 45°, etc.), afin de contrôler l’orientation des efforts et piloter 

l’intégrité de surface. 

Enfin, dans la section 4.3, une nouvelle méthodologie de mesure de contraintes résiduelles, par 

méthode de relaxation, est présentée et appliquée. Cette technique est particulièrement utile 

puisqu’elle permet de mesurer un profil de contraintes dans l’épaisseur de l’échantillon : 

 Sur une surface de 800 mm² au lieu de 28 mm² pour un spot de 4 mm en DRX ; 

 Une mesure continue dans le temps, avec plus de 10 000 points de mesures par profil 

de contraintes ; 

 Un cout extrêmement réduit par rapport aux techniques de DRX conventionnelles. 

 

Afin d’illustrer le fonctionnement du système STREAM, un plan d’expériences complet a été 

mis en place pour évaluer l’impact des paramètres cinématiques sur les contraintes résiduelles. 

Les analyses montrent que l’augmentation de l’avance, induisant une augmentation des efforts 

normaux (§4.2.3), engendre des contraintes de compression plus importantes. La vitesse de 

coupe, quant à elle, a peu d’influence sur la génération de contraintes résiduelles dans la 
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configuration de surfaçage, contrairement à la configuration de contournage, où une vitesse de 

coupe de 250 m/min suffisait à introduire des contraintes de traction. Il semble alors que la 

configuration de surfaçage permet des vitesses de coupe plus importantes que pour les 

configurations de contournage. Ce fait est bien mis en évidence dans la Figure 158, où les 

conditions cinématiques de contournage et de surfaçage sont superposées (valeurs normalisées). 

En configuration de surfaçage, la vitesse de coupe est augmentée de + 60 % par rapport à la 

configuration de contournage. Les avances à la dent sont également augmentées de + 67 % dans 

la configuration de surfaçage. 
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Figure 158. Comparaison des conditions cinématiques en surfaçage et contournage classiquement recommandées 
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5 Conclusions générales et perspectives 

Dans ce mémoire, l’étude de l’effet des paramètres opératoires lors du fraisage de finition sur 

l’intégrité de surface et la durée de vie en fatigue des surfaces a été abordée.  

La méthodologie utilisée pour mener à bien ces investigations s’est axée sur la notion de 

Process Signature (Brinksmeier et al., 2018, 2014, 2011), qui rompt avec les méthodologies 

classiques de plans d’expériences. En effet, un des objectifs majeurs de ces recherches, est 

d’apporter une compréhension fine des mécanismes physiques mis en jeu durant le procédé de 

mise en forme par cisaillement de la matière. Cette démarche permet alors d’établir une notion 

importante, qui est la « transposabilité » des méthodes, des outils descriptifs et des outils 

prédictifs développés dans ce manuscrit, pour d’autres nuances de matériau, telles que des 

alliages d’aluminium, des alliages ferreux ou réfractaires. 

Effet du matériau et importance de l’étude de son comportement (Chapitre 1) 

C’est donc logiquement que, dans la première partie de ce mémoire, il a été décidé 

d’entreprendre une étude ciblée sur les matériaux, leurs lois de comportement (§ Section 1.2) 

ainsi que leurs caractéristiques mécaniques (élasticité, écrouissage, endommagement, etc.), 

thermiques (conductivité, capacité thermique, etc.), et métallurgiques (ténacité) ; toutes ces 

propriétés gouvernant leur déformation (mise en forme) lorsqu’ils sont soumis à des 

sollicitations représentatives du procédé de mise en forme par cisaillement en copeau. 

De par leurs caractéristiques thermomécaniques, leur mise en forme sera alors plus ou moins 

délicate. La capacité d’un matériau à être mis en forme par un procédé d’enlèvement de matière 

décrit la notion d’ « usinabilité ». Pour s’en convaincre, plusieurs nuances de matériaux ont été 

usinées avec les mêmes conditions opératoires cinématiques, de géométrie d’arête et de 

géométrie d’outil, dont le protocole expérimental est décrit dans le Chapitre 4 en section 4.1. 

Un exemple est donné en Figure 159(a) et (b), illustrant respectivement l’influence de la nature 

du matériau sur les efforts de coupe Ft  la cinétique d’usure de l’outil respectivement. L’alliage 

Ti-6Al-4V (traité β) a globalement les mêmes caractéristiques mécaniques et thermiques que le 

Ti-6Al-4V (traité α-β), mais du fait de sa microstructure, sa ténacité est plus importante (Figure 

33 de la section 0 ) et son usinabilité réduite. 

  
Figure 159. (a) Effet du matériau sur la grandeur "Effort de coupe" d'usinage - (b) Effet matériau sur la grandeur "Usure en 

dépouille" de l'outil 
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L’aspect « matériau » est donc primordial pour l’étude des cinétiques d’usure d’outil, 

l’usinabilité mais également pour l’intégrité des surfaces. Comme il a été rappelé dans le 

chapitre d’introduction, deux matériaux de nature différente ne verront pas leur intégrité de 

surface évoluer de la même manière après avoir été soumis à une même sollicitation 

thermomécanique. A titre d’exemple, la Figure 160(a) compare le profil de contraintes 

résiduelles généré par un usinage en contournage avec les mêmes conditions opératoires pour 

un alliage Ti-6Al-4V (traité αβ) et un acier martensitique 15-5PH. Entre autres propriétés, ce 

dernier présente une diffusivité thermique d’environ 5.5 mm²/s au lieu de 3.0 mm²/s (-45%) 

pour un alliage Ti-6Al-4V (traité αβ). Ce changement de propriété thermique est un aspect 

important dans la partition énergétique étudiée au Chapitre 2 et au Chapitre 3. En effet, elle 

peut expliquer la différence des contraintes résiduelles induite lors du procédé, notamment le 

fait que les contraintes en surface soient en traction pour l’alliage 15-5PH et en compression 

pour l’alliage Ti-6Al-4V (contraintes de traction induites par une charge thermique excessive, 

illustrée dans la simulation de la section 1.3.1). 

Ce phénomène est moins marqué pour des alliages de mêmes caractéristiques 

thermomécaniques, tels que l’alliage Ti-6Al-4V et l’alliage Ti-6242, comme montré en Figure 

160(b). 

(a)

 

(b)

 
Figure 160. Effet du matériau sur l’évolution des contraintes résiduelles en surface et en profondeur – (a) Comparaison entre 

un acier martensitique 15-5PH et un alliage Ti-6Al-4V – (b) Comparaison entre un alliage Ti 6242 et un alliage Ti6-Al-4V 

 

En perspective de cette étude matériaux du Chapitre 1, il est donc nécessaire d’établir la liste 

exhaustive de l’ensemble des propriétés d’élasticité, de plasticité et d’endommagement de 

chacun des matériaux étudiés, ainsi que leurs propriétés thermiques. Cette base de donnée 

servira alors de données d’entrée des simulations numériques et des modèles analytiques 

descriptifs ou prédictifs développés dans ce mémoire.  

Effet des paramètres de géométrie d’arête d’outil et des paramètres h et vc (Chapitre 2) 
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coupe, ainsi que des interactions entre l’arête de coupe et la matière. Dans cette configuration 

simplifiée qu’est la coupe orthogonale, il est alors possible d’effectuer des plans d’expériences 
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Les deux paramètres cinématiques (vc, fz) sont alors réduits à l’épaisseur de « copeau non 

coupé » h et la vitesse de coupe vc. Les paramètres de géométrie d’arête viennent ensuite 

s’ajouter aux paramètres cinématiques : les angles d’arête (angle de coupe γ et de dépouille α), 

le rayon d’acuité d’arête rβ et éventuellement l’usure en dépouille VB ou l’usure sur la face de 

coupe KB. 

Bien que ce Chapitre 2 n’inclue pas la cinématique du fraisage, il offre des conclusions 

importantes quant à l’identification du chargement thermomécanique instantané durant la coupe 

des métaux, ainsi que la partition des flux thermiques qui impactent directement la surface 

usinée (intégrité de surface) et l’usure de l’outil (usure en dépouille ou sur la face de coupe). 

Ces analyses présentent l’avantage d’être transposables à d’autres procédés de mise en forme 

par cisaillement de copeau, à savoir le tournage, le perçage ou encore le brochage. 

Le Tableau 37 donne un résumé de tendances des variations des grandeurs mesurables de 

l’usinage pendant la coupe orthogonale du Ti-6Al-4V. Ces tendances découlent de l’application 

des équations de la physique de la coupe regroupées dans les sections 2.1 à 2.4 du mémoire. 

Tableau 37. Tendance de la variation des grandeurs d'usinage en fonction des paramètres de la coupe orthogonale du Ti-6Al-

4V 

 
Chargement dans les zones de cisaillement 

Efforts 

globaux 

Température 

sur la surface 

Augmentation 

de 

Ps 

(W) 

Pγ 

(W) 

Pα 

(W) 

qs 

(W/m²) 

qγ 

(W/m²) 

qα 

(W/m²) 

Ft 

(N) 

Fr 

(N) 

T 

(°C) 

vc ↑ ↑ ↑ → ↑ ↑ → → ↑↑↑ 

h ↑ ↑ → → → → ↑↑ ↑ ↑ 

γn ↓ → - ↓ → - ↓ ↓ ↓ 

rβ - - ↑ - - ↑ ↑ ↑↑ ↑ 

αn - - ↑ - - ↑ ↑ ↑↑ ↑ 

 

L’augmentation de la vitesse de coupe par exemple, induit systématiquement une augmentation 

des flux thermiques dans les zones de cisaillement primaire, secondaire et tertiaire, sans 

changement significatif des efforts de coupe du fait du caractère réfractaire (contrainte très peu 

sensible à la température) de l’alliage Ti-6Al-4V. Ceci conduit inéluctablement à une 

augmentation globale de la température dans la pièce (frottement en dépouille), induisant des 

contraintes résiduelles de traction (Cf. Figure 129 pour des vc = 250 m/min) et une 

augmentation de la charge thermique sur la face de coupe (Cf. Section 2.4.4 pour l’analyse 

thermique sur la face de coupe). La durée de vie des outils est alors considérablement réduite.  

L’augmentation de l’épaisseur de copeau a pour effet d’augmenter les efforts tangentiels (de 

coupe) ainsi que des efforts radiaux (normaux à la surface). Du fait de l’augmentation des 

longueurs de contact sur la face de coupe et de l’augmentation de la longueur du plan de 

cisaillement, le flux thermique n’est cependant pas significativement augmenté.  

L’accroissement des efforts radiaux induit une augmentation de la pression normale sur la 

surface et par conséquent des contraintes de compression plus importantes sur la surface 

(§ Section  2.2.1), ce qui se révèle bénéfique pour la durée de vie en fatigue des pièces. 
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Enfin, les paramètres de géométrie d’arête sont considérés dans ce mémoire. Ils sont d’une 

importance tout aussi capitale pour l’usinabilité et l’intégrité des surfaces usinées. Pourtant, ils 

sont, de façon générale, moins considérés dans le choix des conditions opératoires par rapport 

aux paramètres purement cinématiques. 

En l’occurrence l’augmentation de l’angle de coupe diminue les efforts de coupe Ft et les efforts 

radiaux Fr. L’effet bénéfique est que la charge thermique est globalement diminuée (Cf. Figure 

82), mais à l’inverse, les efforts radiaux également. Aussi, des angles de coupe trop élevés ont 

pour effet de réduire la durée de vie de l’outil par diminution de sa robustesse (diminution de 

l’angle de taillant). Pour les alliages à faible usinabilité, un compromis est à envisager. 

Enfin le rayon d’acuité d’arête est également considéré. Sa valeur doit être choisie avec 

précaution car son augmentation induit une augmentation des efforts de coupe Ft, qui de par 

leur direction colinéaire à la vitesse de coupe, augmente la charge thermique par frottement en 

face de dépouille, et donc sur la pièce. Ce phénomène contribue à augmenter les contraintes 

résiduelles de traction en surface. Réciproquement, les efforts radiaux augmentent également, 

et contribuent à l’augmentation de la contrainte normale induisant des contraintes de 

compression. Ces deux effets sont donc antagonistes et la résultante sur la surface s’en trouve 

modifiée, tout comme la durée de vie de l’outil. Comme le montre la Figure 161(a), pour un 

outil avec un rayon d’acuité d’arête rβ = 15 µm, le taux d’accroissement de la cinétique d’usure 

est réduit par rapport à un rayon d’acuité d’arête rβ = 6 µm et permettra d’usiner plus longtemps 

un alliage Ti-6Al-4V. Néanmoins, comme expliqué plus haut, la température en surface sera 

augmentée (frottement en face de dépouille) et induira une augmentation des contraintes 

résiduelles (-100 MPa à +5 MPa) de traction en surface, comme illustré en Figure 161(b). 

L’augmentation des efforts radiaux induit un décalage du profil de contraintes vers des 

profondeurs mécaniquement affectée plus importantes, et corrobore les simulations de la 

section 2.2. 

(a)

 

(b) 

 
Figure 161. Effet du rayon d’acuité d’arête rβ pendant l’usinage d’un Ti-6Al-4V – (a) Comparaison de la cinétique d’usure en 

dépouille (b) Comparaison des contraintes résiduelles 

Il est donc primordial, dans le choix des paramètres opératoires, de considérer à la fois les 

paramètres cinématiques de vitesse de coupe et d’épaisseur de copeau non coupé h, mais 

également les paramètres de géométrie d’arête puisqu’il a été démontré que ces derniers ont 

une influence significative sur le chargement thermomécanique et sur les contraintes 

résiduelles.  
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En perspective du Chapitre 2, des essais complémentaires, en coupe orthogonale, peuvent être 

envisagés pour choisir les conditions de géométrie d’arête optimales permettant de maximiser 

les débits copeaux et d’augmenter la productivité (débit copeau + augmentation des durées de 

vie d’outils) des procédés de fabrication, tout en veillant à l’intégrité des surfaces usinées. 

Aussi, les paramètres plus fins, tels que les revêtements, permettant de diminuer le frottement 

sur la face de coupe et de dépouille, ou d’autres nuances de matériaux usinant plus ou moins 

conducteur de chaleur pourront être testés. 

Effet des paramètres cinématiques et du faux-rond sur l’intégrité de surface en 

contournage et des paramètres cinématiques en surfaçage (Chapitres 3 & 4) 

En plus des principes étudiés au Chapitre 2, la cinématique du fraisage a été abordée dans le 

Chapitre 3 et 4, dans une configuration simple de coupe orthogonale à épaisseur de copeau 

variable premièrement, puis en utilisant une fraise représentative des opérations de finition. Plus 

complexe, cette dernière expérience a montré que l’applicabilité des principes développés au 

Chapitre 2 pouvait être compromise si les défauts de rigidité et de faux-rond devenaient 

prépondérants. Ces paramètres supplémentaires peuvent être rencontrés dans les usines de 

production et doivent être pris en compte dans cette étude. Les phénomènes de faux-rond et de 

flexion d’outil induisent alors de l’overcut (l’épaisseur de copeau ciblée est dépassée) ou de 

l’undercut (l’épaisseur de copeau ciblée n’est pas atteinte), et la charge thermomécanique est 

plus difficilement quantifiable pour chaque passage de dent. 

La solution réside donc dans l’encadrement (par prédiction ou mesure) de ces variations 

d’épaisseurs de copeau non coupé ; le monitoring fin des efforts de coupe pendant l’usinage 

peut être une solution robuste. Aussi, il a été démontré dans ce mémoire que les profils de 

contraintes résiduelles pouvaient être parfaitement décrits (Cf. Figure 129) en appliquant les 

principes du Chapitre 2 dans un secteur angulaire d’influence θth et θmec (Cf. Section 3.2.1 – 

Cf. Figure 89). 

Bien que cette description corrobore l’exactitude de la démarche présentée dans ce mémoire, 

une perspective encore plus intéressante est de pouvoir prédire, avant l’usinage, l’état de surface 

et les contraintes résiduelles par des outils numériques et analytiques connaissant l’ensemble 

des conditions cinématiques, de géométrie d’outil et d’arête. Cette perspective nécessite alors 

l’élaboration d’algorithmes de discrétisation d’arête, comme celui présenté dans le Chapitre 3 

à la section 3.3.2 pour le contournage, ainsi qu’à la section 4.2.2 du Chapitre 4 pour le 

surfaçage. Ces algorithmes peuvent être appliqués conjointement à des solutions numériques 

permettant de calculer, à chaque instant du programme d’usinage, l’intersection entre le profil 

d’outil et la surface usinée. Ainsi, il est possible de prédire le chargement thermomécanique 

induit par l’usinage tout au long du parcours de l’outil et dans des conditions industrielles 

représentatives, via l’utilisation de logiciel type « NCSimul ». 

Dans tous les cas, des paramètres procédés optimisés peuvent être établis, et il a été démontré 

que les paramètres maximisant les contraintes de compression et minimisant le chargement 

thermique sont les paramètres à choisir en priorité. Ainsi, la signature du procédé de fraisage 

doit se rapprocher le plus possible d’une signature de procédé purement mécanique tel que le 

galetage. 

Enfin, des analyses de durée de vie en fatigue ont été présentées dans ce mémoire. Ces analyses 

ont été appliquées pour la configuration de surfaçage seulement ; une perspective de ces travaux 
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sera de valider la démarche process signature pour la configuration de contournage. Des 

analyses complémentaires d’essais de fatigue sont nécessaire pour accéder au dernier bloc de 

la démarche process signature, comme résumé dans la Figure 1 et Figure 2 du chapitre 

d’introduction. 
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6 ANNEXE 1 – Méthodologie d’étude de la topographie de surface 

La première étape d’analyse consiste à observer le profil primaire et le profil de rugosité de la 

surface générée, pour choisir le filtre de coupure 𝜆𝑐 et la longueur de base adéquate. La Figure 

162 montre le principe de mesure de topographie de surface avec le logigramme de choix du 

filtre de coupure, d’après la norme ISO 4287. 

 

MESURE DES PARAMETRES DE PROFIL EN ISO 4287

Longueur de

 base spécifiée ?

Choix λc =

 Longueur de base 
OUI

Choix λc 

= 0.8 mm 
NON

Profil périodique ?

Mesure des

 paramètres de rugosité

Mesure de : 

Ra, Rq, Rsk, Rku

Mesure de : 

Rz, Rv, Rp, Rc, Rt

OUI NON

Ra

 bonne plage ?

Rz

bonne plage ?

AFFINER LE CHOIX DU FILTRE

Rsm 

bonne plage ?

MESURE OK

NON
NON

NONOUI

OUI

OUI

 
Figure 162. Illustration de la mesure de rugosité par contact et logigramme de choix de filtre de coupure d'après la norme ISO 

4287 

 

Par exemple, dans le cas d’une éprouvette usinée avec une avance à la dent fz = 0.072 mm/rev-

dent, l’analyse de la distance moyenne du pic du profil primaire, appelée PSM (mm), montre 

que sa valeur moyenne n’est pas égale à l’avance par dent fz. En effet, elle est systématiquement 

égale à l’avance par tour f (mm/rev), qui est calculée comme le produit de l’avance par dent et 

du nombre de dent Z, ici égal à 5. 

La Figure 163 montre l’évolution du profil primaire en courbe verte et l’évolution du profil de 

rugosité en courbe rouge, suite à l’usinage de l’éprouvette « ST7 » du Tableau 27, soit avec 

une avance fz = 0.072 mm/rev-dent. Le calcul du RSM (mm) et profil de rugosité montre que 

le motif est répété pour une distance approximativement égale à l’avance par tour f. Cette 

remarque est très importante puisqu’elle stipule que la topographie de surface est générée par 

une seule dent, au lieu des 5 dents de la fraise. En l’occurrence, c’est la dent la plus excentrée 

(faux-rond) qui génère cette topographie, dans ce cas d’étude la dent N°3 (Cf. Tableau 26), 

provoquant également les efforts de coupe les plus importants, comme montré dans les figures 

du Tableau 28. 
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ST7 – fz = 0.072 mm/rev-Z – vc = 60 m/min – f = 0.36 mm/rev

0.355 0.430 0.355 0.419 0.272 0.434 0.330 0.337 0.441 0.337 0.351 0.276

PSM MOYEN = 0.36 ±0.06 mm

Ra = 0.384 µm Rt = 2.224 µm Rz = 1.807 µm
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λc = 0.8 mm RSM MOYEN = 0.37 ±0.06 mm

 
Figure 163. Profil primaire et profil de rugosité de l'éprouvette ST7 

 

De même, pour les conditions avec une avance plus élevée fz = 0.220 mm/rev-dent, le PSM et 

RSM sont de nouveau retrouvés en multipliant l’avance par le nombre de dent, comme le 

montre la Figure 164. 

ST6 – fz = 0.22 mm/rev-Z – vc = 60 m/min – f = 1.10 mm/rev

1.109 mm 1.182 mm 1.098 mm

PSM MOYEN = 1.13 mm
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Ra = 0.868 µm Rt = 4.616 µm Rz = 3.300 µm
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λc = 0.8 mm RSM MOYEN = 1.128 mm

 
Figure 164. Profil primaire et profil de rugosité de l'éprouvette ST6 

 

Dans le cas des très grandes avances f, le filtre de coupure doit être ajusté pour mesurer 

efficacement la topographie de surface. Pour un filtre 𝜆𝑐 = 2.5 mm, les valeurs de profil 

primaire (PSM) et de rugosité (RSM) sont données en Figure 165, appliquées à un usinage 

avec une avance de fz = 0.376 mm/rev-dent (éprouvette « ST3 » du Tableau 27). Le PSM est 

encore proche de la valeur de l’avance par tour, mais il est ici possible de distinguer d’autres 

crêtes « noyées » dans les pics et vallées espacées du RSM, comme le montre la courbe du 

profil de rugosité. La dent la plus excentrée, notée Z3, est géométriquement la dent qui 

provoquera la vallée du profil. A partir de sa localisation, il est possible de retrouver le passage 

de chacune des dents sur le profil de rugosité. 
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ST3 – fz = 0.376 mm/rev-Z – vc = 60 m/min – f = 1.88 mm/rev PSM MOYEN = 1.93 ± 0.04 mm
P
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re

1.931 mm 1.877 mm 1.958 mm 1.895 mm 1.958 mm

Ra = 2.58 µm Rt = 11.31 µm Rz = 9.850 µm λc = 2.5 mm RSM MOYEN = 1.92 ± 0.02 mm

Z5 Z1

Z2 Z3 Z4

Z5 Z5 Z5 Z5Z1

Z2 Z3 Z4 Z2 Z3 Z4 Z2 Z3 Z4 Z2 Z3 Z4

Z1 Z1 Z1P
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o
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Figure 165. Profil primaire et profil de rugosité de l'éprouvette ST3 – Filtre 2.5 mm 

 

En choisissant un filtre de 0.8 mm au lieu de 2.5 mm, les valeurs de rugosité sont radicalement 

différentes. Le filtre de 2.5 mm donne l’aspect global ou géométrique de la topographie de 

surface, alors qu’un filtre de 0.8 mm donnera une indication plus précise sur les défauts 

d’arrachement de matière. Le RSM calculé pour un filtre de 0.8 mm donne cette fois-ci la valeur 

de l’avance à la dent, comme le montre la Figure 166. La valeur de rugosité arithmétique (Ra) 

diminue de 2.58 µm à 0.56 µm, soit environ 4.5 fois moins qu’avec un filtre de 2.5 mm, ce qui 

fait, du choix du filtre uniquement, une source d’erreur importante. Il est donc nécessaire de 

toujours mentionner le choix du filtre et le RSM associé pour chaque mesure de topographie de 

surface. 

ST3 – fz = 0.376 mm/rev-Z – vc = 60 m/min – f = 1.88 mm/rev PSM MOYEN = 1.938 mm

Ra = 0.56 µm Rt = 3.854 µm Rz = 1.413 µm λc = 0.8 mm RSM MOYEN = 0.371 ± 0.13 mm

P
ro
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1.938 mm

0.497 0.23 0.339 0.514 0.302 0.549 0.241 0.293     mm

 
Figure 166. Profil primaire et profil de rugosité de l'éprouvette ST3 – Filtre 0.8 mm 
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7 ANNEXE 2 – Méthodologie de calcul analytique de la flèche de la méthode de 

relaxation STREAM 

L’éprouvette, entre deux instants d’enlèvement de matière, passe d’un état initial (1) vers un 

état déformé (2). Le théorème de l’énergie cinétique stipule que la variation de l’énergie 

cinétique ΔEc est égale à la somme des travaux des efforts extérieurs W1−2
ext  et des travaux des 

efforts intérieures W1−2
int , comme défini dans l’Eq.  143 : 

W1−2
ext +W1−2

int = Ec2 − Ec1 = ΔEc Eq.  143 

 

Le premier principe de la thermodynamique stipule que l’ensemble des travaux des actions 

extérieures (W1−2
ext  et Q1−2

ext  = quantité de chaleur échangée) est égal à la variation de l’énergie 

cinétique ΔEc ainsi que la variation de l’énergie interne ΔU du système, de telle sorte que : 

W1−2
ext + Q1−2

ext = ΔEc + ΔU Eq.  144 

 

Pour l’analyse des contraintes résiduelles, les hypothèses (i) à (v) sont posées. 

(i) Les actions mécaniques sont appliquées progressivement de façon à ce que chaque 

état intermédiaire puisse être considéré comme un état statique. Les effets inertiels 

sont donc négligés et l’équation d’équilibre s’écrit div⃗⃗ ⃗⃗ ⃗⃗  σ = 0⃗⃗ ; 

(ii) Le poids propre de l’éprouvette est négligé et ne travaille pas, puisque l’éprouvette 

est verticale ; 

(iii) L’hypothèse des petites déformations/petits déplacements est vérifiée ; 

(iv) Les aspects calorifiques sont négligés, il n’y a donc pas d’échange de chaleur 

(𝑄1−2
𝑒𝑥𝑡 = 0) et pas de production interne de chaleur ; 

(v) Le système est parfaitement élastique isotrope ; 

 

D’après l’hypothèse (iv), les Eq.  143&Eq.  144 peuvent être réécrites dans le système de l’Eq.  

145. 

{
W1−2
ext +W1−2

int = 0

W1−2
ext = ΔU

 Eq.  145 

 

L’ Eq.  145 montre que le travail des efforts extérieurs est égal au signe près au travail des 

efforts intérieurs, correspondant à l’énergie élastique emmagasinée par le système. Le travail 

des efforts extérieurs induit une variation de l’énergie interne du système. C’est une énergie 

interne de déformation élastique. 

L’éprouvette de test est de géométrie rectangulaire, d’épaisseur e = 5 mm, de largeur b =

10 mm et de longueur L = 150 mm. Entre deux instants t et t + Δt, une épaisseur ∆e(t) est 

retirée sur l’ensemble de la face supérieure non protégée. L’ensemble de la poutre est encastrée 

au point A, tel que le montre la Figure 167. 
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A B
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L

Δe

x

z

Mfy

 
Figure 167. Schéma de principe Stream 

 

Il existe une contrainte longitudinale homogène σx(e) dans l’épaisseur Δe. Il y a alors création 

d’un moment fléchissant Mfy atour de l’axe Y, pour satisfaire l’équation d’équilibre 

(hypothèse (i)), dont la valeur est définie dans l’Eq.  146. 

Mfy(e) = σx(e). Δe. b. (
e + Δe

2
) Eq.  146 

 

Soit (1) le système dans sa configuration non déformée et (2) le système dans sa configuration 

déformée, comme montré en Figure 168.  

Mf(s) Mf(s+ds)

x

z

Mf(s) Mf(s+ds)

Δα 

(1) (2)

 

Figure 168. Configuration non déformée (1) et déformée (2) 

 

La représentation conduit immédiatement à la loi de comportement de flexion décrite en Eq.  

147. 

1

ℛ
=
dα

ds
=
Mfy(s)

E. IGZ
 Eq.  147 

 

Le système étant purement élastique isotrope, comme convenu dans l’hypothèse (v), le moment 

fléchissant évolue de façon linéaire avec la déformation Δα. La variation du travail des efforts 

extérieurs est calculé avec l’Eq.  148. 

Mf(s)

Δα 

ΔW 

 

ΔW =
1

2
.Mfy(s). Δα Eq.  148 
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En remarquant que 
dα

ds
≈
Δα

Δs
, alors le travail de déformation élastique par unité de longueur 

ΔW

Δs
 (J/m) en flexion est défini en Eq.  149 : 

ΔW

Δs
=
1

2
.
Mfy
2 (s)

E. IGy
 Eq.  149 

 

L’énergie de déformation en flexion Uf (J) sur une longueur L est alors écrite dans l’Eq.  150. 

Uf = ∫
1

2
.
Mfy
2 (s)

E. IGy
ds

L

0

 Eq.  150 

 

Le théorème de Castigliano stipule que l’énergie engendrée par une action mécanique Fi dans 

une direction xi est le demi produit scalaire de l’action mécanique par son déplacement 

engendré 𝑞𝑖, tel que décrit en Eq.  151. 

U =
1

2
Fi. qi Eq.  151 

 

Par calcul différentiel, le déplacement qi engendré par l’action mécanique Fi se calcule d’après 

l’Eq.  152. 

qi =
∂U

∂F
 Eq.  152 

 

Il est à noter que le déplacement qi est un déplacement porté par une droite si l’action mécanique 

Fi est un glisseur, alors que qi est une rotation si l’action mécanique Fi est un couple ou un 

moment. 

Dans le cas de l’éprouvette STREAM, il n’existe pas de glisseur courbant l’éprouvette, puisque 

la déformation est engendrée par un moment fléchissant. Néanmoins, le théorème de la charge 

fictive permet d’utiliser le théorème de Castigliano en un point où il n’y a pas de force. Une 

charge artificielle Fart est introduite au point M où le déplacement doit être calculé. Le théorème 

de Castigliano dans le cas particulier ou Fart = 0  est donné en Eq.  153. 

qM =
∂U(Fi, Mf, Fart)

∂Fart
|
Fart=0

 Eq.  153 

 

Dans le cas de STREAM, il y a une évolution du moment fléchissant suivant l’axe x, illustrée 

en Figure 169 ; son équation est décrite en Eq.  154. 

Mfy(x) = −Mfy − Fart(L − x) Eq.  154 
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Mfy

x
L-x

Mfy(x)= -Mfy - Fart(L-x)

Fart

θB

 

Figure 169. Coupe à droite de la poutre en flexion 

 

L’application du théorème de Castigliano au point B donne la rotation θB grâce à l’Eq.  155. 

θB =
∂Uf
∂Mf

=
∂

∂Mfy
(∫

1

2

Mfy
2 (s)

EIGy

L

0

ds) =
1

2EIGy

∂

∂Mfy
(∫Mfy

2

L

0

ds) =
Mfy
2 L

2EIGy
 Eq.  155 

 

L’application du théorème de la charge fictive dans l’Eq.  156 donne le déplacement BB’. 

BB′ =
∂Uf
∂Fart

|
Fart=0

=
1

2EIGy

∂

∂Fart
(∫(−Mfy − Fart(L − x))

2
L

0

dx)

Fart=0

=
1

2EIGy
(
2FartL

3

3
+ L2Mfy)

Fart=0

=
MfyL

2

2EIGy
 

Eq.  156 

 

Afin d’augmenter la sensibilité de la mesure de la flèche, une rallonge de longueur Lext est 

ajoutée au dispositif à partir du point B′, comme montré en Figure 170. 

A B

L

Δe

x

z

Mf

B 

θB

C

Mesure de 

déplacement

δ
1 (e

)

δ
2 (e

)

 

Figure 170. Configuration avec rallonge 

 

Les distances δ1(e) et δ2(e) sont donc calculées avec les Eq.  157 et Eq.  158. Le déplacement 

final est calculé avec l’Eq.  159. 



Page 203 

δ1(e) = BB
′ = σ(e).

b. Δe. (e + Δe). L2

4. E.
b. e3

12

= σ(e)
3. Δe. (e + Δe). L2

E. e3
= Aσ  Eq.  157 

δ2(e) = B′C = Lext sin θB = Lext sin

[
 
 
 
 (σx(e). Δe. b. (

e + Δe
2

))

2

L

2E.
b. e3

12
]
 
 
 
 

= Lext sin [
3

2

b. Δe2. (e + Δe)2L

E. e3
. σ2] = Lext sin(Bσ

2)  

Eq.  158 

δ(e) = BC = Aσ + Lext sin(Bσ
2) ≈ Aσ + LextBσ

2 → σ2 +
A

B. Lext
σ −

δ

B. Lext
≈ 0

→ σ =
−A +√A2 + 4BLextδ

2BLext
 

Eq.  159 

 

Une fois la première épaisseur Δe1 retirée, la poutre est soumise à un gradient de contraintes 

linéaire, tel qu’il existe une contrainte maximale σmax en surface et une contrainte minimale de 

sur la face opposée σmin, de façon symétrique, c’est-à-dire que σmin = −σmax. La répartition 

des contraintes est alors définie dans l’épaisseur z par une fonction linéaire s’annulant en 

y = 0 mm, comme le montre la Figure 171.  

A

B 

L

x

y

σmin =-σmax 

σmax

 

Figure 171. Répartition des contraintes dans l'épaisseur après enlèvement de la première couche 

 

La répartition de la contrainte élastique dans l’épaisseur de l’éprouvette est recalculée à partir 

de l’Eq.  160. 

σ(z) =
2

e
σmax. z Eq.  160 

 

Le moment fléchissant est calculé d’après la formule classique : 

Mfy = − ∫z. σ(z)dS =

e
2

−
e
2

− ∫z. σ(z)b. dz = 2∫z. σ(z)b. dz

e
2

0

e
2

−
e
2

=
4

e
b. σmax[z

2]
0

e
2

=
1

6
b. e2. σmax  

Eq.  161 
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Sachant que le déplacement BB′ est égal à 
MfyL

2

2EIGy
, calculé avec le théorème de la charge fictive 

à Eq.  156, alors la déflexion entrainée par le rééquilibrage des contraintes s’écrit en Eq.  162. 

δB′ = Mf
L2

2EIGZ
=
1

6
b. e2. σmax.

L2

2EIGZ
=
1

6
b. e2. σmax.

L2

2E.
b. e3

12

=
σmaxL

2

E. e
= A′σmax Eq.  162 

 

La rotation au point B′ est égale à 
Mfz
2 L

2EIGz
, calculée avec le théorème de Castigliano à l’équation 

Eq.  155. La rotation de rééquilibrage est alors donnée en Eq.  163. 

θB′ = Mf
2 L

2EIGZ
=
1

36
b2. e4. σmax

2 .
L

2EIGZ
=
1

36
b2. e4. σmax

2 .
L

2E.
b. e3

12

=
b. e. L

E
. σmax
2

= B′σmax
2  

Eq.  163 

 

Le déplacement total dû au rééquilibrage des contraintes δ′ s’exprime par l’Eq.  164. 

δ′ = δB′ + Lext sin θB′ ≈ δB′ + LextθB′ ≈ σmax
L2

E. e
+
Lext. b. e. L

E
. σmax
2

≈ A′σmax + B′Lextσmax
2  

Eq.  164 

 

La contrainte maximale est alors calculée depuis la mesure δ′ avec l’Eq.  165. 

σmax ≈
−A′ +√A′2 + 4. B′. Lext. δ′

2. B′. Lext
 Eq.  165 

 

Les coefficients A, B, A’ et B’ sont résumés dans l’Eq.  166. 

A(e) =
3. Δe. (e + Δe). L2

E. e3
; B(e) =

3

2

b. Δe2. (e + Δe)2L

E. e3
 ; A′(e) =

L2

E. e
 ; B′(e) =

b. e. L

E
 Eq.  166 

 

La contrainte présente dans la deuxième couche, une fois qu’elle aura été enlevée, est 

finalement calculée à partir de l’Eq.  167. 

σ(e2) = σ − σ
′ =

−A(e2) + √A(e2)
2 + 4B(e2)Lextδ2

2B(e2)Lext
−
−A′(e2) + √A′(e2)

2 + 4B′(e2)Lextδ1
2B′(e2)Lext

 Eq.  167 

 

Dans la pratique, la flèche induite par le rééquilibrage des contraintes dans l’épaisseur de 

l’éprouvette est faible et de l’ordre de 10 à 13%. 
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Ivan HAMM 
Etude quantitative de l’effet des paramètres opératoires sur le chargement 

thermomécanique et l’intégrité de surface en fraisage de finition du Ti-6Al-4V 

 

Résumé : 
 

Les structures aéronautiques, telles que les systèmes propulsifs, sont typiquement constituées de pièces 

métalliques dimensionnées pour supporter des chargements thermomécaniques importants. Il est alors 

indispensable de pouvoir garantir que la surface usinée possède l'ensemble des caractéristiques, notamment 

l'état de contrainte ou l'état métallurgique, qui lui permettront de remplir sa fonction sur une durée prédéfinie 

selon son dimensionnement.  

 

Le présent travail a pour objectif d'analyser les paramètres d'usinage de l'opération de fraisage en finition de 

l'alliage de titane Ti-6Al-4V, dans le but de faire le lien inverse entre l'intégrité de surface et les paramètres du 

procédé de fabrication. Ces travaux se structurent autour de la notion de Process Signature, dont la démarche 

consiste dans un premier temps à quantifier la charge thermique et mécanique appliquée à la surface fabriquée 

en fonction des conditions du procédé. À partir de ces sollicitations, une modélisation thermomécanique 

permet de définir les champs de température et de déplacement de la matière de la surface générée. Des essais 

expérimentaux sont ensuite réalisés pour faire le lien entre cette charge thermomécanique et l'intégrité de 

surface obtenue (contraintes résiduelles, microstructure, état de surface.). C'est le principe même de la notion 

de Process Signature qui lie les chargements à l'intégrité de surface. 

 

Mots clés : Process Signature ; Méthode inverse ; Intégrité de surface ; Chargement thermomécanique ; Ti-

6Al-4V ; Fraisage finition 

 

Abstract : 

Aircraft structures, such as propulsion systems, are usually composed of metallic parts designed to tolerate 

high thermomechanical loads. It is essential to be able to ensure that the machined surface has all the 

characteristics, particularly the stress and metallurgical state, which will enable it to achieve its function over 

a predefined period according to its dimensions.  

 

The objective of the present work is to analyze the machining parameters of the finish milling operation of the 

Ti-6Al-4V titanium alloy, with the aim of making the inverse link between the surface integrity and the 

manufacturing process parameters. This research is structured around the concept of Process Signature, whose 

approach consists in quantifying the thermal and mechanical load applied to the machined surface according 

to the process parameters. From these loadings, a thermomechanical modeling allows to define the temperature 

and displacement fields of the generated surface. Experimental tests are then carried out to establish the link 

between the thermomechanical loading case and the integrity of the surface obtained (residual stresses, 

microstructure, surface topography). This is the main purpose of the Process Signature concept, which links 

the loading case to the surface integrity. 

 

Keywords : Process Signature ; Inverse method ; Surface integrity ; Thermomechanical loads ; Ti-6Al-4V ; 

Finish milling 

 


