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Introduction

Les bandes de cisaillement sont fréquemment rencontrées dans les matériaux
thermo-viscoplastiques sollicités & de grandes vitesses de déformation. Ces bandes
trés étroites correspondent a des zones ol le cisaillement est localisé. Elles consti-
tuent de ce fait un passage privilégié pour la rupture fragile pour certains matériaux
(aprés refroidissement du matériau) ou ductile (avant refroidissement). La connais-
sance des bandes de cisaillement est importante pour 1’optimisation de 1’usinage et
nécessite encore aujourd’hui des études dans le domaine du comportement dynamique

des matériaux.

Ezemple de bande de cisaillement adiabatique dans un copeau de TAGV obtenu en

tournage, d’aprés Lesourd B. (Thése de Doctorat, Ecole Centrale de Nantes, 1996)

Ce travail se décompose en deux parties. La premiere partie concerne I’initiation

des bandes de cisaillement adiabatiques, précurseur du mode de rupture ductile dans
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Introduction

les métaux. Nous étudions les régimes stationnaire, transitoire et post-critique de
1’écoulement plastique. Dans cette premiére partie, le premier chapitre est consacré a
une revue bibliographique et le probléme est posé dans le chapitre 2. Dans le chapitre
3, nous présentons une analyse linéaire de stabilité que nous enrichissons avec les
résultats d’une analyse non linéaire. Le chapitre 4 décrit le processus de localisation
de la déformation qui conduit & la formation de bandes de cisaillement adiabatiques.

Dans la seconde partie, nous nous intéressons & l'usinage a grandes vitesses a
travers 1’étude des zones a grandes déformations plastiques comme la zone primaire
de cisaillement dans le processus de coupe orthogonale. Nous proposons une approche
numérique eulérienne de cette zone et nous analysons I’écoulement stationnaire de la
déformation plastique. Aprés une description générale du probleme (chapitre 1), nous
présentons, dans le chapitre 2, deux modeles analytiques qui permettent de mieux
comprendre les divers phénoménes mis en jeu au cours de la phase d’usinage. Le
chapitre 3 est consacré a la modélisation du probléme pour lequel nous réalisons
ensuite une analyse systématique et une application sur I’acier AISI 4340.

Dans ces deux parties, la plupart des phénomenes mécaniques et thermiques qui
régissent ’évolution et les caractéristiques de la déformation plastique sont considé-
rés : effets d’inertie, écrouissage du matériau, sensibilité & la vitesse de déformation,
couplage thermo-mécanique, conduction et adoucissement thermiques. La méthode

des éléments finis est utilisée pour les différentes simulations.



Premiere partie
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Premiére partie

CHAPITRE 1

Introduction

1.1 Description de la localisation de la déforma-
tion

La connaissance du comportement dynamique des matériaux est ’objet d’un
grand intérét dans différents domaines de l'ingénierie. Les nombreuses études déja
menées sur ce sujet ont permis de montrer I'importance de la vitesse de déformation
sur la contrainte d’écoulement, la ductilité des matériaux, les mécanismes de défor-

mation et de rupture. Dans de nombreux processus & grande vitesse de déformation :

|

pénétration 4’un projectile dans une cible,

procédé de mise en forme rapide comprenant entre autres 'emboutissage rapide

et ’'usinage a grande vitesse,

fragmentation par explosion,

torsion rapide d’un tube a paroi mince,

’écoulement plastique des matériaux peut devenir instable et conduire a une loca-
lisation intense de la déformation plastique. Par localisation de la déformation, on
entend que la déformation prend dans une zone étroite, une valeur bien plus grande
qu’ailleurs (Molinari, [Mol85]). Cette localisation de la déformation est un phéno-
méne couramment observé, sous forme de bandes de cisaillement, dans les matériaux

tels que les métaux, les polyméres, ainsi que les roches. La formation de bandes de
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Premiére partie CHAPITRE 1. Introduction

cisaillement est souvent précurseur immédiat de rupture de type ductile. Les bandes

de cisaillement peuvent étre classées en deux catégories:

1. les bandes de cisaillement isothermes, pour lesquelles ’adoucissement thermique

joue un réle négligeable,

2. les bandes de cisaillement “adiabatique” (BCA) pour lesquelles I’adoucissement

thermique est un facteur essentiel du développement de I'instabilité.

Fic. 1.1 — Bande de cisaillement (largeur 17 pm) dans un copeau d’acier.

Dans ce rapport, nous limitons notre intérét aux bandes de cisaillement adiaba-
tiques que nous noterons dans la suite BCA. Thermodynamiquement, un processus
adiabatique est défini comme un processus dans lequel aucun échange de chaleur n’est
réalisé entre le systéme étudié et son environnement. Le terme adiabatique attaché
aux bandes de cisaillement adiabatiques doit &tre compris dans le sens suivant : si le
phénoméne de déformation est rapide, 1’énergie calorifique créée par la déformation
plastique n’a pas le temps de diffuser vers les parties froides de la structure, sauf dans
le voisinage des zones déformées ou il existe un fort gradient de température. Les

effets de conduction pousront donc étre significatifs dans le voisinage d’une BCA.

- 10 -



Premiére partie CHAPITRE 1. Introduction

1l est intéressant de noter I’analogie entre la formation d’une BCA et un processus au-
tocatalytique : en effet, une augmentation de la vitesse de déformation dans une zone
étroite entraine un accroissement local de la température qui, a son tour, engendre
une élévation locale de la vitesse de déformation, et donc un nouvel accroissement de
la température.

Les BCA peuvent étre dans certains cas clairement observées dans les aciers en
raison de leur apparence blanchétre, figure 1.1. Le matériau constituant cette bande
blanche a généralement été identifié comme de la martensite. Cette transformation
de phase est die a 1’échauffement élevé & intérieur de la bande, suivi d’un refroidis-
sement rapide.

Les premiéres interprétations modernes sur le mécanisme de formation des BCA
au cours d’une déformation rapide sont attribuées & Zener et Hollomon [ZH44] : I'éner-
gie de déformation plastique d’un matériau est en grande partie convertie en chaleur.
Si la vitesse de déformation est élevée, la chaleur n’a pas le temps de diffuser loin
de la région déformée. Ceci conduit & un adoucissement thermique local. Si la dimi-
nution de la contrainte d’écoulement, diie & ’adoucissement thermique, devient plus
importante que I’accroissement de cette contrainte, dit a ’écrouissage, I’écoulement
plastique devient alors instable et la déformation jusqu’alors homogene cede place a
une déformation localisée. Une condition nécessaire & la formation de BCA est une
production locale suffisante de travail plastique, dans un intervalle de temps plus
court que celui nécessaire & la diffusion de la chaleur loin de la zone de déformation
plastique.

Différents types d’approches, analytiques et/ou numériques sont utilisées pour
étudier la localisation de la déformation plastique. Ces approches ont un double ob-

jectif:

1. établir les conditions nécessaires et suffisantes au démarrage de la localisation

- 11 -



Premiére partie CHAPITRE 1. Introduction

2. connaitre I'influence de divers effets sur l'initiation du processus par des études

paramétriques

Litonski [Lit77] utilise la méthode des différences finies pour étudier I'influence
des imperfections géométriques sur la localisation de la déformation dans un tube de
torsion. Le matériau est thermo-viscoplastique. Le processus de déformation est adia-
batique et la production de chaleur diie aux déformations plastiques est considérée.
Les analyses de stabilité linéaires ont permis déxaminer les conditions de stabilité
et/ou de démarrage de la localisation a travers I’étude de la stabilité des solutions
homogenes fondamentales.

Clifton [Cli80] présente une analyse de perturbation linéaire sur un modele de ci-
saillement simple incluant les effets de conduction thermique, écrouissage, sensibilité
3 la vitesse de déformation et adoucissement thermique. Bai [Bai82] considére le pro-
bléme dynamique par une analyse de perturbation similaire. Fressengeas et Molinari
[FM85] examinent, par une modélisation unidimensionnelle de la déformation en ten-
sion uniaxiale, 'influence des forces d’inertie et des effets thermiques sur la ductilite.
Ils mettent en évidence la faible participation des effets dynamiques au phénomene
de localisation de la déformation plastique quand la vitesse de déformation n’est pas
trop élevée. Anand et al. [AKS87] présentent une généralisation tri-dimensionnelle de
I’analyse de perturbation linéaire pour initiation de la localisation. Ils considerent un
matériau isotrope, incompressible, viscoplastique et tiennent compte des propriétés
d’écrouissage, de sensibilité & la vitesse de déformation et d’adoucissement thermique.
Molinari [Mol85], Fressengeas et Molinari [FM87] étudient le taux de croissance relatif
des perturbations et obtiennent ainsi un bon accord avec les résultats non-linéaires,
contrairement 3 Burns [Bur82] ou Shawki et al. [SCMB83] qui s’intéressent au taux
de croissance absolu des perturbations. La méthode de perturbation relative, [Mol85]
et [FM87], prend en compte I'aspect instationnaire de la solution de base et les au-
teurs obtiennent des critéres de stabilité plus proches de la notion de localisation. Un

probléme associé & la plupart des analyses précédentes concerne la solution homo-
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Premiére partie CHAPITRE 1. Introduction

gene fondamentale, qui est en général, instationnaire. Les conclusions obtenues par
la théorie linéarisée des perturbations peuvent s’appliquer dans ce cas, si 1’évolution
de la solution fondamentale homogene est plus lente que le taux de croissance de la
perturbation.

Des analyses non linéaires permettent d’obtenir les solutions exactes pour des
cas particuliers. Ainsi, Molinari et Clifton [MC83, MC87] obtiennent des critéres de
localisation pour les matériaux thermo-viscoplastiques en utilisant une modélisation
simplifiée de la déformation en cisaillement simple. Le modéle néglige la déformation
élastique, les effets d’inertie et de conduction. Ces études permettent de déterminer
la localisation de la déformation pour un matériau et une imperfection géométrique
donnés. Shawki [Sha83] procéde a un grand nombre de simulations numériques sur
la formation des BCA durant des déformations en cisaillement simple pour plusieurs
lois de comportement et différentes conditions aux limites. Wright et Batra [WB85b]
effectuent une analyse non-linéaire par la méthode des éléments finis en utilisant un
maillage uniforme de la zone cisaillée. Ils ont montré I'influence de la perturbation
sur la vitesse de développement de la localisation. Un probleme rencontré lors des
simulations par éléments finis est 1'instabilité du schéma numérique pendant le dé-
veloppement des instabilités physiques, voir par exemple Wright et Batra [WB85a],
Clifton et al. [CDS84]. Pour éviter ce probléme, Wright et Walter [WW88] utilisent
alors un maillage irrégulier, raffiné dans la partie centrale de la zone cisaillée, et ana-
lyse de maniére précise le stade final de la localisation pour un matériau rigide, non
écrouissable.

Des observations expérimentales, a ’aide du dispositif des barres de Kolsky en tor-
sion, sur la localisation de la déformation (Marchand et Duffy [MD87]) permettent
de dégager trois étapes dans le processus de déformation plastique, figure 1.2. Le
premier stade correspond a un état de déformation homogéne. Le stade 2 débute au
maximum de la contrainte. La contrainte décroit faiblement au cours du stade 2, et

une instabilité de ’écoulement se développe lentement. Le stade 3 correspond a la

- 13-



Premiére partie CHAPITRE 1. Introduction
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FIG. 1.2 — Courbe contrainte-déformation d’aprés Marchand et Duffy [MD87]

chute rapide de la contrainte entrainant la formation d’une BCA (stade 3). La figure
1.2 d’aprés Marchand et Duffy [MD87] est une courbe type contrainte-déformation
montrant les niveaux de déformation pour les différents stades du processus de défor-
mation plastique. Habituellement, pour un matériau thermo-viscoplastique, I’écrouis-
sage est plus important que ’adoucissement thermique au début de Iz déformation
(stade 1) et I’écoulement plastique est stable. Pour des déformations plus importantes,
I’écrouissage diminue (stade 2) et finalement, les effets stabilisants de ce dernier sont
annihilés par les effets déstabilisants de 1’adoucissement thermique qui deviennent
prépondérants (stade 3). C’est & ce moment que la localisation se développe de fagon
importante. Il existe donc une compétition permanente entre 1’écrouissage et 1’adou-

cissement thermique dans un matériau thermo-viscoplastique.

1.2 Solutions stationnaires: préliminaires

Considérons un matériau infiniment ductile soumis & de grandes déformations
plastiques. Nous procédons & ’analyse compléte de ce probleme en étudiant d'une

part la phase transitoire de la déformation plastique (localisation de la déformation)

- 14 -



Premiére partie CHAPITRE 1. Introduction

et en considérant d’autre part que I’écoulement plastique est susceptible de tendre
vers un régime stationnaire (existence des solutions stationnaires et analyse de leur
stabilité).

L’intérét d’un régime stationnaire dépend beaucoup du domaine d’application

considéré. Deux problémes pratiques peuvent étre cités pour leurs conclusions diffé-
rentes. Dans le domaine de la géophysique et plus particulierement dans 1’étude de
la tectonique des plaques, ’écoulement viscoplastique dans 1’asthénosphere, zone qui
découple les plaques lithosphériques du manteau sous-jacent [Ler91], tend & évoluer
vers un état stationnaire stable qui agit comme un attracteur.
Par opposition, dans les essais de torsion sur les barres de Kolsky, pour une longueur
et un temps caractéristique trés différents du probléme géophysique, la phase transi-
toire dans un échantillon métallique conduit généralement & la rupture de ’éprouvette.
Cette rupture (ductile) apparait avant que I’écoulement plastique ait atteint le régime
stationnaire vers lequel il évolue.

La plupart des études menées sur la localisation de la déformation supposent un
effort constant ou une vitesse constante prescrits a la frontiére. Nous introduisons
ici une condition & la limite mécanique mixte, correspondant & une relation linéaire
entre la contrainte d’écoulement et la vitesse. Deux problémes unidimensionnels sont
considérés : une analyse de stabilité non linéaire des états stationnaires dans les écou-
lements en cisaillement et la simulation de la localisation de la déformation au cours
d’essais & grande vitesse de déformation avec le dispositif expérimental des barres de
Kolsky en torsion. Ces deux problémes, étudiés pour montrer I'influence de la condi-
tion mixte, partagent la méme géométrie, une couche de longueur infinie et d’épais-
seur finie, et le méme chargement, un mode de déformation global en cisaillement.
Les effets considérés au cours de cette étude sont notamment l'inertie, ’écrouissage
du matériau, la sensibilité & la vitesse de déformation, le couplage thermo-mécanique,
la conduction et I’adoucissement thermiques. L’analyse de stabilité non linéaire des

états stationnaires présentée ici est extension d’un travail antérieur réalisé par Leroy
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Premiére partie CHAPITRE 1. Introduction

et Molinari [LM92] sur la stabilité linéaire des états stationnaires en cisaillement. Une
loi puissance et une fonction exponentielle expriment respectivement la dépendance
de la contrainte de cisaillement en fonction de la vitesse de déformation et de la tem-
pérature. Le role des conditions aux limites sur la stabilité des états stationnaires
est discuté par Joseph pour un systéme de bobinage électrique [Jos65b], similaire au
probléme thermomécanique étudié ici, ainsi que pour les écoulements de Couette et
Poiseuille avec frottement [Jos65a).

Dans un essai avec les barres de Kolsky, il est possible d’obtenir des conditions
aux limites mixtes. En effet, la réflexion de 'onde incidente & I’intérieur des limites de
’échantillon rend la contrainte presque homogéne et une analyse des caractéristiques
permet d’établir que la condition exacte & la limite au cours d’une grande partie de
Pessai est une relation linéaire entre la contrainte de cisaillement et la vitesse relative
des deux extrémités de la barre. La stabilité lindaire des états stationnaires dans des
écoulements laminaires avec des conditions aux limites mixtes est étudiée par Leroy
et Molinari [LM92]. Les auteurs montrent que si 'on ne tient pas compte du cas de
pilotage en force, il existe au plus trois et au moins un état stationnaire qui vérifient
les conditions aux frontieres mixtes. Si trois états stationnaires sont admissibles, alors
un état, situé sur la branche sous-critique est toujours stable et les deux autres sont
sur la branche super-critique. Le domaine super-critique se révele étre instable pour
un domaine intermédiaire de vitesses. L'un des deux états stationnaires admissibles de
la branche super-critique peut se trouver dans ce domaine et peut étre par conséquent

instable.
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CHAPITRE 2

Modélisation du probleme,
hypotheses et équations

2.1 Hypothéses du modele

Le modele choisi pour étudier la localisation de la déformation est une bande
d’épaisseur finie et de longueur infinie soumise & un mode global de déformation en

cisaillement simple. Ce modele est présenté sur la figure 2.1.

y

FI1G. 2.1 — Bande de longueur infinie soumise & un mode globsl de déformation en
cisaillement simple avec condition d la frontiére mizte entre contrainte de cisaillement
et vitesse.

Cette bande est composée d’un matériau thermo-viscoplastique. L’axe y, dont

Vorigine se situe au centre de la bande est perpendiculaire & la zone de cisaillement,
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Premiére partie CHAPITRE 2. Modélisation du probléme

figure 2.1. Dans ce chapitre, les différentes hypothéses choisies et les équations sont
présentées dans un contexte unidimensionnel général, les variables sont définies en
fonction de la position § et du temps i. Les effets d’inertie et de la conduction ther-
mique sont pris en compte dans la modélisation du probleme. L’analyse dimension-
nelle de I’étude analytique présentée par Leroy et Molinari [LM92] est adoptée en

section 2.3.

2.2 Formulation lagrangienne du probleme

L’équation de conservation de la quantité de mouvement pour une couche d’épais-
seur constante, se réduit pour ’analyse unidimensionnelle a:

o . 8

5 =g (2.1)
Dans cette relation, 7 est la contrainte de cisaillement et po la masse volumique
du matériau. Les effets d’inertie seront utilisés au cours de I’étude de la localisation
(Chapitre 4) pour valider 'approche quasi-statique. La vitesse 9, d'une particule dans
la bande, est reliée a la vitesse de déformation 1‘/ par la condition de compatibilité
cinématique:

.9

L’évolution de la température g est gouvernée par 1’équation de la chaleur:

.00 0% a0
pobos = /\ag2 = K,Ta—g (2.3)

Les coefficients & et A représentent respectivement la capacité calorifique et le coeffi-
cient de conduction thermique. Le coefficient de Taylor-Quinney &, compris entre 0.9
et 1.0, traduit la fraction de travail plastique dissipée sous forme de chaleur.

Nous supposons que-ie matériau obéit & une loi de comportement qui exprime
la contrainte de cisaillement par une fonction de la vitesse de déformation, de la

température et de la déformation plastique cumulée:

#=4" exp (—48) G(v) (24)
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Dans cette relation, m et ,3 sont la sensibilité & la vitesse de déformation et le coef-
ficient d’adoucissement thermique. La fonction exponentielle en température peut
étre interprétée comme une approximation de la loi d’Arrhénius et le coefficient B
traduit alors une énergie d’activation. La fonction G('y) représente I’écrouissage du

matériau en fonction de la déformation plastique cumulée «, elle est donnée par:

G(7) = 7o |1 + (hy — 1) tanh (l>] (2.5)

Yo

Dans cette relation, 7y est une contrainte de référence, h; le coefficient de satura-
tion de ’écrouissage et 7o représente la déformation nominale a partir de laquelle
I’écrouissage devient négligeable. Les conditions aux limites inhérentes & ce probleme

sont présentées 3 la suite de l'analyse dimensionnelle.

2.3 Analyse dimensionnelle

Nous reportons ici ’analyse dimensionnelle de Leroy et Molinari [LM92], qui dé-
finissent les variables sans dimension:
o

—, T =
0 tc

(2.6)

=]

ott do représente la température de référence externe. Toutes les longueurs sont nor-
malisées par rapport a la demi-largeur d de la bande. La variable temporelle ¢ est

normalisée par le temps caractéristique de conduction tc défini par le rapport :

ic = °§d2 (2.7)

o

La contrainte de cisaillement est normalisée par une contrainte de référence 7r, ex-

primée par:
#r = FolFolc) ™™ (2.8)

A partir de cette analyse, les équations (2.1, 2.2, 2.3, 2.4) peuvent étre écrites sous

forme adimensionnelle:

or ov

ay pa (29&)
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. Ov
y = (9_y (2.9b)
06 0% Ov
—a—t —_ a_yz = kTa_y (2°9C)
T =4"exp[~-B(8 — 1)] G(v) (2.9d)

Le nombre sans dimension k dans le membre de droite de I’équation (2.9¢), est le
rapport du temps caractéristique tg sur le temps caractéristique de conduction tc.
Le temps caractéristique de production de chaleur, tg, est obtenu en considérant

’équation énergétique en régime stationnaire et a pour expression:

A
A

~ TRd2
2= 35 (2.10)

La fonction G(v) dans la relation (2.9d) est exprimée par:

G(v) = |1+ (ho — 1) tanh <l)} (2.11)

Yo
Pour le systéme d’équations aux dérivées partielles (2.9) qui décrit le cisaillement
un matériau thermoviscoplastique, nous considérons dans ce qui suit les conditions
d’ t th plastique, d d q 6l dit

aux limites attachées & ce probleme.

2.4 Conditions aux limites
Les conditions thermique & la limite sont supposées isothermes:
6=1 pour y = %1 ' (2.12)

Des conditions mixtes 3 la limite, proposées par Leroy et Molinari a partir d’une

étude des caractéristiques de la pro})a.ga.tion des ondes dans les barres éla.stique:s de

Kolsky [L.M92], sont utilisées:

2

T+ q—bvly=_1 =7 pour y = —1 (2.13a)
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2
T — $v|y=+1 =0 pour y = +1 (2.13b)

Dans ces deux relations, ¢ et 7 sont deux paramétres caractérisant les conditions de
chargement mixtes inhérentes aux essais de torsion de métaux avec le dispositif expé-
rimenta] des barres de Kolsky. Pour ce dispositif et les caractéristiques de ’échantillon
données par Marchand et Duffy [MD87], le parametre & est négatif et a pour valeur
-1.66 10® m/(sPa). Le paramétre ¥, dans I’équation (2.13a), est relié a 'amplitude de
I’onde incidente, voir annexe B. Cette contrainte est dépendante du temps au cours de
la montée en charge dans ’essai de torsion sur les barres de Kolsky, mais est supposée

constante si les états stationnaires sont étudiés.
Remarque:

Les états stationnaires et les solutions quasi-statiques du probléeme modélisé par
le systéme d’équations aux dérivées partielles (2.9) sont supposés symétriques par
rapport au centre de la zone de cisaillement, permettant ainsi de limiter notre analyse
4 la partie supérieure de la bande.

Par conséquent, le flux de chaleur & l'origine de 'axe y est fixé:
6,=0 pour y =0 (2.14)

Les vitesses en y = 0 et y = 1 sont alors relatives & un observateur placé au centre

de ’échantillon, ainsi:
v=0 pour y =0 (2.15)
La condition mixte & la frontiere s’écrit :

Vly=1 — % (‘r - %) =0~ poury =1 (2.16)
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CHAPITRE 3

Solutions stationnaires, existence
et stabilité linéaire

Ce chapitre concerne la présentation des solutions stationnaires de I’écoulement
plastique et une analyse linéaire de leur stabilité. Une interprétation des conditions
de stabilité est donnée pour une relation linéaire entre contrainte et vitesse a la
frontiere exprimée par la relation (2.16). Pour cette analyse, la condition de régime
stationnaire implique ’absence d’effets d’inertie et par conséquent une contrainte de
cisaillement homogene sur I’échantillon. Les solutions stationnaires sont symétriques
par rapport au centre de la bande. Nous limitons donc I’analyse dans ce chapitre a la

partie supérieure de la bande (0 <y < 1).

3.1 Approche analytique

L’approche analytique des solutions stationnaires a été effectuée par Leroy et
Molinari [LM92]. Chen et al. [CDMMS89] ont étudié le cas particulier du coefficient '
de sensibilité & la vitesse de déformation égal & I’unité et d’une contrainte imposée
constante. Les solutions analytiques de I’écoulement stationnaire sont rares pour cette
classe de prohlémes. Pour une loi de comportement ol Ja sensibilité & la température
est exprimée par une fonction exponentielle, équation (2.9d), il est possible d’obtenir

un tel résultat analytique. Suivant Leroy et Molinari, le profil des températures sur
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’échantillon est donné par:

=0 210 ot (2) o1

oll Z est une fonction de la contrainte de cisaillement 7, et de la température au

centre de 1’échantillon 6, :

Z(0p,7) =14/ ;’%k'r”'(l/m) exp [%(05 - 1)] (3.2)

En raison de la condition & la frontiere isotherme (2.12), la fonction Z doit vérifier la

cosh (§)= exp (é%(e,, - 1)) (3.3)

La vitesse et son gradient sont exprimés par:

relation suivante:

m Z VA
v = Thr tanh (—2—3/) (3.4)
y = Eg?—sechz Z (3.5)
7= B % 9Y ’

Une méthode permettant de décrire simplement ’ensemble des états stationnaires est
d’utiliser la température 8 au centre de échantillon comme parametre. Ainsi, pour
chaque valeur de 8y, la fonction Z est déterminée par la condition a la limite (3.3), et
la contrainte de cisaillement est calculée & partir de la définition de Z, relation (3.2).
Les distributions de températures, vitesses et vitesses de déformation sur I’échantillon
sont alors completement déterminées.

Le résultat de cette procédure est la construction de la courbe présentée sur la fi-
gure 3.1. Chaque point de cette courbe définit la solution d’un écoulement station-
naire correspondant 3 la température au centre ;. De fagon équivalente, on peut
paramétrer cette courbe par la vitesse au bord vj,=;. La contrainte de cisaillement
augmente avec 1'élévation de la vitesse & la frontiére jusqu’a un maximum noté ¥,
correspondant 3 une vitesse au bord V* et une température au centre 6y, pour dé-
croitre par la suite. La forme de cette courbe résulte de la concurrence des effets

visqueux et thermiques.
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Contrainte de cisaillement T

Vitesse au bord (y=1)

Fia. 3.1 - Representatzon schématique de l’ensemble des solutions stationnaires.
La vitesse au bord, U=y, est normalisée par les variables d = 1.25 1072 m et
{c = 0.113 s.

En l’absence de sensibilité & la température dans la relation constitutive (2.9d),
cette courbe correspondrait & une loi puissance dont I’exposant serait m. Ceci est
observé figure 3.1, pour des vitesses inférieures & V*, pour lesquelles I'influence de
la température est faible. Cependant, pour des vitesses plus élevées, ’adoucissement
thermique devient important et conduit & un maximum dés que la température au

centre atteint approximativement :

4m
0, ~1+4+ -— .

d’apres ’étude analytique de Leroy et Molinari [LM92]. La relation (3.6) prédit que
la température critiave, qui délimite les branches sous-critique et super-critique, ne
dépend pas du nombre sans dimension k, mais uniquement du rapport m /3. Pour une
augmentation de 3, ’adoucissement thermique a pour effet de réduire 8;. A Uinverse,
la température critique 0, au centre de la bande, croit pour des grandes valeurs du

coefficient de sensibilité a la vitesse de déformation m.
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3.2 Existence du régime stationnaire
L’existence d’une solution stationnaire dépend du type de conditions aux limites,
figures 3.2 et 3.3. Ainsi, trois types de conditions aux limites peuvent &tre considérées:

Pilotage en vitesse: ¢ =0

il existe toujours une solution stationnaire (droite (a) sur la figure 3.2).

Pilotage en force: ¢ = —o0

la contrainte de cisaillement doit étre inférieure & 7 (droite (c) sur la figure 3.2) pour
garantir Uexistence de solutions stationnaires. Dans cette configuration (r <71l
existe alors deux états admissibles, un sur la branche sous-critique et 'autre sur la

branche super-critique.

B
P
k=
g
2
=S (I NU R ©.
3]
(]
=]
L
.C‘.
g
Q
Q
051
L L L 2 1 I L L L ] ) n A L i L T
0 10 20 30

Vitesse au bord (y=1)

FIG. 3.2 — Ezistence du régime stationnaire pour un pilotage en vitesse (condztzon
(a)) et un pilotage en force-(conditions (b) et (c)). -

Condition mixte a la limite:

I’existence du régime stationnaire dépend alors des parameétres ¢ et 7, figure 3.3.

Suivant leurs valeurs, le nombre d’états stationnaires admissibles peut varier de 1 a
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3, si nous excluons le cas limite ol ¢ ++ —oo correspondant au pilotage en force.

1.0 ¢
2 08}

0.6

0.4
0

v(y=1)

FIc. 3.3 — Contrainte de cisaillement et vitesse au bord pour un écoulement sta-
tionnaire (courbe pleine) et représentation des conditions auz limites miztes (lignes
pointillées).

Les intersections des deuz types de courbes définissent les états stationnaires admis-
sibles qui sont au plus au nombre de trois (par ezemple, les points 3a, 3 et 3b). Les
conditions de stabilité neutre sont rencontrées pour les points 1 et 2 (cf. zoom) oi la
pente de la courbe est égale d celle des conditions auz limites maztes.

Les différents cas sont illustrés sur la figure 3.3. Pour une valeur donnée de ¢, il
existe un domaine de 7 pour lequel trois états stationnaires sont admissibles. Sur la
ﬂgure 3.3, les intersections avec I’axe des ordonnées, des deux droites passant par les
points 1 et 2, permettent de déterminer ce domaine. Pour 7 a I’extérieur du domaine,
un état stationnaire unique est a.dmissible‘. tel que le point 4 sur la figure 3.3. Ces états
stationnaires admissibles pourraient étre interprétés comme I’évolution a long terme
d’un écoulement soumis & un mode de déformation en cisaillement. Ils pourraient agir
comme attracteurs s’ils étaient stables. Ces états stationnaires sont instables dans le

cas d’un pilotage en force s'ils se situent sur la branche super-critique. A D'inverse,
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tous les états stationnaires sont stables si la vitesse & la frontiére est imposée. Cette
influence de la condition & la limite sur la stabilité est essentielle pour le probleme
considéré ici. En effet, 1’évolution du processus de localisation conduit a une telle
augmentation de température que les états stationnaires susceptibles d’étre atteints
se trouvent sur la branche super-critique. Toutefois, ces états stationnaires peuvent
seulement agir comme attracteurs si la vitesse est controlée, comme dans ’étude de
Wright et Walter [WW88]. Cependant, les conditions aux limites appropriées pour
la majeure partie de 1’essai de la barre de Kolsky en torsion sont les conditions aux
limites mixtes introduites en (2.16)..Dans la section suivante, nous présentons une

analyse de stabilité des états stationnaires pour des conditions aux limites mixtes.

3.3 Stabilité des états stationnaires pour des con-
ditions aux limites mixtes

3.3.1 Résultats de l’anaiyse de stabilité linéaire

Nous rappelons dans cette section les résultats donnés par Leroy et Molinari
[LM92] pour ’analyse de stabilité linéaire du régime stationnaire. Nous avons vu pré-
cédemment que ’existence de solutions stationnaires dépend du choix des conditions
aux limites. La stabilité de ces états en dépend également. Ainsi, si nous considérons
une courbe type de 'ensemble des états stationnaires (figure 3.1), et si la condition a
la limite correspond & un controle en vitesse, alors toutes les solutions stationnaires
sont stables. Pour un probléme ol la force est imposée, la courbe se décompose en
deux parties: une branche sous-critique, & gauche du maximum, sur laquelle les états
stationnaires sont stables, et une branche super-critique, & droite de la contrainte
maximale 7*, pour laquelle I’écoulement stationnaire est instable.

Concernant la condition 3 la limite mixte, il existe une “fenétre” sur la branche super-
critique, qui définit le domaine d’instabilité, en dehors duquel les états stationnaires
sont stables. Les deux états qui déterminent les bornes du domaine d’instabilité, ont

pour vitesse au bord V; et V5 respectivement (figure 3.4), et vérifient la condition de
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stabilité neutre. Pour ces deux vitesses, la pente de la courbe vjy=; ~+ 7 est égale
a la pente de la droite définie par la condition a la limite mixte conformément a la

relation (2.16), un résultat que nous allons maintenant démontrer.

1.2 Domaine
i d’instabilite

Etat stationnaire

/ instable

Contrainte de cisaillement T

0.6 Points de stabilité
] neutre

04—t
0

Vitesse au bord v(y=1)

FI1G. 3.4 — Représentation du domaine d’instabilité pour des conditions aux limites
miztes.

L’inverse de la pente de la courbe des états stationnaires est exprimé par la rela-
tion:

dv 8 v 07
7 = 50 (2n) )+ oo (3.7)

Les différents termes de cette expression sont déterminés & partir des relations (3.2),
(3.3) et (3.4) aprés élimination de §;, dans la définition de Z (3.2). Le résultat obtenu

est:

= . s

dv _ m Z |5t (Zsech’ (£) +tanh (%)) Z
Py g Ttamh (Z) =1 et (E) (38)

Nous pouvons identifier dans ce résultat [’expression de ¢° caractérisant le parametre

critique de stabilité neutre, déterminé par une analyse de stabilité linéarisée (Leroy
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et Molinari [LM92]), et donné par la relation:

tanh (£
); 08 (1)) 4 tanh (g)] (3.9)
2

La pente de la courbe des états stationnaires ayant une stabilité neutre peut donc

go-in 2 [0

T B kr? Z tanh

étre exprimée en fonction du parametre ¢° par la relation:

dr 2
= pE (3.10)
Leroy et Molinari montrent que le domaine d’instabilité, ¢'il existe, correspond 2 un
domaine sur la branche super-critique, délimité par les vitesses V; et V2, qui statisfont
la relation (3.10). La stabilité est donc assurée pour des vitesses faibles ou élevées.
L’interprétation, par une analyse de stabilité linéaire, de 1'évolution de I’écoule-
ment plastique, depuis un état stationnaire instable vers un éventuel attracteur, ne
fournit aucune indication sur le temps nécessaire & la modification de régime d’écou-

lement. Pour cela, nous présentons maintenant les résultats d’une analyse de stabilité

non linéaire des états stationnaires que nous effectuons d’une maniere systématique.

3.3.2 Etude de stabilité non linéaire

Nous nous intéressons maintenant & 1’évolution dans le temps d’une perturbation
infinitésimale sur les états stationnaires instables. Cette analyse non linéaire, nécessite
de recourir 3 une méthode numérique. Nous utilisons ici la méthode des éléments finis
dont la formulation est présentée en annexe A. Deux séries de calculs sont reportées.
Dans la premiére série, nous choisissons une valeur constante du parametre ¢ de ma-
niére & ce qu’il existe un domaine instable pour les états stationnaires, sur la branche
super-critique. Nous commengons les calculs depuis un état stationnaire instable, le
point 3 de la-figure 3.3 par exemple. Puis nous perturboas le systéme en modifiant
la distribution des températures. Nous analysons ainsi I'influence de la perturbation
sur la stabilité des états statiomnaires et sur le temps nécessaire au développement

de Dinstabilité. La seconde série de calcul permet d’analyser 'influence du parametre
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¢, qui intervient dans la condition a la limite (2.16), sur ’évolution de 1’écoulement

plastique vers un attracteur potentiel, pour une perturbation d’amplitude constante.
Influence de la perturbation

Une premiéere série de calcul est donc réalisée afin d’étudier ’influence de la per-
turbation (amplitude et signe) sur le développement de P’instabilité. Les parameétres

adimensionnels utilisés dans les calculs sont:

B=033,m=0.18
(3.11)

¢ =-100.0 , £ = 0.404
Ces valeurs ont été choisies de maniere a obtenir une bonne visualisation de la zone
sous-critique pour la courbe des états stationnaires, avec ¢ proche de sa valeur réelle
dans ’essai de torsion avec les barres de Kolsky. Le rapport 3/m utilisé ici corres-
pond au dixiéme de celui trouvé pour le matériau HY-100. Le point de départ de
ces calculs correspond a une solution stationnaire instable, point 3 de la figure 3.3.
Nous appliquons & la solution homogeéne initiale différents types (positif ou négatif)
et différentes tailles de perturbation (107! < 46 < 107*). L’imperfection est intro-

duite en appiiquant au champ de température une variation linéaire de la taille de Ia

perturbation, voir figure 3.5.

0
1+66 -
1 I
0 1Y

F1G. 3.5 — Modélisation de ’imperfection sur le champ de température. Le profil de
température est donné par la relation: 6§ = §0(1 —y) + 1.
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30

s0=10" 80=102 S0=10"° BO=10"

Vitesse au bord v(y=1)

o 2 4 6 8 10 12
Temps

F1G. 3.6 — Influence d’une imperfection en température sur le développement d’une
instabilité d partir d’un état stationnaire instable.

Les variables d = 1.25 10~3 m et ic = 0.113 s, sont utilisées pour normaliser le temps
(t = t/ic) et la vitesse & la frontiére (vy=y =¥ X ic/d).

Sur la figure 3.6, V) et V; identifient le domaine de vitesses pour lequel le régime
stationnaire est instable. Nous suivons I’évolution de la vitesse & la frontiere au cours
du temps, normalisé par le temps caractéristique de conduction {c. Pour une ampli-
tude de perturbation §0 = 10~*, nous observons une période de latence d’une durée
approximative de 4 x f¢. Les effets de la perturbation sur la période de latence sont
de type logarithmique: diviser par 10 la taille de la perturbation revient & augmenter
de 2 x tc le retard dans le développement de 'instabilité. Cette période de latence
est suivi par le développement rapide de 'instabilité sur un intervalle de temps de
’ordre du temps caractéristique de conduction, indépendamment de la perturbation
appliquée. La taille de I'imperfection n’affecte pas le choix de 1’état stationnaire at-
teint apres développement de l'instabilité contrairement au signe de la perturbation

comme le montre la figure 3.6 pour laquelle les perturbations négatives conduisent
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3 la solution stationnaire définie par le point 3a sur la figure 3.3 (sur la branche

sous-critique) et les perturbations positives conduisent au point 3b (sur la branche

sur-critique) de la méme figure 3.3.

Influence du parametre ¢

Nous regardons maintenant I'influence du parametre ¢ apparaissant dans la condi-
tion a la limite mixte (2.16), sur le développement et I’évolution du régime stationnaire
instable défini par le point 3 sur la figure 3.3. Les résultats de cette série de calculs
sont illustrés sur la figure 3.7. Les paramétres adimensionnels correspondent 2 (3.11)
pour une perturbation 60 = :I:10‘3..7 ies différentes valeurs utilisées pour ¢ sont ¢ /2,
br, 4/3 X br et 2 X ¢g. ¢ correspond & la valeur réelle de ¢ pour les propriétés

du dispositif expérimental de Kolsky données par Marchand et Duffy [MD87], voir

annexe B.
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FIG. 3.7 - Influence du paramétre ¢ sur un écoulement stationnaire instable.
Le défaut appliqué au champ de température pour les différents calculs présentés cor-

respond d 80 = +1073.
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Comme nous l’avons souligné dans la précédente série de calculs, ’état stationnaire
qui joue le role d’attracteur dépend du signe de I'imperfection appliquée au champ de
température du régime stationnaire initial. Pour des valeurs absolues de ¢ élevées (2%
&% par exemple), condition & la limite proche du contrdle en force, nous observons que
D’instabilité se développe et atteint un nouveau régime stationnaire plus rapidement
que pour des faibles valeurs absolues de ¢y. Le parametre limite ¢ détermine la
position du nouvel état stationnaire vers lequel évolue le régime instable sur la courbe
7 = f(v]y=1)- Ainsi, la vitesse atteinte & la frontiere est plus importante aux grandes
valeurs absolues de ¢.

Nous observons sur la figure 3.7 que ’action de ¢ est prépondérante sur le retard dans
le développement de 'instabilité (période de latence) — qui reste au moins égal au
temps caractéristique de conduction (méme pour des grandes valeurs de ¢) montrant
ainsi I'importance des effets de conduction dans ce processus - et également sur la
pente de la courbe au cours du développement rapide de ’instabilité. Les résultats
sont présentés sur la figure 3.7 olt I'on remarque des domaines d’instabilité différents

suivant la valeur de ¢ étudiée.

3.4 Conclusion

Dans ce chapitre, nous nous sommes intéressés & I'influence d’une condition ala
limite mixte, définie par une relation linéaire entre la contrainte de cisaillement et
la vitesse & la frontiére, sur la stabilité des états stationnaires. Dans cette relation
(équation (2.16)), le parameétre ¢ détermine la pente de la condition mixte et 7 sa
position dans le plan (7,v|y=1). Les valeurs pour ¢ de 0 et —oo correspondent res-
pectivement 3 des conditions de chargement en contréle de vitesse et en controle de
force.

Les résultats importants de ce chapitre concernent I'influence du parametre detde
la perturbation sur la sélection d’un état stationnaire stable. Dans cette analyse non

linéaire, deux états stationnaires stables agissent comme attracteurs sur le systeme
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étudié qui évolue d’un état instable vers un état stable. Cet état est situé soit sur la
branche sous-critique si la perturbation décroit immédiatement le champ de tempé-
rature, soit sur la branche super-critique dans le cas contraire. Le temps nécessaire
au démarrage de 'instabilité, période de latence, est lié a I’amplitude de la pertur-
bation (effets de type logarithmique). L’intervalle de temps, depuis le développement
rapide de l'instabilité jusqu’a 'attracteur, est de I’ordre du temps caractéristique de
conduction, indépendamment de la perturbation appliquée. Le parametre ¢ déter-
mine la vitesse & laquelle I'instabilité se développe et la position de ’attracteur. Plus
la valeur absolue de ¢ est grande, plus vite se développe l'instabilité et plus grande
est la vitesse de ’attracteur.

Dans le chapitre suivant, nous concentrons notre attention sur le régime post-
critique de la déformation plastique. Nous analysons I'influence des états stationnaires
“attracteurs”, définis par la condition & la limite mixte, sur le processus de localisation

dans 1’expérience des barres de Kolsky en torsion.
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CHAPITRE 4

Etude de la localisation

Nous étudions maintenant la localisation de la déformation plastique conduisant a
]a formation de bandes de cisaillement adiabatiques (BCA). Les bandes de cisaillement
adiabatiques considérées ici sont celles qui apparaissent au cours des essais a grandes

vitesses de déformation avec le dispositif expérimental des barres de Kolsky en torsion.

FIG. 4.1 — Vue générale du dispositif expérimental des barres de Kolsky, Laboratoire
de Physique et Mécanique des Matériauz, université de Metz.

Une description de ce dispositif est donnée en annexe B. La modélisation de I’ex-
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périence est celle présentée au chapitre 2 et la formulation éléments finis est décrite en

annexe A. L’analyse du développement de la localisation est réalisée en trois étapes:

1. des simulations numériques quasi-statiques au cours desquelles I’écrouissage du

matériau est négligé,

2. une deuxieme série de calculs quasi-statiques tenant compte des propriétés

d’écrouissage du matériau,

3. enfin une analyse dynamique correspondant & une simulation réelle de I’essai

avec les barres de Kolsky en torsion.

Nous commencons les simulations numériques depuis un état de déformation homo-
géne et de température uniforme, correspondant a ’état de référence. Une petite per-
turbation en température est introduite pour modéliser les défauts géométriques qui
sont couramment trouvés sur la surface des éprouvettes, Molinari et Clifton [MC87].
Cette équivalence entre défaut géométrique et température est reliée a I’hypothese
d’adiabaticité de I’écoulement plastique au début de l’essai. En effet, le processus
est adiabatique avant le démarrage de la localisation: le temps caractéristique de
conduction #g & ’échelle de ’échantillon est plus important que la durée de 1’expé-
rience. Cependant, la conduction thermique est susceptible de jouer un réle important
au cours de la phase de localisation, mais sur une échelle équivalente a la largeur de

la bande en formation.
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4.1 Probléme quasi-statique sans écrouissage

Dans cette section, les effets d’inertie ne sont pas pris en compte. De méme, les
propriétés d’écrouissage du matériau sont négligées et la fonction G(7), dans la re-
lation de comportement (2.9d), est égale & la fonction unité (G(y) = 1). Le systeme
d’équations aux dérivées partielles non linéaire qui gouverne le probléeme est iden-
tique & celui énoncé en (2.9) sans le terme d’inertie dans 1’équation de conservation
du mouvement. Les conditions aux limites sont données par (2.14, 2.15, 2.16). Nous
regardons Dinfluence des paramétres de chargement ¢ et 7 sur ’évolution de I'écou-
lement plastique vers un attracteur potentiel stable. Pour cela, deux valeurs sont
choisies pour le parametre ¢ et quatres chargements (7) différents sont appliqués.
Les propriétés mécaniques utilisées pour calculer les variables sans dimension sont

énoncées ci-dessous:

Parametre Valeur
Mot eee e ciinannens 0.07
Bt 0.38
) P 54 J/mKs
A 1.25 1073 m
G ot 500 J/(kgK)
PO et 7800 kg/m?

TAB. 4.1 — Propriétés utilisées lors des simulations. Ces valeurs sont celles du HY-100
a ezception de m (0.012 en réalité).

La valeur utilisée dans cette section et la section suivante pour le coefficient m de
sensibilité & la vitesse de déformation est environ six fois supérieure & la valeur réelle
donnée pour le HY-100. Cette valeur a été choisie afin de donner une meilleure stabilité
numérique aux différentes simulations et permettre ainsi une analyse approfondie du
régime post-critique. Notons toutefois que cette valeur est physiquement acceptable
pour des métaux soumis & des températures élevées, ce qui est le cas dans cette étude.

Pour chaque couple (¢,7), le paramétre de chargement 7 croit linéairement sur
I’intervalle de temps [0-40 us], puis reste constant jusqu’a la fin du calcul. L’intervalle

de temps [0-40 us] correspond & la durée de la montée en charge pour un essal
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avec les barres de Kolsky en torsion. La perturbation introduite dans le champ de
température initial uniforme, correspond & un défaut géométrique de 4% et a pour
valeur 80 = 0.115. Les résultats de cette série de calculs sont présentés sur la figure 4.2
dans le plan contrainte de cisaillement-vitesse & la frontiére (v}y=1). La courbe pleine
représente 1’ensemnble des solutions stationnaires définies dans le chapitre précédent,
figsure 3.3. Les fleches en trait plein permettent d’observer le chemin suivi par la
déformation plastique pour chacune des simulations. Les deux conditions aux limites
oti intervient le parameétre ¢, se rapprochent d’un essai avec pilotage en vitesse.
A Vinverse, les deux simulations avec le paramétre ¢; sont plus proches du cas de

controdle en force.

Contrainte de cisaillement T

o 10 20 30 40
Vitesse au bord (y=1)

Fi1G. 4.2 — Evolution de la contrainte de cisaillement en fonction de la vitesse a la

frontiére pour deuz valeurs de ¢ (¢ = b et ¢p2 = dx/100) et quatre chargements 7
différents. . -

Pour mieux comprendre I’évolution du processus de déformation plastique au cours
du temps, nous montrons les profils de températures et de vitesses de déformation

3 différents instants des écoulements représentés par les couples (¢1,72) et (¢2,T3),
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figure 4.3. Ces photographies sont prises & des niveaux de contrainte équivalents
pour les deux essais, voir figure 4.2, ce qui nous semble plus pertinent pour réaliser
une comparaison des distributions obtenues, que pour un temps ou une déformation

nominale équivalents.
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FIG. 4.3 — Distributions de vitesses de déformation et de températures pour deuz
couples de paramétres auz limites. La vitesse de déformation est normalisée paric. et
la position dans I’échantillon par d. -
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Discussion des résultats:

Sur la figure 4.2, nous observons que pour un méme attracteur, la contrainte
appliquée sur 1'échantillon dépend du parametre de chargement 7: la contrainte de
cisaillement maximale est plus importante si 7 est grand (écart de 20% entre Tmoz
pour T et Tmaz p;)ur 73).

Pendant la durée du chargement, les distributions de vitesses de déformation dans
’échantillon restent homogenes (photographies au point 1, figure 4.3), le démarrage
de la localisation n’a pas lieu. La localisation va se produire sur la section de la
trajectoire qui est droite en direction de ’attracteur.

La distribution de températures pour le couple (¢2,7s) au point 4 est convexe comme
celle d’un état stationnaire, bien que le temps nécessaire pour obtenir cette localisation
peu intense est bien inférieure au temps caractéristique de conduction nécessaire pour
atteindre une solution stationnaire. Ce n’est pas le cas pour le couple (¢1,%;) qui
présente au méme niveau de contrainte (point 4) une distribution de températures
concave et les profils de vitesses de déformation pour ce couple de parametres aux
limites montrent une tendance 4 la localisation beaucoup plus importante (rapport de
3 pour la vitesse de déformation au centre de 1’échantillon entre (¢1,72) et (¢2,73))-
Pour des conditions aux limites proches du contrdle en force, le développement de
la localisation résulte des vitesses de déformation et des températures élevées, au
centre de 1’échantillon. Physiquement, cela signifie que 1'écoulement plastique a peu
de chance d’évoluer vers un état stationnaire stable. D’apres ces résultats, la sélection
d’un état stationnaire qui va agir comme attracteur ne dépend pas uniquement du

- parameétre ¢ mais est complétement déterminé par le couple (4, 7).

4.2 Probléme quasi-statique avec écrouissage

Nous nous intéressons dans cette section au démarrage de la localisation et a son

évolution par des simulations quasi-statiques ot ’on néglige les effets d’inertie et ou
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I'on tient compte des propriétés d’écrouissage du matériau. Le systeme d’équations
aux dérivées partielles non linéaire qui gouverne le probléme est donné en (2.9) sans
le terme d’inertie dans ’équation du mouvement. L’écrouissage est modélisé par la
fonction G(v) définie en (2.11). Dans cette relation les parametres ho et yo ont respec-
tivement pour valeurs 1.3 et 0.25. Les conditions aux limites choisies sont équivalentes
3 celles utilisées pour le probléme quasi-statique sans écrouissage. Les caractéristiques
thermomécaniques du matériau sont données dans la table 4.1.

Trois simulations sont réalisées en faisant varier le parameétre ¢ de ¢x /100 a
10 x ¢x. Le parametre ¢x est la. valeur de ¢ pour le dispositif expérimental des
barres de Kolsky en torsion présenté par Marchand et Duffy [MD87]. Le point de
départ des simulations est identique & celui de la section précédente, c’est a dire un
état de déformation homogene et un champ de température uniforme auquel nous

appliquons une perturbation équivalente & un défaut géométrique de 4%.

Contrainte de cisaillement T

200 250
Vitesse au bord (y=1)

FIG. 4.4 — Evolution de la contrainte de cisaillement en fonction de la vitesse a la
frontiére pour ¢ = g = —70.83
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L’évolution de ’écoulement plastique est montrée sur la figure 4.4 pour ¢ égal
4 ¢x. Le point 1 représente 1'état initial aprés perturbation. Nous observons que
la contrainte de cisaillement continue d’augmenter apres la phase de chargement de
I’échantillon (partie courbe du chemin suivi par I'écoulement), en raison des effets de
’écrouissage. Apres saturation de ce dernier, la contrainte de cisaillement décroit en
suivant la droite définie par la condition & la limite. Rapidement apres le début de
la simulation, la condition mixte & la limite gouverne I’évolution de la contrainte de
cisaillement en fonction de la vitesse & la frontiére et un seul état stationnaire peut
alors agir comme attracteur, le point 2 sur la figure 4.4. Nous représentons également
sur cette figure 1’ensemble des solutions stationnaires obtenues en tenant compte des
propriétés d’écrouissage du matériau et aprés saturation. Le décalage de cette courbe
avec les états stationnaires sans écrouissage est notable aux petites vitesses mais

devient négligeable 3 partir d’une vitesse & la fronti¢re adimensionnelle égale a 200.

Les figures 4.5 et 4.6 montrent I’évolution de la contrainte de cisaillement en
fonction du temps (Fig. 4.5) et de la déformation nominale (Fig. 4.6) pour trois
valeurs de ¢. Une différence qualitative apparait dans les résultats si 'on décrit cette
évolution en fonction du temps ou de la déformation plastique cumulée. Un calcul
supplémentaire réalisé pour ¢x /1000 n’apporte pas d’informations supplémentaires
et le résultat se superpose a celui obtenu pour ¢x/100. La valeur de ¢, déterminée
pour ’expérience des barres de Kolsky en torsion et correspondant 3 ¢x, se rapproche
donc d’un contrdle en vitesse.

Pour chaque valeur de ¢, la contrainte de chargement 7 est choisie de maniére a

1 avant le déve-

obtenir une vitesse de déformation homogene de ’ordre de 1500 s~
loppement de D'instabilité. Les niveaux de contrainte des régimes stationnaires, vers

lesquels progressent chaque simulation, sont également représentés sur ces figures.
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FIG. 4.5 — Evolution de la contrainte de cisaillement en fonction du temps, normalisé
par le temps caractéristique de conduction t¢ = 0.113 s, pour trois valeurs de ¢.

Contrainte de cisaillement T

. Déformation nominale Yy

FIG. 4.6 — Evolution de la contrainte de cisaillement en fonction de la déformation
nominale yn pour trois valeurs de ¢. La déformation nominale Yy représente ia dé-
formation moyenne sur la longueur de ’échantillon.
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Contrairement & 1’étude des solutions stationnaires, le temps nécessaire au dé-
veloppement de l'instabilité est tres rapide par rapport au temps caractéristique de
conduction en raison notamment du coefficient m de sensibilité a la vitesse de défor-
mation, inférieur & celui utilisé dans le chapitre 3. Ceci confirme le réle stabilisant de
la sensibilité & la vitesse de déformation dans le processus de déformation plastique.
Sur les courbes des figures 4.5 et 4.6, nous observons d’abord une augmentation de la
contrainte de cisaillement, diie aux propriétés d’écrouissage du matériau, qui atteint

__ensuite un maximum correspondant au début de l’instabilité, suivi par le développe-
ment rapide de la localisation. Ces simulations révélent que la déformation plastique
cumulée, correspondant au début de la localisation, ne dépend pas du parametre a la
frontiere ¢.

L’énergie de déformation dissipée au cours de I’écoulement est un facteur plus
important pour le début de la localisation que la condition & la limite. Cependant, la
pente de la courbe v}y=; — T au coeur de la phase de localisation (apres le démarrage
de 'instabilité) est déterminée par ¢, comme on peut le voir sur la figure 4.6. Le
développement de la localisation de la déformation est donc fortement affecté par la
condition mécanique a la limite mixte.

L’histoire de la température au centre de I’échantillon, normalisée par la tempé-
rature de référence externe fy , est décrite sur la figure 4.7. La figure 4.8 retrace
I’histoire de la vitesse de déformation 4,0 au centre de I’échantillon, normalisée par
le temps caractéristique de conduction tc. Ces deux figures illustrent I’analogie, men-
tionnée dans le chapitre 1 entre un processus autocatalytique et la localisation de
la déformation plastique. En effet, nous observons que 1’élévation de la température
au centre de I’éprouvette entraine une augmentation locale et rapide de la vitesse de
déformation en y = 0. Les niveaux de vitesse de déformation et de température, au
centre de I’éprouvette, sont largement affectés par la valeur du parametre ¢, dans la
condition mixte 3 la frontiére donnée par la relation (2.16). Ainsi, pour une grande

valeur absolue de ¢ (10 X ¢x par exemple), correspondant a un contréle en force, la
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localisation est plus prononcée que pour une petite valeur absolue de ¢ (¢x/100).

Température au centre 6(0)
N

2f
1 . v e
0.000 0.002 0.004 0.006 0.008

Temps

FIG. 4.7 — Histoire de la température au centre de [’échantillon. Le temps et la tempé-
rature sont respectivement normalisés par le temps caractéristique de conduction t¢
et la température de référence externe 0.
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F1G. 4.8 — Histoire de la vitesse de déformation au centre de [’échantillon. Le temps et
la vitesse de déformation sont normalisés par le temps caractéristique de conduction
to.
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Un autre phénomeéne important observé sur ces figures est la stabilisation appa-
rente de la vitesse de déformation au centre de I’éprouvette par rapport a la tempéra-
ture 6,0 qui continue & augmenter. Nous rejoignons ici les conclusions de Wright et
Walter [WW88] qui mentionnent une stabilisation en vitesse de déformation au cours
de la phase transitoire alors que la température continue & évoluer.

Nous analysons enfin, sur la figure 4.9, I'influence de ¢ sur les distributions des vi-
tesses de déformation et des températures. Les distributions sont dessinées a différents
niveaux de contrainte caractérisés par les points 1, 2, 3 et 4 sur la figure 4.6. Pour les
différentes valeurs de ¢, cette figure refléte le comportement thermo-viscoplastique du
matériau et nous pouvons observer les trois stades de la déformation plastique. Pour
les profils des vitesses de déformation, le point 1 proche de l'instant initial donne un
profil de déformation quasi-uniforme. Nous remarquons, sur le profil n® 2, une aug-
mentation de 4 qui correspond & I’écrouissage du matériau. Les points 3 et 4 illustrés
par les profils n® 3 et 4 correspondent au développement rapide de la localisation
(stade 3).

Le réle de ¢ est surtout important sur les profils des vitesses de déformation et nous
notons une faible influence de ce parameétre sur la température maximale au centre de
la bande. Le niveau de vitesse de déformation 4j,—o est nettement plus élevé pour une
grande valeur absolue de ¢ (10 x ¢x ) dévoilant ainsi une localisation plus intense pour
un contrdle en force. De plus, la couche limite en température au cours de la phase
transitoire est plus prononcée, ce qui montre le caractére adiabatique du processus
de localisation de la déformation pour une condition mécanique mixte se rapprochant

d’un contréle en force.
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4.2.1 Largeur de bande

Dans le stade terminal de la localisation de la déformation plastique, lorsque le ré-
gime d’écoulement tend & se stabiliser en vitesse de déformation, comme nous I’avons
vu sur les distributions de la figure 4.9, il est possible de déterminer la dimension de

la largeur de bande.

2.0ES
1.5E5

1.0E5 |

Vitesse de déformation ¥

5.0E4

0'0 0 PR PREDS TSR SUUY T N S | Filiear: 1 NI
I.%).000 0.001 0.002 0.003 0.004 0.005
Coordonnée y

FIG. 4.10 — Caractérisation de la largeur de bande pour la simulation quasi-statique
de Uezpérience des barres de Kolsky en torsion (¢ =o¢x).

Nous choisissons de définir la bande de cisaillement comme la zone de I’échantillon
oit la vitesse de déformation est supérieure 3 une fraction (5% ou 10%) de la vitesse de
déformation maximale trouvée dans I’éprouvette (cf. figure 4.10), et nous regardons

I’influence de la condition mixte & la limite sur la largeur de bande.

Parametre ¢ 5% 10%
/100 52 45
oK 45 37
10 x ¢ 17 14

TAB. 4.2 — Largeur de bande (um) pour trois valeurs de ¢. La vitesse de déformation
moyenne est 4 = 1500 s71.

Les résultats.que nous présentons dans la table 4.2, en fonction du parametre
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é, sont issus du probléme quasi-statique avec écrouissage et donnent la largeur de
bande en pm pour deux seuils de vitesse de déformation (5% et 10%). Cette table
permet de déterminer clairement l'influence des conditons aux limites sur la largeur
des bandes de cisaillement qui apparaissent dans le stade terminal de la localisation
de la déformation. Pour des conditions de chargement proches du contréle en force
(10 X ¢x), la localisation est intense et la largeur de bande plus faible que pour un
contréle en vitesse (¢x/100), qui conduit & un développement moins rapide et moins
prononcé-dela localisation. La table 4.2 montre un rapport de trois entre un controle
en vitesse et un controle en force. La condition a la limite mixte inhérente au disposi-
tif expérimental des barres de Kolsky conduit donc & une largeur de bande différente
de celle obtenue pour un contrdle en vitesse: ’écart observé dans la table 4.2 est de
Pordre de 20%.

Notons également que la tendance exprimée par ces résultats est insensible a la défi-

nition (5 ou 10%) de la largeur de bande.

4.3 Application aux barres de Kolsky en torsion

L’application du modéle présenté au chapitre 2 a pour objectif de caractériser le
role des effets d’inertie au cours de la phase transitoire (développement de la loca-
lisation de la déformation). Pour la simulation dynamique, le systéme d’équations
aux dérivées partielles et les conditions aux limites associées sont données par les
relations (2.9, 2.12, 2.13a, 2.13b). Une description de 'algorithme numérique relatif

3 cette simulation est donnée en annexe A.
Parameétres et nombres sans dimension.

Nous rappelons-ici ’ensemble ces équations inhérentes & ’analyse dimensiorinelle
et donnons les valeurs numériques qui correspondent & I’étude de Marchand et Duffy

pour desessais de torsion sur ’acier HY-100.
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Parametre Valeur
TTl e eerinnenennnnnnns 0.012
: F 0.38
RO e e, 1.3
0 EE R R R R 0.25
N, 54 J/mKs
b 125103 m
G 500 J/(kgK)
PO e 7800 kg/m?
B e, 300° K
Hgeenrarennannanennn, 1000 s~
) B et 500 MPa
P oeeeeneanaainnn -1.66 1073 m/(sMPa)

TAB. 4.3 — Données utilisées pour Uacier HY-100, d’aprés Marchand et Duffy [MD87].

e Temps caractéristique de conduction :

., ed?

tc = — =10.113 s
C Po)\

o Contrainte de référence :

=" (%t‘c) ™ _ 4724 108 Pa

¢ Masse volumique adimensionnelle :
&5
p=—P% _90210°°
)

Coefficient k dans ’équation énergétique (2.9d) :

a

k=2 = 0.404
Ggpoc
o Paramétre ¢x dans la condition mécanique mixte :
. totr
¢k = oK 7 = —70.83

Les résultats de la simulation dynamique sont comparés a ceux obtenus par un

calcul quasi-statique, avec les parameétres associés & ’expérience des barres de Kolsky
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en torsion. Ils sont présentés sur les figures 4.11, 4.12 et 4.13. Sur la figure 4.11, nous
suivons 1’évolution de la contrainte de cisaillement, normalisée par la contrainte de
référence 7R, en fonction de la déformation nominale. Nous observons un retard dans
le démarrage de la localisation. Sur cette figure, la chute en contrainte apparait pour
une déformation nominale plus grande le cas dynamique. Ainsi, le role stabilisant
des effets dynamiques est mis en évidence. Les figures 4.12 et 4.13 confirment cette

tendance. Nous pouvons toutefois remarquer que l'influence des effets dynamiques

est-relativement faible, en raison de la vitesse de déformation moyenne de ’essai, qui - —

n’est pas treés élevée (de I'ordre de.1500 s1). En terme d’énergie, les effets d’inertie
sont sensibles si les variations d’énergie cinétique sont fortes; il faut donc avoir des

grandes énergies cinétiques a mettre en jeu, donc de grandes vitesses.

P

=

g I

g 0.8

'S i

4 L

g 0.6 - simulation dynamique

g ----------- simulation quasi-statique

e 04

‘< [

= [

g 021

O
0.0'....|....|....|....|
0.0 0.1 0.2 0.3 0.4

Déformation nominale 7,

F1G. 4.11 ~<Fvolution de la contrainte de cisaillement.en fonction de la déformation
plastique cumulée pour le dispositif expérimental de Kolsky. La contrainte de cisaille-

ment représentée pour la simulation dynamique correspond a la contrainte moyenne
dans ’échantillon.

-51 -



Premiére partie CHAPITRE 4. Etude de la localisation

2.0E5 | i
5 e
o 1
5 a
5 1.5E5 |- E
'é :
f'g 1.0E5 |- simulation dynamique E
?, [ e simulation quasi-statique

- — T S

2 - :
@ 5.0E4[ :
2 I N ;
> !

| ! | L | J s

0.0EQ ————————— —
0]5'.0000 0.0005 0.0010 0.0015 0.0020  0.0025
Temps

FIG. 4.12 — Histoire de la vitesse de déformation au centre de I’échantillon

24
o 22}
N’ L
D ! :
© 20} '
B : :
8 -
1.8 :
= § :
L L6 _ simulation dynamique :
% [ simulation quasi-statique ,:
B 14f '
Y
=

1.2}

1 O - PPV N SIS N T S SR YN NN S S AT S SN SH ST S S |
0.0000 0.0005 0.0010 0.0015 0.0020  0.0025
Temps

FI1G. 4.13 — Histoire de la température au centre de l’échantillon
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Pour accentuer ’influence des effets dynamiques, nous effectuons deux nouvelles
simulations (quasi-statique et dynamique), voir figure 4.14, pour une vitesse de dé-
formation moyenne de I’ordre de 15000 s™! soit dix fois supérieure & celle observée
par Marchand et Duffy dans leur description du dispositif expérimental des barres de
Kolsky en torsion. En raison des effets d’inertie, la contrainte de cisaillement 7 n’est
plus homogene sur la longueur de ’éprouvette (simulation dynamique) et nous repré-

sentons alors la contrainte de cisaillement aux deux extrémités de I’échantillon: 74 en

~y = =l etrgeny=+1, figure 414 Le retard-dansle-démarrage de lalocalisation

(figure 4.14), pour la simulation dyramique, est cette fois plus important que celui
observé pour une vitesse de déformation de 1500 s~! (figure 4.11). L’évolution post-
critique de la localisation est analysée sur la figure 4.15, & partir de photographies
prises au cours de la déformation plastique. Le retard dans le début de la localisation
est dii aux forces inertielles qui tendent a freiner les variations de vitesse apparaissant
durant le développement de la localisation, au cours de laquelle certaines particules de
matiére sont accélerées et d’autres sont décélérées. Notons également le déplacement

du centre de la bande vers Pextremité A de ’échantillon.

131
12F
L1F z

1.0

0.9

0.8

simulation dynamique

----------- simulation quasi-statique

0.7

Contrainte de cisaillement T

0.6F

L NI | PR BT [ M —
0'%).0 0.1 0.2 03 0.4

Déformation nominale ¥,

FiG. 4.14 — Evolution de la contrainte de cisaillement en fonction de la déformation
nominale pour une vitesse de déformation moyenne de 15000 s™*. T4 et Tp repré-
sentent les valeurs de la contrainte de cisaillement en y = £1.

- 53 -



Premiére partie CHAPITRE 4. Etude de la localisation

dynamique
5000 5 b ommemeeee- quasi-statique
> 4000}
c L
o}
=
< i
E 3000[
S
Q
=)
S 2000
B R S
[72] N
[72]
3 I
= 1000
pl -
0 1 L L L ] L L : L | L L L : n
-1.0 -0.5 0.0 0.5 1.0
Coordonnée y
17c dynamique
T quasi-statique
@
o)
g
S
=
2,
=
o
=
1.0""l""|""|""
-1.0 . <05 0.0 0.5 1.0

Coordonnée y

Fi1G. 4.15 — Distributions des vitesses de déformation et des températures pour une
vitesse de déformation moyenne de 15000 s™' & quatre niveauz de contrainte diffé-
rents.

pl|—>'r=1.15;p2l—>7'=1.25;p3|—)7'=1.25;p4»—>'r=1.22

pl et p2 correspondent & la période d’écrouissage du matériau et p3 et p4 au déve-
loppement de I'instabilité.
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Conclusion

Nous avons étudié dans cette deuxiéme partie le réle d’une condition mécanique
~— mixte & la limite sur la stabilité des écoulements dans les matériaux thermovisco-
plastiques, en appliquant la méthode.des éléments finis & une modélisation unidimen-
sionnelle d’une bande de longueur infinie soumise & un mode global de déformation
en cisaillement. Les effets d’inertie, I’écrouissage du matériau, la sensibilité a la vi-
tesse de déformation, le couplage thermo-mécanique, la conduction et ’adoucissement
thermiques ont été considérés dans ce travail.

Deux problémes ont été étudiés: I’analyse non-linéaire de la stabilité du régime
stationnaire dans des écoulements en cisaillement et 1’étude de la localisation de la
déformation plastique durant des essais & grandes vitesses de déformation avec le
dispositif expérimental des barres de Kolsky en torsion.

Pour le premier probléme, le réle de la condition & la limite mixte et I'influence
d’une perturbation infinitésimale sont analysés & partir d’un état stationnaire instable.
Deux états stationnaires agissent comme des attracteurs potentiels et la sélection de
I’'un des deux est fonction de la perturbation appliquée. Si la perturbation décroit
immédiatement le champ de température, 'attracteur se situe sur la branche sous-
critique. Dans le cas contraire, il est situé sur la branche super-critique. L’amplitude
de la perturbation régit la période de latence, avant le développement de l'instabilité.
A partir du développement rapide de l'instabilité, le temps nécessaire pour joindre
le nouvel état stationnaire est de 1’ordre du temps caractéristique de conduction,
quelle que soit la perturbation appliquée. La position des attracteurs potentiels sur

la courbe des solutions stationnaires est déterminée par les parametres ¢ et 7 qui
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régissent la condition & la limite mixte. Le parameétre ¢ gouverne la vitesse a laquelle
se développe I'instabilité. Pour une condition a la limite mixte proche du controle en
force, l'instabilité engendre des températures et des vitesses de déformation élevées
conduisant généralement, dans la réalité, a la rupture ductile du matériau, ce qui ne
permet pas de joindre un nouvel état stationnaire stable.

Dans le second probléme, connaissant 'importance de la condition a la limite

mixte sur les solutions stationnaires, nous analysons son influence sur le régime post-

— ~critique et sur Pévolution du processus-de localisation vers-un régime stationnaire

stable. La condition 3 la limite mixte n’agit pas sur la déformation plastique pour
laquelle le démarrage du processus de localisation apparait, mais détermine le régime
post-critique de la déformation plastique. Elle controle donc indirectement le temps
nécessaire pour la formation d’une bande de cisaillement et également la largeur de
cette bande. L’évolution de la localisation vers des attracteurs stationnaires stables,
définis en négligeant les propriétés d’écrouissage du matériau, n’est possible que pour
des conditions de chargement proches du controle en vitesse. Dans cette configuration
seulement, le processus de localisation s’arréte avec une stabilisation apparente de la
vitesse de déformation.

Finalement, I’analyse dynamique réalisée valide I’approximation quasi-statique et
la condition mixte associée, et montre l'effet stabilisant des forces inertielles sur le
développement de la localisation.

Les résultats obtenus, largeur de bande et développement de la localisation sous
chargement mixte, sont riches d’enseignement pour la compréhension de la formation
des bandes de cisaillement, considérées comme précurseurs des phénomenes de rupture
ductile souvent rencontré dans les matériaux thermo-viscoplastiques soumis a des

grandes vitesses de déformations.
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ANNEXE A

Algorithmes numériques

Les algorithmes utilisés pour les simulations par éléments finis, sous conditions
quasi-statiques ou dynamiques, des essais de torsion sur les barres de Kolsky, sont

discutés en détail en raison des conditions aux limites mixtes employées.

A.1 Algorithme dynamique

Nous considérons dans un premier temps la simulation du probleme dynamique.
Le systéme d’équations aux dérivées partielles (2.9) relatif au cas dynamique et les
conditions aux limites (2.12, 2.13a, 2.13b) associées & cette modélisation sont la base

de la formulation faible suivante:

v +l 2 2
—nd d F(t —to) — — — —[vnly=41 =0
/_ Pa" Yy + /_ T Y+ KT( 0) ¢kv) n] e ¢k[v77]y_+1

+1 o0 +1 L ]
—a—t¢dy + 0,0 ydy = / kTypdy
-1

-1 -1

(A1)

dans laquelle 7 et 3 sont les champs virtuels de vitesse et de température, satisfaisant
les conditions aux limites essentielles.

Une approximation éléments finis est maintenant introduite avec la méme interpola-
tion pour les champs de températures et de vitesses. L’ensemble des 2N équations

semi-discrétisées {a variant de 1 & N) est alors:

N
S Mt + Fulr) + [%(t) = 2] 6 = o

L bk Pk

= (A.2)
3 (Cuslls + Kasls) = Sl )

b=1
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pour les inconnues nodales (v, 83). 8.1 représente le symbole de Kronecker. La som-
mation est effectuée sur les N nceuds qui discrétisent 1’axe y avec le premier noeud
situé & y = —1 et le dernier & y = +1. Les matrices My, Cop et K,p sont les matrices
de masse, de capacité et de conduction et les vecteurs F, et S, correspondent aux
forces internes et 3 la source thermique die a la dissipation du travail mécanique; ces

matrices et vecteurs admettent la définition suivante:

+1
M,y = / pN, Nody

-1

Cop = N, Nydy
J=1
+1
Kab = Na,be,ydy (A3)

-1

+1
Fa=/ 7(0,7,%) Naydy

-1

41
S, = / kr (6,7,7) 7Nady

-1

La discrétisation temporelle choisie est liée a la régle du trapéze généralisée pour
la température (parametre a) et aux algorithmes de Newmark (parametres b et ¢)
trouvés dans la littérature (Hughes [Hug87], par exemple). La vitesse de diffusion,
I’accélération et le déplacement au temps ¢"*!, sont calculés a partir de leurs valeurs

au temps t" par les relations:

Nn a—l'n 1 n n

0b+1 = a 9b +alAt (0b+1—0b)7

X c_l-n 1 n n

optt = — + A7 (vb+1 - vb) , (A.4)

1
"t = o™+ At + §At2((1 — 2b)9™ + 260"+

dans lesquelles At représente l'incrément de temps. Notons que la derniere rela-
tion dans (A.4) est nécessaire pour calculer la déformation utilisée dans la fonction

d’écrouissage (2.11). Les paramétres a,b,c sont choisis pour conduire & un schéma

implicite (a = 0.5, b= 0.25 et ¢ = 0.5).
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Les inconnues nodales (v;*!, 877) au temps ¢, 4 1 sont solutions de:

1 n+1 n+1 _ 2_ n+1 _2__ +1 _
May—— At + Fo(m"h) + (F(tn41 — t0) kvl )8a1 ¢kv 1 an =
1
- a.b[ c ] (A5)
1 "y PR
[Kab + Ecab]ab-i-l - SG»(T +17 7n+1) = - ab[—a'ab - Eeb]’

ol la répétition d’indices muets implique une sommation sur le nombre total N de

noeuds. Les conditions initiales (62, 97) sont obtenues en résolvant les équations (A.2)

-—pour-les distributions de température et vitesse supposées au temps initial. Les deux

équations non linéaires dans (A.5) sont résolues simultanément par un schéma de

Newton-Raphson.

A.2 Algorithme quasi-statique

Les réflexions d’ondes répétées & I'intérieur des confinements de I’échantillon ren-
dent la contrainte de cisaillement spacialement uniforme dans la premiere partie de
I’essai, justifiant ainsi une analyse quasi-statique dans laquelle les effets d’inertie sont
négligés. Le systéme d’équations aux dérivées partielles non linéaire qui gouverne le
probléme quasi-statique est donné par 1’ensemble d’équations (2.9) ot 'on néglige le
terme d’inertie dans 1’équation du mouvement. La condition mécanique mixte & la
limite correspond  celle énoncée en (2.16). Pour de telles simulations, nous supposons
les solutions du systéme & résoudre symétriques par rapport au centre de la bande.
Tl suffit alors d’étudier la moitié de I’échantillon et les conditions aux limites sont
données par les relations (2.14),(2.12) et (2.16) dans le chapitre 2. Nous rappelons
que les vitesses dans I'analyse quasi-statique sont relatives & un observateur placé au
centre de I’échantillon.

Concernant I’équation énergétique, le passage aux éléments finis est équivalent a celui
mentionné pour la formulation dynamique, le domaine d’intégration est maintenant
compris entre 0 et 1, en raison de I’hypothese de symétrie. L’expression du travail

virtuel utilisée pour ’équation de conservation de la qnantité de mouvement dans ce
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cas est:

~

/lm dy = 1C + Zojlyoss = 0 (AS)
0 Y ) ¢k y=+ .

Le déplacement est calculé en fonction de la vitesse aux temps " et " 4 1 par la

relation :
At
un+1 — un + _2__ (,Un + vn+1) (A7)
e L'approximation éléments-finis est ensuite similaire & celle adoptée pour l'analyse
dynamique. .

A.3 Description du maillage

Pour cette étude, la zone de cisaillement est discrétisée par l'intermédiaire de
blocs générateurs permettant de définir un maillage suffisamment fin au centre de la
bande ou l'on atteint des vitesses de déformation trés importantes. La modification
du maillage n’entraine pas de changement au niveau de I’allure générale des résultats
mais permet de poursuivre le calcul plus loin en déformation.

Le maillage type utilisé pour les simulations quasi-statiques comprend 901 noeuds
(450 éléments). Seule une demi-bande (0 < y < 1) est discrétisée, avec un raffinement
progressif vers le centre de la bande (y = 0). La taille du plus petit élément est de
0.4 pm. Pour les simulations dynamiques, toute la bande est dicrétisée —1 <y < 1.
De plus, il faut tenir compte du déplacement de la bande de cisaillement vers le bord
gauche de 1’échantillon (y = —1) avec Paugmentation de la vitesse de déformation
nominale appliquée au cours de l’essai. Il est alors nécessaire de modifier le maillage
pour que sa partie la plus raffinée coincide avec le centre de la zone localisée. Pour
des vitesses de déformation nominales de ’ordre de 1000 s™*, le maillage type des

simulations quasi-statiques, rendu symétrique par rapport a y = 0, convient.
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ANNEXE B

Description du dispositif de Kolsky

L'utilisation du dispositif expérimental des barres de Kolsky en torsion est inté-
ressante pour d’une part, prédire correctement le comportement des matériaux au
cours de procédés industriels de mise en forme, des essais en laboratoire sont néces-
saires. Ces essais sont réalisés pour une large plage de déformations, de vitesses de
déformation et de températures.

D’autre part, les essais de torsion offrent un nombre considérable d’avantages sur
les autres types d’essais dans ’étude dynamique des grandes déformations plastiques.
En particulier, ils engendrent des phénomenes d’instabilité et de localisation intéres-
sants. Pour cette raison, ils sont couramment utilisés dans I’étude du cisaillement
adiabatique. Parmi les tests de torsion possibles, le dispositif expérimental des barres
de Kolsky permet de caractériser des matériaux par des essais de cisaillement aux
grandes vitesses de déformation (10 & 10 s~1). Les avantages offerts par ce dispositif

expérimental sont :
— pas de dilatation radiale,
— é&limination des problémes de striction rencontrés pour des tests de traction,
— état de contrainte uniaxiale,

— pas de dispersion d’ondes,

pas de frottement & P'interface barre-éprouvette.
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Les figures B.1 et B.2 présentent une configuration possible de ce dispositif et un type
d’éprouvette utilisée.
Specimen

Hexagonai flanges

Stored—torque  Set screws

gage
. / .
D Static
onqnﬁnmglc 4 Incident and reflected Transmitted loading
gages gages
B DCDT DCDT \
[ / 0 —n

— [ — 7T ¥ 1 s ¥ I

- %;/% ﬂ P! 77 \ 2 %//:44/[,'1]///’.

Hy«ljlrculic Clamp Chart ?ﬁ’;f,%'n
pulley - recorder |
system Trigger (static) g)lljsi.i?;n

. Cathode ra

SDJ:%?‘I?\I ?sciilosgo ey

readout dynamic

FIG. B.1 — Schéma du dispositif expérimental des barres de Kolsky, d’aprés Hartley
et al., 1985.

A V] o038

- 2.5

FiG. B.2 — Détails d’une éprouvette de torsion avec cotés hézagonauz, d’aprés Hartley
et al., 1985. Les dimensions sont données en millimétres.

L’éprouvette utilisée au cours de I’essai consiste généralement en un tube a paroi
mince avec une partie usinée pour permettre son positionnement sur les barres. Une
des difficultés de réalisation de ce dispositif est la fixation de I’éprouvette pour éviter
toutes réflexions parasites dfies au changement d’impédance.

. Le déroulement de 1’essai consiste 3 stocker un couple & I’extrémité d’une barre. La

- 62 -



Premitre partie ANNEXE B. Description du dispositif de Kolsky

libération soudaine (par la rupture rapide du collier) de ce couple stocké, donne nais-
sance & une onde de chargement qui se propage le long de la barre vers 1’échantillon.
Les réflexions d’ondes répétées a I'intérieur des limites de I’éprouvette conduisent a
un mode de déformation uniforme en cisaillement.

Le diagramme de Lagrange, figure B.3, illustre le chemin parcouru par les ondes

incidente, réfléchie et transmise, au cours de I’essai.

onde T
refléchie onde
/ transmise

500 !
onde
= incidente
A
=0, T=0 Collier Eprouvette x

FIG. B.3 - Diagramme de Lagrange pour le dispositif des barres de Kolsky.

Onde incidente
A B

— = Onde
—_— po
é——’—" transmise X
S Eprouvette
Onde reflechie

F1G. B.4 — Les ondes dans les barres de Kolsky, d’aprés Hartley et al., 1985.
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Analyse mécanique du test de torsion, Bai et Dodd [BD92]

La contrainte de cisaillement, la vitesse de déformation et la déformation peuvent
&tre déterminées 3 partir des enregistrements des couples incident T;, réfléchi T, et
transmis 7%.

La contrainte de cisaillement est exprimée par la relation:

T;

= 2mr2h

(B.1)

ol 7 est le f;a,yon de I’échantillon et A P’épaisseur de la paroi. Le couple transmis, T}

est donné par:

1
Tt_—' E(Tz‘}'Tr‘l'Tt)

relation qui illustre I’hypothése d’équilibre quasi-statique de I'essai.
La vitesse de déformation moyenne correspond & la différence des vitesses linéaires

aux deux extrémités A et B de I’échantillon:

r(wa —wpB)

T (B.2)

;Ym:

w4 ot wp représentent respectivement les vitesses angulaires aux points A et B.
On suppose le couple homogene sur I’échantillon. La vitesse angulaire a linterface
barres-éprouvette est donc uniforme:
Wy = WwW; —Wwr -
(B.3)
Wwp = W
En accord avec la théorie des ondes élastiques de torsion, la vitesse angulaire dans

une barre élastique en torsion est reliée au couple de torsion T' par:

T

ol p est la masse volumique du matériau, c la célérité de I'onde de cisaillement et [

le moment d’inertie polaire d’une section droite de la poutre, exprimé par:

Rt

()

4

I
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dans le cas d’une poutre circulaire de section pleine et de rayon R. La substitution
des relations (B.3, B.4) dans (B.2) permet d’obtenir I'expression de la vitesse de
déformation moyenne suivante :

_r_Tz-—T,.—Tt rT; =T,

Tm = 2d Ipc ~d Ipc (B.5)

La déformation moyenne peut étre obtenue simplement en intégrant la relation (B.5):

t
')’m=/ 'S’mdt (B6)
0

Condition aux limites, Leroy et Moiiﬁari [LM92]
A partir d’une analyse basée sur la théorie de la propagation des ondes planes,
Leroy et Molinari expriment le couple de chargement To par une relation linéaire entre
la contrainte de cisaillement 7 et la vitesse relative v aux frontieres de ’échantillon.
Lors de la libération du couple stocké, une onde de torsion se propage le long de
la barre vers 1’échantillon. Cette propagation est unidimensionnelle et 1’équation du

mouvement est :

oT Ow

—— B.7
oz "ot (B.7)
Dans cette équation, T représente le couple, w la vitesse angulaire et I le moment
d’inertie polaire d’une section droite.

La relation de comportement entre le couple et le gradient de rotation dans une barre

élastique est écrite sous la forme:
(B.8)

pour un module de cisaillement élastique p.
Les équations (B.7) et (B.8), avec les conditions aux limites et initiales présentées sur
la figure B.3, sont résolues par la méthode des caractéristiques. Les deux familles de

caractéristiques sont :

le long de z + ¢t = ¢, T + I./upw = Ci, ¢a,Ci1 €R
(B.9)
le long de z — ct = ¢q, T — I /ppw = Cy, a,Ci eR
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oti ¢ est la célérité de l'onde de cisaillement. Les constantes C; et C; dépendent des
conditions aux limites et initiales, et les variables (T,w) peuvent étre déterminées
depuis (B.9) & n’importe quelle position z de la barre.

Les deux familles de caractéristiques (B.9) conduisent a des informations complémen-

taires concernant le couple et la vitesse angulaire aux points A et B:
To— I\/upws =To

Tg + I/ppwp =0

Ces conditions sont les conditions aux limites inhérentes au probleme dynamique.

(B.10)

Pour le probléme quasi-statique, nous rappelons que les nombreuses réflexions d’ondes
tendent 3 rendre le couple homogene dans I’échantillon. Cette hypothese (T4 = TB)
permet de réduire les équations (B.10) & une relation linéaire entre la contrainte
de cisaillement (7 = T/27r2h) et la vitesse relative aux frontiéres de I'échantillon
(v=(wp —wa)r):

4mr3h
™ =T, T

1./up I/pp

r et h représentent le rayon et 1’épaisseur de 1’échantillon.

v+ (B.11)

Leroy et Molinari [LM92] identifient dans cette expression le parametre a la limite bi:

q3 _ 87‘3h
T TR\

Les valeurs des différents paramétres, pour une barre en aluminium et I'acier HY-100

(B.12)

testés par Marchand et Duffy [MD87] sont, en unités S.I.:
p=2700, r=4.95x 102, h =038 x 1073, R=127x"2, p =27 x 10° (B.13)

Ces valeurs permettent de calculer éx égal 3 -1.66 m/(sMPa). Notons également que
la contrainte 7 (égale & (To/2)/(27rh)) reste un paramétre contrdlé par ’expérimen-

tateur.
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Deuxiéme partie

CHAPITRE 1

Description du probleme

L’usinage est un procédé de fabrication utilisé pour produire, par enlévement de
matiere & partir d’une pidce brute, une forme spécifique ayant un certain état de
surface. Il peut étre appliqué & tous types de matériaux solides, plus souvent des
métaux ou des alliages, moins fréquemment du plastique ou du bois. Les techniques

d’usinage les plus répandues sont le tournage, le fraisage ou encore le pergage.

Fig. 1.1 — Outil & charioter avec plaquette en carbure, sur un tour a grande vitesse
de Réalméca (Industries et Techniques, avril 1996).

L’une des caractéristiques mécaniques du processus est le faible volume dans lequel
prend naissance le copeau par rapport aux dimensions de la piece usinée. Une grande
quantité d’énergie est transformée dans cette petite région.

La théorie de l'usinage concerne des aspects variés conduisant & la prévision de la
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morphologie du copeau, des efforts de coupe et la durée de vie de Poutil. Les forces en
présence engendrent des contraintes résiduelles en surface apres usinage. L’évaluation
de Pétat de surface est trés important pour connaitre son évolution en fatigue et
prévoir la corrosion de la piece ainsi fabriquée.

Le concept d’ﬁsina.ge 3 grande vitesse est apparu durant les années 1924 a 1931
avec les travaux de Dr. Carl. J. Salomon [Kin85b]. Ces travaux expérimentaux ont

été menés sur des métaux non ferreux tels que I’aluminium, le cuivre et le bronze.

" “Salomon suppose ’existence d'une vitesse de coupe critique pour laquelle la-tempéra-——

ture durant le processus atteindrait-un maximum. Au dela de cette vitesse critique,
la température décroit avec ’augmentation de la vitesse de coupe. D’apres Salomon,
une augmentation suffisante de la vitesse de coupe permet de retrouver des tem-
pératures correspondantes & des vitesses de coupe traditionnelles. Dans les années
70, une équipe de recherche sous la direction de R. L. King [Kin85a] a montré que
I'introduction de l'usinage & grande vitesse dans le systeme de fabrication apporte
de réels gains de productivité. Cela a suscité une véritable dynamique de recherche
afin de mieux comprendre les différents phénomenes mis en jeu. L’essor actuel de
l’usinage & grande vitesse semble également avoir dynamisé le développement de nou-
velles machines-outils et d’outils de coupe & la pointe des besoins des utilisateurs. Des
études menées en France depuis 1992 dans le cadre du projet ”Saut technologique,
Usinage & Trés Grande Vitesse” par des industriels de I’automobile, de I’aéronautique,
de l’élaboration des matériaux, de la construction de machines-outils, associés a des
laboratoires universitaires prouvent aujourd’hui l'intérét et la faisabilité de 1’usinage
3 grande vitesse. Un nouveau dispositif expérimental a notamment été développé au
Laboratoire de Physique et Mécanique des Matériaux, Sutter et al. [SMF*96]. Ce
dispositif permet d’étudier la coupe orthogonale dans un grand domaine de vitesses
de coupe (7 & 100 m/s). La piece est portée par un projectile, lancé & P’aide d’un
canon 3 air, et 1'outil est fixé & 'entrée d’un tube d’Hopkinson.

La modélisation des techniques d’usinage couramment utilisées se révele tres com-
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Deuxiéme partie CHAPITRE 1. Description du probléme

plexe. Ainsi, la plupart des modéles existants portent sur le processus de coupe or-
thogonale. Les modéles simples de ce processus, tels que ceux de Merchant [Mer45] et

Oxley [Ox163] permettent de bien comprendre les divers phénomeénes liés a 'usinage.

FIG. 1.2 — Photographie du processus de coupe semi-orthogonale pour un acier 35
NCD 16. Les conditions de coupe sont : vitesse de coupe V = 25 m/s, avance 0.2 mm,
profondeur de passe 2 mm.

Les hypothéses considérées pour la coupe orthogonale sont les suivantes:

vitesse de coupe constante,

!

largeur d’outil plus grande que la largeur de coupe,

aréte de l'outil supposée parfaite (pas de rayon d’outil),

copeau sans aréte rapportée,

— piece a température ambiante,

régime stationnaire de coupe atteint,

largeur de coupe supérieure 2 la profondeur de coupe.
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En coupe orthogonale, on distingue deux régions (cf. figure 1.3) soumises a de grandes

déformations plastiques et a un échauffement important:

1. la zone primaire de cisaillement située dans la zone de formation du copeau a

la. pointe de Poutil.

2. la zone secondaire de cisaillement située le long de I'interface outil-copeau.

Zone
secondaire de
cisaillement

Zone primaire de

cisaillement

Fi1G. 1.3 - Définition des zones de travail plastique

Du point de vue de 'ingénieur, le processus de coupe orthogonale doit étre interpreté
dans sa globalité pour mieux comprendre les mécanismes qui le régissent et ainsi
prévoir la formation du copeau, sa segmentation éventuelle ou sa morphologie, mais
aussi les efforts de coupe. Les différents types d’approches peuvent étre purement
mécaniques, thermomécaniques couplés ou non. Les études basées sur des investiga-
tions analytiques permettent de révéler les mécanismes fondamentaux de ce procédé.
La simplicité des approches purement mécaniques permet une résolution analytique
souvent impos;ible pour les approches thermomécaniques ciui, par leur complexité,
nécessitent une résolution semi-analytique [MD92], voire numérique. Une autre ap-
proche pour développer une théorie du processus de coupe est donc l’a.pplica.tion de

techniques éléments finis non linéaires.
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CHAPITRE 2

Modéles analytiques

2.1 Le modele de Merchant

Merchant [Mer45) limite son étude au cas de la coupe orthogonale pour laquelle
J’aréte de coupe est perpendiculaire aux vitesses de coupe et d’avance. Ce modele
utilise une formulation énergétique en déformation plane et suppose que la formation
du copeau se produit par cisaillement intense le long d’un plan dont l'inclinaison ¢,
par rapport & la surface libre de la piéce usinée, peut étre déterminée par un calcul
de minimisation d’énergie de coupe. Deux autres hypotheses viennent s’ajouter au

modele :
~ le comportement du matériau est parfaitement plastique,
— une loi de type Coulomb caractérise le frottement 3 {'interface outil-copeau.

La démarche de Pétude est de déterminer 'angle de cisaillement ¢, par minimisation
de la puissance totale dissipée, puis de calculer ’effort de coupe. L’épaisseur du copeau
et la longueur du contact peuvent ensuite étre déterminés par la conservation du flux
de matiére pour la premitre et ’équilibre des moments appliqués au copeau pour la
seconde. L’équilibre des efforts appliqu¢s au copeau est schématisé sur la figure 2.1.
Au cours du processus de coupe, la résultante R’ des efforts appliqués sur le copeau

par le matériau usiné, peut étre décomposée de trois maniéres différentes, comme
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'indique la figure 2.1:

_ suivant les directions horizontale et verticale par U’effort de coupe Fp et I'effort

d’avance Fg,
— dans le plan de cisaillement et perpendiculairement a celui-ci Fis et N,

— dans le plan de coupe et perpendiculairement a celui-ci F¢ et Ne¢.

La composante Fs est donnée par la relation:

_ wt1
&= sin ¢

T (2.1)

dans laquelle  représente la contrainte d’écoulement en cisaillement, w la largeur de
coupe (dans la direction orthogonale) et ¢ I’épaisseur du copeau non déformé. Le

diagramme des efforts 2.1 permet alors de déterminer les autres composantes :
Ns = Fstan(¢+ A — )

Fp = FsCOS¢+NsSin¢
FQ = —Fgsin¢ + Ng cos ¢ (2.2)
Fo = Fpsina + Fgcosa

N¢ = Fpcosa — Fgsina

copeau

FIG. 2.1 - Diagramme des efforts en coupe orthogonale.
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La puissance nécessaire a la coupe est:

cos(A — @)
singcos(p+ A —a)

En dérivant cette équation par rapport & ¢ (en supposant la contrainte de cisaille-

U=FpV =

ment T et 'angle de frottement A indépendants de ¢), on obtient I’énergie minimale

consomimée pour:
¢=%(5—A+a) (2.4)
2.2 Le modeéle d’Oxley

P.L.B. Oxley est le premier & avoir développé une analyse thermomécanique de
la coupe orhogonale. Son modele [Ox189] prédit la géométrie du copeau, les tempé-
ratures et les efforts de coupe. La théorie est basée sur un modele de formation du
copeau dérivé d’analyses micrographiques (cf. figure 2.2) et de la théorie des lignes

de glissements.

FIG. 2.2 — Micrographie des déformations dans le copeau pour une vitesse de coupe
V=1.75 m/s.

Ainsi, deux zones de déformations plastiques sont mises en évidence:

_ une zone de cisaillement primaire, au voisinage de la ligne AB,
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— une zone de cisaillement secondaire & l'interface (induite par le frottement col-

lant et glissant le long de l'interface outil-copeau).

Le modele utilisé dans P’analyse est donné par la figure 2.3. Les hypothéses de défor-
mation plane et d’état stationnaire sont considérées et 1'aréte de 'outil est supposée
parfaitement tranchante. La loi de comportement du matériau usiné prend en compte
Pécrouissage et les sensibilités & la vitesse de déformation et & la température. Elle

est donnée par:

7 =0y (5,0) () (2.5)

oll T et € représentent la contrainte équivalente de von MISES et la déformation
plastique cumulée, € est la vitesse de déformation équivalente associée & 7, 0 la tem-
pérature absolue, n le coefficient d’écrouissage et o1 un coefficient ayant la dimension

d’une contrainte. o; et n dépendent de la vitesse de déformation et de la température.

F1G. 2.3 — Géométrie du modéle d’Ozley.

L’analyse du probléme se décompose en trois parties:

_ déterminer la contrainte d’écoulement dans chacune des zones de déformation
plastique. Ceci implique d’estimer les déformations, les vitesses de déformation

et les températures.
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— écrire les équations d’équilibre (forces et moments).
— minimiser la relation de puissance consommée.

La conclusion de l’analyse permet d’obtenir les valeurs de I’angle de cisaillement ¢, la
longueur de contact & I'interface outil-copeau lixs, et I’épaisseur de la zone secondaire
6t,. Ces trois inconnues sont nécessaires au calcul des efforts de coupe.

Les différentes forces et 'épaisseur du copeau peuvent étre déterminées par les mémes

relations que celles du modéle de Merchant (figure 2.1), c’est a dire:
cos(¢p — a)

sin ¢
Fo = Rcos(A — )

ta =1

N¢ = Rsin(A — a)

(2.6)
F = Rsin A
N = Rcos A
Fs TaBL1W

- cos ¢ - sin ¢ cos ¢
2.2.1 Etude du cisaillement primaire

Oxley ne propose aucune modélisation et étude détaillée de la zone primaire de
cisaillement. Il suppose que la vitesse de déformation est maximale le long de la ligne
AB et qu'elle est égale & une fraction de la vitesse de cisaillement Vs, divisée par
la longueur de la ligne AB. Cette relation empirique, (2.7), est déterminée a partir

d’observations sur un acier.

) |%
YaB = Cl—s (2.7)
AB
avec
Vs = coss(l;qb )V
-a
4 (2.8)
4B = sin ¢
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La déformation sur AB est calculée en supposant la vitesse de déformation uniforme

dans la zone primaire, considérée d’épaisseur A (la ligne AB se trouve & mi-épaisseur),

M@VN) AV cos &
= —=dt = .
V4B /o h 2cos(¢ — a)sin ¢ (2.9)

avec le critére de von MISES

(oY}

Il
2
h N
[v]

N

(2.10)

En supposant que seule une fraction (1 — ) de I’énergie de déformation plastique est

transformée en chaleur, la température est calculée par la relation :

pedd = (1 — B)rdy (2.11)

ol p est la masse volumique du matériau et ¢ la capacité calorifique.
La température de la zone de cisaillement est obtenue en supposant la containte T

uniforme dans la zone primaire:

pc(61 — bo) = (1 — B)27aB74B (2.12)
et la température de sortie:
0aB =00 + 77(1 ;cﬁ)27'AB’YAB (2.13)
avec
4B (2.14)

TAB = —\7—?
fo représente la température initiale et §; la température de sortie. Le coeflicient 7
traduit le fait que la déformation plastique se poursuit au-dela de AB. Sa valeur
est fixée & n = 0.7 au regard des travaux de Tay et al. [TS74]. Le coefficient S,
(0 < B < 1), est déterminé & I'aide des formules empiriques de Boothroyd [BK63]:

B =0.5—0.35log(P.tan ¢) si 0.04 < P, tan ¢ < 10.0
(2.15)
B =0.3—0.15log(P.tan ¢) si P, > 10.0

avec P, = (pcVty)/k le nombre de Péclet de ’écoulement ol k est le coeflicient de

conduction du matériau usiné.
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2.2.2 Etude du cisaillement secondaire

Aprés avoir traversé la zone primaire, la matiére s’écoule au contact de la face de
coupe. Le contact d’abord collant puis glissant, provoque des déformations plastiques
supplémentaires dans une zone de faible épaisseur au voisinage de l'interface. Oxley
suppose que la contrainte dans cette zone secondaire est uniforme et donnée par la

relation:

Tint — —\/—g— = —Gl(é, 9) (216)

obtenue en considérant I’écrouissage saturé.
Si I’on admet que le profil des vitesses au voisinage de interface outil-copeau croit

linéairement jusqu’a la valeur V¢, la vitesse de déformation est alors:

) Ve
Yint = gt; (217)

La température moyenne & l'interface outil-copeau est:
Oint = 048 + 'L/JAOM (2.18)

ol Al est Pélévation de température en fin de contact. Le coefficient Y (0< ¢ <1)
permet des variations de température le long de Iinterface. Afy est déterminé a

I’aide de la relation de Boothroyd [BK63):

05
log (%2%) = 0.06 — 0.1954 (P;h) + 0.51og (P;:z) (2.19)

2.2.3 Longueur de contact lin

Cette longueur est obtenue en écrivant 1’équilibre du moment M1 des forces ap-
-pliquées 3 ’interface et du moment M2 des-forces sur AB. Les efforts normaux sont

supposés uniformément répartis sur U'interface. M1 est donné par la relation:

M1 =N, %3=Rcos %—”ﬁ (2.20)
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L'écriture de M2 nécessite de déterminer la répartition des pressions le long de AB

(déterminée & partir de I’équilibre d’un élément de matieére de la zone primaire):

p(z) = TaB [1 +2 (% - ¢) - ZCnlA?A; :z:] (2.21)

Le moment en A, M2, des forces de pression sur AB est donc:

_ l‘ZAB T 20n
En utilisant les relations (2.20) et (2.22), on déduit:
_ ticos(¢p +A—a) 7r 2Cn
bint = sin ¢ cos A 1+2 (Z a ¢) T3 (223)

2.2.4 Angle de cisaillement

L’angle de cisaillement ¢ n’est pas obtenu par minimisation de ’énergie de coupe,

mais par 1’équilibre des efforts appliqués au copeau. Ainsi, la résultante des efforts

sur ADB est:
R = tppwt ! (2.24)
4B M  dingcosa '
et le long de l'interface:
R = rypg— (2.25)
= TiW——7 .
"sin A

L’égalité de ces deux équations permet alors de calculer la valeur de I’angle de cisaille-
ment ¢. 1, a et w sont des parametres de coupe et T4B, Tin: €t l;n: sont maintenant

connus.

2.2.5 Epaisseur dt2 de la zone secondaire

1épaisseur 8t; de la zone secondaire est calculée de maniére 3 minimiser la puis-

sance consommée durant la coupe.
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2.2.6 Coefficient C

La pression en pointe de I’outil s’exprime par:

N¢
pa= b (2.26)
mais aussi grace aux relations de Hencky:
T
PA = TAB [1 +2 (Z) - 2Cn] (2.27)

Ces deux relations permettent de calculer la valeur du coefficient C.

2.3 Commentaires sur ces modeles

Gilormini [Gil82] a mené une analyse détaillée de ces modeles. Selon cette étude,
les modeles présentés ici ont 1’avantage d’étre simples, mails sont limités & des do-
maines d’usinage restreints. Concernant le modele de Merchant, deux points sont a

retenir:

1. du fait de ’hypothése de comportement parfaitement plastique pour le matériau

usiné, ce modele sous-estime les efforts.

9. la relation permettant de calculer 'angle de cisaillement ¢ a été validée par des

expériences, Komanduri [KFL84], méme aux grandes vitesses de coupe.
Pour le modéle thermo-mécanique d’Oxley :

1. Oxley est le premier & proposer une modélisation thermo-mécanique compléte de
la coupe orthogonale méme si cette étude repose sur de nombreuses hypotheses

et plusieures relations empiriques.

9. les vitesses de déformation des essais réalisés pour déterminer le comportement
du matériau sont faibles (500 s™!) comparées & celles de la zone primaire de

cisaillement (10% & 10% s71).
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3. les valeurs obtenues pour 1’angle de cisaillement ¢ sont inférieures a celles calcu-
1ées par la relation de Merchant pour des petites vitesses de coupe et supérieures

aux grandes vitesses.

4. la notion d’usinage & grande vitesse n’est pas étudiée (absence des forces d’iner-

tie et de vitesses de coupe élevées).
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CHAPITRE 3

Modeéles numériques

La modélisation numérique de 'usinage entre dans le cadre des grandes déforma-

tions. Deux voies sont possibles pour la formulation du probleme:
1. la voie eulérienne
2. la voie lagrangienne ou lagrangienne réactualisée.

Si la technique numérique est bien choisie et correctement mise en ceuvre, les

simulations peuvent couvrir la globalité du processus.

3.1 Formulations eulérienne et lagrangienne

La formulation eulérienne est habituellement utilisée dans les problémes de mé-
canique des fluides, pour lesquels I’attention est portée sur les caractéristiques de
P’écoulement en des points fixes de I’espace. Avec ce type de formulation, les nceuds
du maillage sont associés & un volume de contréle fixe, les particules de matiére se
déplacent & travers le maillage en suivant les conditions d’écoulement du probleme.

Avec la formulation lagrangienne, le mouvement des particules est suivi depuis
la configuration initiale jusqu’a la configuration finale déformée. Le maillage est “at-
taché” & la matire, c’est a dire que le méme nceud correspond toujours a la méme
particule de matiere. La configuration de référence est la configuration initiale non

déformée. La formulation lagrangienne réactualisée est identique dans sa conception,
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mais utilise la configuration au pas de temps précédent comme configuration de réfé-

rence .

3.2 Simulation de la coupe orthogonale par la mé-
thode des éléments finis

Le processus de la coupe orthogonale, par la complexité des phénomenes mis
en jeu, ne permet pas une étude analytique globale du probleme. La méthode des
&léments finis se révele étre un bon outil pour résoudre les non linéarités dies par
exemple, au couplage thermo-mécanique avec conduction, ou a la prise en compte
des effets dynamiques. Mais il est clair que la solution donnée par cette méthode
reflotera le choix de la modélisation, des conditions aux limites et des relations de
comportement et de frottement introduites.

Les premiéres études sur la coupe orthogonale développées par la méthode des
&léments finis sont apparues avec les travaux de Klamecki [K1a73], qui a étudié la
naissance du copeau par une formulation tri-dimensionnelle élasto-plastique. Puis,
Tay et Stevenson [TS74] proposent une approche thermique de la coupe orthogonale
basée sur une formulation eulérienne. Dans cette étude, les répartitions de vitesses,
déformations et vitesses de déformation sont obtenues & partir d’observations expéri-
mentales. L’analyse éléments finis permet de déterminer les distributions des tempéra-
tures dans les zones primaire et secondaire de cisaillement par résolution de I’équation
énergétique bi-dimensionnelle en régime stationnaire. La modélisation du frottement,
inspirée des travaux d’Oxley, suppose que la contrainte d’écoulement est constante
sur la demi-longueur de contact et qu’elle décroit linéairement jusqu’a zéro sur la
longueur restante. Dans les années 80, Strenkowski et Carroll {SC85] adoptent une
formulation lagrangienne réactualisée, pour des conditions de déformations planes,
sans couplage thermo-mécanique. Seules les équations du mouvement sont résolues.
Le champ de températures est actualisé en faisant un calcul, aprés chaque incré-

ment de déplacement de 'outil, de 'énergie de déformation plastique. Le frottement
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3 D'interface est supposé constant et caractérisé par une loi de Coulomb.

Ligne de séparation Outil

FIG. 3.1 — Maillage initial utilisé par Strenkowski et Carroll [SC85]. Le copeau se
forme suivant une ligne prédéfinie de glissement.

L’originalité de ce modele porte sur I’introduction d’un critere de séparation basé
sur la déformation plastique effective. Le copeau est formé a partir d’une ligne pré-
définie de glissement, figure 3.1. Les noeuds placés sur cette ligne se séparent lorsque
la déformation plastique atteint une valeur critique. La variation de ce critére dans
un domaine compris entre 0.25 et 1.0, modifie de maniere significative la géométrie
du copeau et les contraintes résiduelles dans la piece. Une alternative & ’approche
lagrangienne est la formulation eulérienne. Strenkowski et Moon, [SM90], présentent
une analyse éléments finis eulérienne bi-dimensionnelle de la coupe orthogonale. Le
systéme thermo-mécanique est résolu par un cycle itératif dans lequel les équations
mécanique et thermique sont découplées. Ce modele prévoit la géométrie du copeau
(et par conséquent la longueur de contact 3 linterface) et la distribution des tem-

_pératures dans la piéce, le copeau et I’outil,-sans recours & des données empiriques.
Une approximation initiale de la géométrie du copeau est néanmoins introduite au
niveau du maillage. Les effets élastiques sont négligés ce qui ne permet pas le calcul
des contraintes résiduelles dans la piece. Les auteurs montrent que le cisaillement se

produit dans une région finie plutét que dans un plan, comme cela est souvent supposé
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dans les modeles analytiques. Un parameétre important de la simulation du processus
de coupe est la loi de comportement du matériau. En particulier, Komvopoulos et Er-
penbeck [KE91], en utilisant une formulation lagrangienne réactualisée, caractérisent
ce comportement par une loi élasto-plastique avec écrouissage isotrope et sensibilité
3 la vitesse de déformation, ce qui procure un bon accord avec les observations ex-
périmentales. Le critére de séparation est analogue a celui introduit par Strenkowski
[SC85], et une géométrie initiale du copeau est a nouveau utilisée afin de réduire
le temps de calcul. Il résulte de cette étude que I’écrouissage intensifie le champ de
contraintes et encourage le développement de la zone primaire sans affecter ’ampli-
tude de déformation plastique maximale. Une approche différente pour modéliser la
formation du copeau est I'utilisation d’un maillage adaptatif qui engendre une surface
de séparation arbitraire, Sekhon et Chenot [SC92]. Cependant, leur étude ne tient pas
compte des phénoménes de rupture, ce qui limite le type de morphologie de copeau
obtenu. Cette remarque reste valable pour Shih et Yang, [SY93], qui prédisent la
formation d’un copeau continu. Cette analyse complete celle réalisée par Strenkowski
et Carroll [SC85], avec deux particularités: le couplage thermo-mécanique et 1'utili-
sation d’une technique de raffinement de maillage. Les profils de températures sont
similaires 3 ceux obtenus par Tay et al. [TS74].

L’analyse qui nous semble la plus compléte a ce jour est celle développée récem-
ment par Marusich et Ortiz, [MO95]. Ils ont proposé une approche éléments finis
Jagrangienne qui permet une simulation globale de la coupe qui surmonte certaines
limitations des études précédentes. Les caractéristiques de leur modele sont les sui-

vantes :

effets dynamiques,

conduction thermique et génération de chaleur,

contact avec frottement,

couplage thermo-mécanique,
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— introduction d’un modele de rupture qui autorise la nucléation et la propagation

de fissures au sein du copeau.

Des outils purement numériques tels que le remaillage, le raffinement adaptatif, une
méthode prédicteur-correcteur (prédiction du contact) sont adaptés au modele. Une
difficulté d’application de la formulation lagrangienne & I'usinage est la sévere dis-
torsion des éléments durant la simulation. Une maniére de résoudre ce probleme est
de recourir & un remaillage régulier qui, combiné au raffinement adaptatif, permet
de prévoir correctement les couches limites apparaissant dans les deux zones de ci-
saillement ou la température et la vitesse de déformations varient trés fortement. Le
couplage thermo-mécanique est réalisé dans une procédure par étapes ol les équations
du mouvement et de la chaleur sont résolues séparément. Un opérateur de transfert
est ensuite utilisé pour I’échange d’informations entre les modéles thermique et méca-
nique. La discrétisation temporelle est réalisée par un schéma explicite aux différences
centrées du deuxieme ordre. En effet, les schémas implicites conduisent a des systémes
matriciels lourds qui pourraient dépasser la capacité mémoire des machines. Toutefois,
un probléme lié & 1'utilisation d’un schéma explicite est le choix du pas de temps. En
effet, en schéma explicite, le pas de temps critique pour assurer la stabilité des calculs
dépend de la taille de 1’élément le plus petit. Concernant la coupe orthogonale, ce
pas de temps critique n’est pas optimal pour les zones les plus grossieres du maillage.
Pour cela, Marusich et Ortiz font appel & ’algorithme de Belytschko qui permet a
chaque élément d’étre réactualisé suivant son propre pas de temps et offre ainsi un
gain en temps de calcul de l’ordre de 2 & 3. Le couplage des équations thermiques et
mécaniques est réalisé dans une procédure par étapes. Des maillages différents sont
utilisés pour les modeles thermique et mécanique avec échange d’informations par un
opérateur de transfert. Les deux étapes principales de cette procédure sont un pas de
calcul mécanique au cours duquel la température est supposée constante et un pas
de calcul thermique avec génération de chaleur constante. Deux critéres de rupture

(fragile et ductile) sont adoptés. Le modéle constitutif élasto-plastique est écrit en -

-89 -



Deuxiéme partie CHAPITRE 3. Modéles numériques

grandes déformations et autorise un changement de sensibilité aux grandes vitesses
de déformations. L’écrouissage est de type puissance et I'adoucissement thermique

linéaire.

so0vs b

800%0

a i .
L] Laxs amr adoors 900 0008 (w)

0.c0as | \

0.0030

0.0025

0.0020

0.063 5004 > 0.005 0006 (m)

Q.0030 +

0.0028

0.0020

0.004 0.005 0.006

(c)

FIG. 3.2 — Différents types de copeauz obtenus par simulation numérique d’apreés
Marusich et Ortiz [MO95]
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Deux applications de ce modele sont réalisées sur un bloc rectangulaire d’acier
AISI 4340, ’une 4 une vitesse de coupe de 30 m/s avec des angles de coupe positifs, la
seconde a une vitesse de coupe de 10 m/s avec un angle de coupe négatif de - 5°. Pour
la premiére application, la déformation est largement confinée dans la zone primaire
de cisaillement et dans une couche limite au voisinage de l'outil. Il n’apparait pas de
localisation et le copeau est continu. Les températures atteintes & l'interface outil-
copeau sont de ’ordre de 1000°C, ce qui correspond assez bien a la réalité. Marusich
et Ortiz observent des vagues & I’échelle du rayon d’aréte de I'outil sur la surface
usinée. -

La seconde appplication montre une transition initiale similaire a celle observée
lors de la précédente simulation. Puis, lorsque le matériau s’adoucit, la localisation
apparait le long de la zone primaire de cisaillement. L’initiation d’une fissure accom-
pagne ce phénomene. Cette fissure se propage jusqu’a environ la moitié de I’épaisseur
avant d’étre stoppée, complétant ainsi la formation d’un premier segment de copeau.
Ce processus se reproduit séquentiellement avec 'écoulement de la matiere et donne

une morphologie de copeau cisaillé, conforme aux observations expérimentales.

3.3 Conclusion

Les différeuts travaux présentés dans ce chapitre apportent une meilleure com-
préhension de la coupe orthogonale et montrent la diversité des probleémes liés a la
simulation numérique de ce processus. La majorité des études auxquelles nous avons
fait référence est basée sur un modele bidimensionnel et vise a développer un mo-
déle prédictif global de la coupe orthogonale. Notre objectif est différent. Dans les-
chapitres suivants, nous nous intéressons plus particulierement 3 la zone primaire de
cisaillement par une analyse approfondie des phénomenes qui gouvernent Pécoulement
plastique dans cette région. En effet, les caractéristiques de la, déformation plastique
dans la zone primaire conditionnent considérablement la morphologie du copeau et

les efforts de coupe. La-zone-de cisaillement secondaire n’est pas totalement négligée.
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Nous regardons son influence par I'intermédiaire du frottement présent 2 U'interface
outil-copeau.

Le modéle unidimensionnel de la zone primaire, exposé dans le chapitre suivant, a
été initialement présenté par Molinari et al. [MD92]. Nous proposons de le compléter
par une approche éléments finis eulérienne qui prend en compte les effets d’inertie, de
conduction thermique et le couplage thermomécanique complet. Deux lois de com-
portement sont testées, montrant ainsi I'importance du modéle constitutif pour la
simulation d’un procédé de fabrication oli interviennent des grandes vitesses de dé-
formation. o
Les résultats sont présentés dans le chapitre 5. Dans un premier temps, nous réali-
sons une étude paramétrique du modeéle pour 1’appliquer ensuite a P'usinage de l’acier

AISI 4340 et comparer nos résultats avec ceux obtenus expérimentalement.
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CHAPITRE 4

Modélisation de la zone primaire

4.1 Equations

Nous rappelons dans cette section les équations de notre probléme. Ces équations,
proposées par Molinari et Dudzinski [MD92] dans leur approche analytique de la

coupe orthogonale, sont la base de notre étude numérique. La modélisation de la

o

—t,—

Fic. 4.1 — Modélisation de la zone de cisaillement

zone de cisaillement primaire en coupe orthogonale est présentée sur la figure 4.1
ol t; repréuente la profondeur de coupe, t; la largeur -du copeau, h ’épaisseur de la
zone primaire. Les parameétres o et V' désignent respectivement ’angle et la vitesse
de coupe. La zone de cisaillment est inclinée par rapport 3 la surface libre d’un

angle ¢ que 1'on appelle angle de cisaillement. Cet angle peut &tre déterminé par la
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formule de Merchant qui donne une bonne approximation ou de maniere plus exacte
en effectuant un calcul direct de minimisation de I’énergie consommée par la coupe.
Recht [Rec84] a montré que la formule de Merchant reliant Pangle de cisaillement ¢
3 P'angle de coupe o et 'angle de frottement A, reste valable aux grandes vitesses
de coupe a condition que I’hypothese de stationnarité soit vérifiée. Dans cette étude,

nous utilisons la formule de Merchant:

¢=%(%—/\+a> (4.1)

oll ) est un angle caractérisant le frottement supposé de type Coulomb {f = tan(A),

f coefficient de frottement). La bande consiste en une couche d’épaisseur h, de lon-

y
Vi Ve
(0—0a) I~
Vg
zone primaire n
de cisaillement
Vso

=

0

v

Vo

FIG. 4.2 — Diagramme des vitesses. V est la vitesse de coupe, Vo la vitesse du copeau
par rapport & loutil et suivant la direction de la foce de coupe. Vo et V1 sont les
vitesses de cisaillement. Vo et Vi les vitesses normales @ la bande.

gueur infinie, soumise a un cisaillement comme le montre la figure 4.2, qui donne
également le diagramme des vitesses associé a la zone primaire.

I ’étude cst placée dans le cadre d’une théorie unidimensionnelle ol les variables sont
définies en fonction de §j et du temps . La vitesse d’une particule dans le repére (%,9)

lié & la bande est donnée par ses deux composantes
by = 0g(F,1); Uy = By(§,1)
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L’équation de conservation de la quantité de mouvement s’écrit :

or 0,
i p ( 5 +’)’VN> (4.2)

ou p est la masse volumique du matériau et 7 la vitesse de déformation dans la bande.
La condition d’incompressibilité, qui se réduit ici a 9%,/0§ = 0, implique que la vitesse

normale d’une particule soit constante dans la bande:
VNO = VN1 = VN (43)

L’évolution de la température est régie par 'équation de la chaleur sous la forme:
06 9 0%0
c Y+ k= 4.4
”(at a~>ﬁ7 B2 (44)
Dans ’équation (4.4), le coefficient de Taylor-Quinney f3 représente la fraction de
travail plastique convertie en chaleur. Les constantes c et k sont la capacité calorifique
et la conduction thermique du matériau respectivement.

La vitesse de déformation ¥ est reliée 2 la vitesse &, par la condition de compatibilité,

elle correspond également & la dérivée particulaire du glissement +:

8_37 =7 (4-5)
by _ 0y Oy
7—d{ = at+8yv (4.6)

Le matériau usiné est considéré viscoplastique isotrope rigide. Sa loi de comportement

en cisaillement s’écrit sous la forme générale:
T = ¢ (}Y’éa')') (47)

ol 7 est la contrainte de cisaillement, v le glissement,';y la vitesse de déformation et §
la température absolue dans la bande. Plusieurs expressions de (4.7) seront utilisées

au cours des simulations.
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4.2 Analyse dimensionnelle

Pour mener 1'analyse dimensionnelle, nous introduisons les variables sans dimen-

sion suivantes:

ot h est I’épaisseur de la bande de cisaillement, 6w la température absolue de la piéce,
Vi la vitesse normale, 7g une contrainte de référence et g la vitesse de déformation

moyenne définie par:

. ™. . V cos o
TR = /g vy = hcos(¢ — a) (48)

Le systéme d’équations (4.2, 4.4, 4.5, 4.6, 4.7) gouvernant notre probleme est main-

tenant écrit sous forme adimensionnelle:

or Ovy, .
00 00 ) 0%0
o g
7T B + Cay =C dy (4.11)
T = ¢ (77 937) (4'12)

Avec les nombres sans dimensions B, C, D et K définis par

p=Pm® (4.13)
pchw
O V;N _ sing cos(¢ — ) (4.14)
hA R cos &
pVwhip pV?singcosa
= = 4.
b TR 7r cos(¢ — ) (4.15)
K k kcos(¢—a) (4.16)

= .pch?3 g " pchV cosa
Les nombres B, D, K caractérisent respectivement la chaleur produite par déforma-
tion plastique, les effets d’inertie et le phénoméne de conduction. Le nombre C, équa-
tion (4.14) est un facteur géométrique.

Nous nous limitons dans la suite au processus stationnaire (8/0t = 0).
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4.3 Conditions aux limites

4.3.1 Vitesses

Les vitesses a I’entrée de la bande (y = 0) et & sa sortie (y = 1) sont connues et

exprimées par (cf. figure 4.2):

{ Vzly=0 = Vso/Viv = —cotan(¢) (4.17)

Vgly=1 = Vs1/Vn = tan(¢ — a)
4.3.2 Températures

Le matériau est supposé se déformer seulement lorsqu’il atteint la bande de ci-

saillement. A lextérieur de la bande, la vitesse de cisaillement est nulle:

Ay
3 0 pour y € ]—o0,0[ U |1, 400]

et

4 =0 pour y € ]—o0,0[ U ]1,+00]

d’apres ’équation de compatibilité (4.11). Il n’y a donc pas de dissipation a ’extérieur
de la zone de cisaillement et 1’équation de la chaleur 4.10 dans cette région s’écrit

alors:
o Koo
oy C 0y? -

La solution de cette équation différentielle est:

0 Yy € ]—00,0[ U1, +o0]

{0=a+bexp(C’y/K) y € |—o00,0[
9=c+dexp(Cy/K) ye€ll,+oof

Avec comme conditions initiales

0-=1=2>a=1
8|10 a une limite finie donc d =0
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0 1 Y

Fig. 4.3 - Conditions auz limites en température

La température et son gradient sont continus & l'interface de la bande (y = 0 et

y = 1). Le gradient de température a la sortie de la bande s’annule, d’ou

00

3| ="

1
6(y = 1) et (y = 0) sont inconnus avec f(y = 0) = 1 +b. A I'entrée de la bande, le

gradient de température s’exprime par:

00

o

C
= —b
o K

donc avec b= 0(y = 0) — 1, nous en déduisons la condition:

06

oy

C
= 2100 -1 (4.18)

0

4.4 Formulation faible

A partir du systéme d’équations (4.9) & (4.11) et en utilisant les conditions aux
limites précédentes, nous pouvons maintenant écrire la formulation variationnelle de .

notre probléme. Cette formulation est obtenue de maniére a satisfaire les équations

1 707 )
L _Dy)ndy=0 4.19
/0 (ay v ) ndy (4.19)

(4.9) et (4.10) en moyenne:
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06 0%0
/[; (Ca—y- — Bry — Ka 2) wdy =0 (4.20)

ou 7 et w représentent respectivement des champs virtuels de vitesses et de tempéra-

tures. En utilisant ’équation (4.9) et I’équation de compatibilité, nous obtenons:

1
0
[; M (r —CDvy)ndy =0 (4.21)

L’intégration par parties de cette équation donne

[(r — CDv.) il - / (v — CDvs)nydy =0

Comme 7(0) = n(1) = 0, nous avons.

1
/ (1 — CDuvz)nydy =0 (4.22)
0
En suivant la méme démarche, I’équation (4.20) conduit a
y=1
/ (C?ﬁ - B'r'y) wdy + / K39 3w [Kggw] (4.23)
0 ay ay y=0

Et en utilisant les conditions aux limites en température, cela devient :

/ (C%—qu)wdy-l-/ KBGB_wd +K%w
0

5 By % =0 (4.24)

0

4.5 Approximation Eléments Finis

Supposons que la zone primaire de cisaillement soit découpée en éléments finis;
chaque élément contient trois nceuds. La position d’un point dans la bande est ap-

proximée par la relation non-linéaire

y=Y Nu(6)¥a (4.25)

dans laquelle ¢ est la coordonnée naturelle du point y, N, représente les fonctions de
- forme et y, la position des points noda=:x. La somme s'effectue sur tous les nceuds -
qui composent la bande. Les variables nodales sont la vitesse v, et la température 6,

approximées par:

0= Nubo,v:= > Novza (4.26)
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Les variables secondaires, la vitesse de déformation 4 et la contrainte de cisaillement
r sont déterminées & l'aide de la condition de compatibilité (4.11) et de la loi de

comportement (4.12). La contrainte de cisaillement linéarisée s’exprime:

67 = CTyN, 46V + ToNo 60, + T3N, 00z, (4.27a)

avec T =v4,To=vg, T3 =%, (4.27b)

Le systéme d’équations variationnelles peut maintenant s’écrire sous la forme géné-

rale: o
F S R0
ab ab z a = 4.28
[Kf;’z: ZE SRV IRt )
ou
1
w / (CTiNsy + CTaNy — CDNy) Noydy
0
1
K:e=/ TZNbNa.,ydy
o (4.29)
1
ng=/ BN, [-CTNpy — ¥ (CTiNyy + T3Ny)] dy
0
1
K = / N, (CNyy — BYT:Ny) + K NyyNaydy
0
et
-
o= _/ (CDvy — 7) Noydy
A (4.30)

1 1
= [K0,Nyy NoJg + / BT4N,dy — / (CNyNyy + KNy yNyy) bpdy
0 0

Le systéme matriciel non linéaire est résolu en utilisant ’algorithme de Newton-

Raphson.
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Deuxiéme partie

CHAPITRE 5

Résultats des simulations

Dans ce chapitre, nous présentons les résultats correspondant & différents jeux de

simulations:
1. étude paramétrique sur les matériaux CRS 1018 et HRS 1020,

9. influence du changement de comportement aux grandes vitesses de déforma-

tions,

3. application sur ’acier AISI 4340 et comparaison avec ’expérience.

5.1 Etude paramétrique: CRS 1018 et HRS 1020

Une étude paramétrique est réalisée pour deux matériaux différents : HRS1020 et
CRS 1018 (norme américaine) dont les propriétés sont décrites dans la table 5.1.

Nous supposons que la loi de comportement est de la forme:
7 =9(3,8,7) = 7 0 (v + %) (5.1)

oll 7, est une pré-déformation. Les caractéristiques du matériau sont la constante u,
la sensibilité 3 la vitesse de déformation m, le coefficient d’adoucissement thermique
v(v < 0) et le coefficient d’écrouissage n. La contrainte de référence, dans ’analyse

dimensionnelle, est définie par la relation:

r = bR (5.2)
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Parameétre CRS 1018 HRS 1020
Vot eeeeeinaanneaans -0.38 -0.51
The e ennnnennooseenns 0.015 0.12
Tttt eteannnenennns 0.019 0.1
Poveeeneennennannenns 3579 10% S.I. 7587 10°¢ S.L
Coueee e 500 J/(kgK) 500 J/(kgK)
Proeeeeninei e 7800 kg/m® 7800 kg/m®
Ko 54 W/mK 54 W/mK

TAB. 5.1 — Propriétés des aciers CRS 1018 et HRS 1020. D’aprés Shawki et al.,
[SCM83]

Les conditions de coupe utilisées pour les simulations sont les suivantes:

angle de coupe a=5",

angle de frottement constant A = 35",

largeur de la bande de cisaillement b = 2.5 1075 m,

vitesse de coupe variable de 4 m/s & 100 m/s.

Ces parametres sont ceux de référence et seront soumis & variations pour mettre en

valeur les phénomenes régissant le processus de coupe.

5.1.1 Influence de la conduction thermique

Les effets de la conduction thermique sont analysés en faisant varier, a vitesse
constante, la conductivité thermique et par conséquent le nombre sans dimension
K. Le matériau considéré ici est le CRS 1018. La vitesse de coupe est V = 4 m/s,
les autres paramétres correspondent & ceux énoncés dans la table 5.1. Les profils de
vitesses de déformation, de vitesse d’une particule et de température dans la bande
sont dessinés pour les différentes valeurs de K. La valeur K.= 0.1 correspond a
la. conductivité réelle du CRS 1018 (k = 54 W/m.K) pour une vitesse de coupe
V =4 m/s. A noter que pour la vitesse de coupe considérée, les effets d’inertie sont

négligeables. L’augmentation de la valeur de K tend & uniformiser la distribution des
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températures dans la bande. Les distributions de vitesses de déformation de la figure

5.1 montrent deux effets:

1. aux grandes valeurs de K (K > 1), la température est quasi-uniforme dans
la bande, et le profil des vitesses de déformation présente une couche limite a

I’entrée de la bande diie a ’écrouissage du matériau [DM96].

2. pour les petites valeurs de K, le probléme devient adiabatique, la couche limite
3 D'entrée disparait. La déformation est reportée a la sortie de la bande ou

la température est la plus importante et ou le matériau se déforme le plus

facilement.
8.01 K=0.001
-------------- K=0.1
6.0ff -———-——— K=00
P ettty K=1.0 ':‘
T a0
2.0 '\ ; /r
~. S g
0.0 =
“00 02 04 06 08 10
Coordonnée y Coordonnéc y
1.8F
_______________ 0r
L6k
-- K=0.001
g 1af T K=0.1
K=0.0
___________ k00 )
12 - /
1.0[ . . . . "
00 02 04 06 08 10
Coordonnée y

Fi1G. 5.1 — CRS 1018 effets de la conduction

5.1.2 Effets de la largeur de bande

L’influence de la largeur de bande est analysée pour le matériau CRS 1018 &

différentes vitesses de coupe (4, 40, 100 m.s™!) pour trois valeurs de h qui sont
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250, 25, 2.5 pm. La largeur de bande reste un paramétre indéterminé de I’analyse

unidimensionnelle. Sa valeur est donc fixée par hypothese.

) ' ) ; osf ) i )
b=
of —— wasopm |1 e N
"""""""" Be2s im k 00 h=25":n -
6.0 h=2.5] -~ H
m ; g i
7 H 0.5 i
4.0 i Ve
-1.0p i
20} i
—— ..~‘ -1.5F p
- e T
0.0 0.2 04 06 08 1.0 0 02 04 06 08 1.0
Coordonnée y Coordonnée y
(a) V=4 m.s™!
‘ 03 hI=EO
8.0r jm
h=250 um wol T 125 pm
: h=2.5
6.0 h=2.5 pm -
‘? 0.5
4.0 Vx
1.0p
2.0t
5 vt
0.0 = = r ; : : i i
0 02 04 06 038 Lo 0.0 02 04 06 08 1. .
Coordonnée y Coordonnée y Coordonnée y
(b) V=40 m.s~!
J 0.5[ 250 18
8.0
.............. s N
h=2.5 1.6
6.0F h=2.5 um wm
. 0.5
1.4
Y a0 v, )
-1.0t
2.0p 1.2} -
-1.5F
© 0.0l > [re— T T 7 ) 1.0 n T il i i
0.0 02 04 06 08 1.0 .0 02 04 06 08 1.0 0 02 04 06 03 1.0
Coordonnée y Coordonnée y Coordonnée y

(c) V=100 m.s~!
FIG. 5.2 - Effets de la largeur de bande sur le matériau CRS 1018.
La largeur h influe sur les deux nombres sans dimensions B et K mais de maniere
moins significative sur B. Molinari et Dudzinski [MD92] ont montré que I’épaisseur

de bande A avait peu d’influence sur les résultats dans le cas adiabatique. Dans le cas

général, augmenter h revient essentiellement & diminuer la conduction. Cet effet est
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amoindri lorsque la vitesse de coupe augmente. Ceci nous laisse donc supposer que
les effets d’inertie caractérisés par le nombre sans dimension D sont importants aux
grandes vitesses de coupe. L’augmentation de la largeur de bande donne des effets

inverses 3 ceux occasionnés par 'augmentation de la conduction thermique.

5.1.3 Effets de la vitesse de coupe
Les effets de la vitesse de coupe sont analysés dans trois configurations différentes:

1. matériau CRS 1018 avec conduction,

2. matériau CRS 1018 dans le cas adiabatique,
3. matériau HRS 1020 avec conduction.

La variation de la vitesse de coupe pour ces trois configurations permet de mettre en
évidence le tdle joué par l'inertie dans la zone primaire de cisaillement. Les solutions
stationnaires sont montrées sur les figures 5.3, 5.4, 5.5. Les effets d’inertie sont visibles
sur les distributions de contraintes ol ’on remarque le développement d’une couche
limite & la sortie de la zone primaire de cisaillement. La comparaison des figures 5.3
et 5.4 nous permet de valider I'hypotheése d’adiabaticité pour des vitesses de coupe
élevées. Le role des effets d’inertie devient alors prépondérant avec des vitesses de
déformation importantes qui inhibent le réle de la conduction.

On observe sur la figure 5.3 qu’a faible vitesse de coupe, le transport d’énergie
calorifique par conduction est plus important qu’a grande vitesse. Ceci a pour consé-
quence d’atténuer la couche limite thermique a la sortie de la zone de cisaillement.
Les effets d’inertie ont tendance & reporter les déformations en sortie de bande. Aux
grandes vitesses de coupe, la vitesse de cisaillement atteint des valeurs trés impor-
tantes en y = 1 (§ = 4.0 10°). Par contre, la déformation v en y = 1, reste fixée par
la cinématique du processus et de ce fait, la température & la sortie de la bande ne

varie pas sensiblement avec la vitesse.
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FIG. 5.3 - CRS 1018 effets de la vitesse de coupe avec conduction
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FIG. 5.4 — CRS 1018 effets de la vitesse de coupe sans conduction
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T T T y T T T T T T

i ] 089 —m— v |
80— vtmws [\ ______________ V’;(;'Z;
-------------- V=20 mis i 087} Vo i
o0 vAOmis , b s \} 120r:/
. V=120 mis 0.854 —onms A
i T
T 40 i,. 0.83 :
o 081} k
3 ]
) 0790 ... b
0.0 7 L L L L "
00 02 04 06 08 1.0 00 02 04 06 08 1.0
Coordonnée y Coordonnée y
1.8 = veams ' ] 05— v=tms '
----------- V=20 mfs g
- V=40 mis :
(VX1 ] —— '," / i
- 05} / [
Vs A
-1.off et H
enmnmenres
»’wﬂ“
LS| ]
1.0G L L L L i i 1 ) . ) g
00 02 04 06 08 1.0 00 02 04 06 08 1.0
Coordonnée y Coordonnée y

FIG. 5.5 — Effets de la vitesse de coupe sur le matériau HRS 1020 avec conduction

Le matériau HRS 1020, dont les profils stationnaires sont présentés sur la figure
5.5, fortement écrouissable, voit sa limite d’écoulement augmenter avec la déforma-
tion. Le matériau se déforme donc de plus en plus difficilement & mesure qu’il pénetre
dans la zone de cisaillement. Cela explique la chute rapide de la vitesse de déforma-
tion lorsque y-augmente.-Ce phénomene n’esi pas observé dans l'acier CRS 1018 plus
faiblement écrouissable.

La figure 5.6 montre encore 'importance des forces d'inertie aux grandes vitesses
de coupe pour 'acier CRS 1018. Des calculs dynamiques (D # 0) et quasi-statiques
(D = 0) sont comparés pour deux vitesses de coupe. Ces simulations tiennent compte
du phénomene de conduction. Les forces d’inertie retardent la déformation du maté-
riau et la vitesse de déformation 4 la sortie de la bande est trés importante. Le niveau
de la contrainte de cisaillement 7 est plus faible en dynamique avec néanmoins une
couche limite en fin de bande qui est accentuée par I'augmentation de la vitesse de

coupe. Les effets d’inertie sont surtout sensibles sur la contrainte de cisaillement ala
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sortie de la zone primaire donnée par:
T = To + CD’Yl (53)

obtenue par intégration directe de 1'équation (4.9) en utilisant I’équation de compa-
tibilité (4.11).
Dans la relation (5.3), D est fonction de la masse volumique du matériau et de la

vitesse de coupe V (cf. équation (4.15).

0.93f avec inertie ] 0.93F avec inertie
-------------- sans inertie wemmmnmeee-eo- SQNS inertie
091} 1 091}
T o089} . T 089}
|
0.87F ] 0.87} !
_J
0.85} 1 0.8sf
00 02 04 06 08 10 00 02 04 06 08 L0
Coordonnée y Coordonnée y
(a) V =40 m/s. (b) V =100 m/s.

FIG. 5.6 — Influence des effets d’inertie sur le CRS 1018

5.1.4 Influence de ’angle de cisaillement

L’angle de cisaillement ¢, calculé dans cette étude par la formule de Merchant,
est fonction de l’angle de frottement ). L’angle de coupe @, dont dépend également
$, étant fixe lors des différentes simulations, augmenter ¢ revient 3 diminuer A. Les
simulations sont effectuées sur le CRS 1018 avec prise en compte des effets d’inertie
et de la conduction thermique. Deux vitesses de coupe sont a nouveau considérées:
V =40 m/s et V = 100 m/s. L’angle de cisaillement ¢ ne modifie pas le profil géné-
ral des caractéristiques thermo-mécaniques du matériau dans la bande (température,
vitesse de déformation, contrainte). Par contre, I'influence de ¢ est significative pour

la contrainte & la sortie de la zone primaire de cisaillement, voir figure 5.7. En ef-
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fet, le produit C D7y, dont dépend 7y, relation (5.3), augmente lorsque ¢ croit dans

'intervalle [0°, 45° ].
-
g -
g o9t 7
N
b .
- .
5
= 0.90}
‘S
(2]
3 -
3
‘g —— V=40 m/s
g o8y 7 . PR V = 100 m/s
- AT
g e
S 2077725 30 35 40

Angle de cisaillement ¢

FIG. 5.7 — Matériau CRS 1018. Influence de ¢ sur la contrainte de cisaillement ala
sortie de la bande. Deuz vitesses de coupe sont considérées.

5.2 Changement de comportement

Nous nous intéressons maintenant au changement de comportement du matériau
dfi & 'augmentation de la vitesse de déformation. Lors de la simulation du processus
de coupe orthogonalie, les vitesses de déformation dans la zone primaire de cisaillement
se révelent &tre tres élevées (de I'ordre de 10° & 10° s~) méme pour de faibles vitesses
de coupe. Des observations expérimentales (Campbell et Fergusson [CF70], Klopp et
al. [KCS85], Klepaczko [K1e94]) ont montré une forte augmentation de la sensibilité
3 la vitesse de déformation au dela d’une vitesse de transition. Il est donc intéressant
d’utiliser un modsle constitutif qui permet de prendre en compte le changement de
comportement intervenant aux grandes vitesses de déformation.

Pour modéliser la transition d’un régime de comportement avec une faible sen-
sibilité & la vitesse vers un régime avec une grande sensibilité, nous proposons les

relations phénoménologiques suivantes:

F=py 0 (v +w)" si § <9,
. < my-mz im2 5, n Ll s (5-4)
F= 30" (y + )" siy>7,
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oli ¥, est la vitesse de déformation transitoire entre les deux régimes de comportement,
caractérisés par deux sensibilités & la vitesse constante m; et my (mg > my). Dans
leur approche bi-dimensionnelle de ’usinage, Marusich et Ortiz [MO95] ont également
introduit une loi de comportement qui prend en compte ce changement de sensibilité a
la vitesse de déformation. Une valeur typique pour la vitesse critique est %t =10%s7!
Klepaczko [Kle94]. Avec cette valeur, et pour une vitesse de coupe V = 0.5 m/s, la
totalité de la zone primaire de cisaillement se trouve dans le second régime.

Dans la suite de cette section, nous étudions l'influence d’une sensibilité a la
vitesse de déformation élevée (mg =0.2), les autres parameétres sont les mémes que

précédemment) sur le cisaillement de la zone primaire.

3.0 : r : . . 3.0 . , , . 7
V=0.5 m/s (K=1.0) — vOsmsk=l0)
] V=5.0m/s (K=0.1) /] I V=s0ms (K=0.1)  f
2ol ™ V=50.0mis (K=0.0D,/ i V=50.0 mis (k=0.01) /
[
T sk ] o 29 A
— e e i
LOf~————= o /———-—‘:‘"———_—
Y ] BE e e
0.0 . . . . ] Lok . ‘ .
00 02 04 06 08 L0 00 0z 04 06 03 10
Coordonnée y Coordonnée y

1.0 T T T T T
V=0.5 m/s (K=1.0)

157 i V=5.0 m/s (K=0.1) 1
=== V=50.0 m/s (K=0.01)

Coordonnée y

FIG. 5.8 — Profils de vitesses de déformation, de températures et de vitesses pour plu-
sieurs vitesses de coupe. Le comportement du matériau est donné par la relation (5.4);
pour chaque vitesse de coupe, la valeur du nombre sans dimension K est précisée.

La figure 5.8 présente les distributions en vitesse de cisaillement, température et
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vitesse pour le matériau CRS 1018 en utilisant le modele constitutif introduit pré-
cédemment et ce pour une plage de vitesses de coupe de 0.5 a 50 m/s. On notera
’absence de couche limite en entrée et en sortie de bande. Pour une faible vitesse
de coupe, V = 0.5 m/s, la conduction donne des distributions de température et de
vitesse de déformation quasi uniformes, le profil de vitesse v, est linéaire. L’effet de la
conduction est moins important pour V = 5 m/s et tend vers zéro lorsque la vitesse
de coupe atteint la valeur V = 50 m/s. Pour cette vitesse, la totalité de la bande se
déforme de manitre adiabatique. Cette simulation montre I'importance du choix du
modele de comportement sur les solutions stationnaires en coupe orthogonale. L’al-
lure générale des distributions de vitesses de déformation, contraintes de cisaillement,
températures et vitesses étant largement modifiée par I'utilisation d’une loi incluant
un changement de comportement aux grandes vitesses de déformation. Un autre phé-
nomene mis en évidence a 'aide de cette loi est le niveau de température atteint en
sortie de bande (cf. figure 10(b)). En effet, les valeurs en présence sont de ’ordre de
630 ° C pour une vitesse de coupe V = 50 m/s alors que les températures obtenues
avec une faible sensibilité & la vitesse de déformation (m = 0.012) au cours de I'étude
paramétrique précédente sont de I'ordre de 270 ° C en considérant des conditions de
coupe équivalentes. Ce résultat est important car une élévation significative de la
température peut conduire & un écoulement instable, Marusich et Ortiz [MO95].

La force de coupe F, est illﬁstrée, sur la figure 5.9, en fonction de la vitesse
de coupe V, pour deux cas (k = 0 et k = 54 W/mK) et pour les deux lois de
comportement considérées dans cette étude, (5.1) et (5.4). Les résultats sont obtenus
par la méthode des différences finies (M.D.F.) avec un incrément de vitesse AV =25
m/s [BMDMY6], et par la méthode des éléments finis (M.E.F.) pour certaines vitesses
de coupe seulement. :

Si l'on s’intéresse au modele constitutif donné par la relation (4.7), on remarque
que 'influence de la conduction sur les efforts de coupe est considérable. En effet,

la conduction réduit le niveau de la contrainte de cisaillement dans la bande et, par
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conséquent, la force de coupe est plus faible. Pour la deuxieme loi de comportement,
donnée par la relation (5.4), les effets de conduction sont moins importants du fait
de la forte sensibilité a la vitesse de déformation. De plus, le domaine de vitesses
pour lequel les effets de conduction sont significatifs est plus court (V' < 40 m/s) que
pour la premiére loi ou la différence entre les forces de coupe “adiabatiques” et “avec

conduction”, reste importante méme pour des grandes vitesses de coupe.

3800 L T T T 1} 1 T
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37001 ® M.EF. k=0 W/m.K ]
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8
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(b) Avec changement de comportement

FIG. 5.9 — Force de coupe en fonction de la vitesse de coupe pour deuz iois de
comportement, relations (5.1) et (5.4). Le matériau est le CRS 1018. L’angle de
frottement est A =35° et l’angle de cisaillement e pour valeur ¢ =30° .
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FIG. 5.10 — Contrainte de cisaillement 1y et température 0; a la sortie de la zone
primaire, en fonction de la vitesse de coupe V. La loi 1 de comportement est donnée
par la relation (5.1), la seconde par la relation (5.4).

Avec augmentation de la sensibilité & la vitesse de déformation, la contrainte 7
est élevée en sortie de bande (cf. figure 5.10(a)), expliquant la différence de niveau
des forces de coupe pour les deux lois considérées. Cette élévation de la contrainte

peut alors faciliter la rupture fragile au cours de la phase d’usinage, Marusich et Ortiz

[MO95].

5.3 Application a l'acier AISI 4340

Dans cette section, nous proposons finalement d’appliquer notre approche a la
coupe de ’acier AISI 4340. Suivant Marusich et Ortiz, [MO96], nous adoptons une

loi constitutive de la forme:

P4 my
F=g(v) (1 +l> si § <5, (5.52)
¢l
;:)-l m2 ’.),l my—ma ) )
7 =g() (1 + —) (1 + —*) si 4> 4, (5.5b)
7 7
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avec une contrainte d’écoulement :
n
g(y) =1 — & - 67)] " (1 + 71) (5.6)

précédemment utilisée par Lemonds et Needleman [LN86]. Dans la relation (5.5), 5
est une vitesse de déformation de référence, m; et m, sont la petite et la grande
sensibilité & la vitesse de déformation, respectivement, et ';yt est la vitesse de défor-
mation qui sépare les deux régimes d’écoulement. L’écrouissage est décrit par une
loi puissance, 7* est une déformation de référence, n est le coefficient d’écrouissage.
L’adoucissement thermique est supposé linéaire, & est le coefficient d’adoucissement
thermique. Les paramétres utilisés dans les calculs sont :

7 = 850/v/3 MPa , m; = 0.01 , my = 0.2

¥=110%/v3s", %, =610°/v3s~?

~* =.003/v3 ,n=0.1

6 =6, =120.C,a=0.001/K
Jusqu’'a la vitesse de coupe V = 35 m/s, le comportement du matériau est régi par la
relation (5.5a) dans la majeure partie de la bande. La relation (5.5b) correspondant
au second régime d’écoulement, concerne éventuellement les couches limites, si elles
existent. A partir de cette vitesse de coupe V = 35 m/s toute la bande se déforme
3 une vitesse plus grande que 7, la sensibilité & la vitesse de déformation est alors
élevée et influence de la conduction négligeable.
D’apres des observations expérimentales, (Arndt [Arn73] et Schulz [Sch89], par ex-
emple), le coefficient moyen de frottement décroit avec Paugmentation de la vitesse

relative du copeau V. Dudzinski et Molinari [DM96], modélise le frottement sous la

forme:

f=fo(Ve) (5.7)

Concrétement, la valeur de f chute de 0.6 pour V =5 m/s & 0.25 pour V = 35 m/s.

Pour la simulation, hous utilisons les valeurs fo = 0.745 et ¢ = —0.29. La pression
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de coupe, déterminée par la relation p = Fp/wt;, est présentée sur la figure 5.11 en

fonction de la vitesse de coupe, pour k = 0 et k£ =43 W/m.K.

3000 T T i L T 1
gk ‘
S 2800 g . Expérience .
< & R M.D.F. cas adiabatique

%-4 2600 _ ':: M.E.F. avec conduction
8 Tt
0 L 1
< 13 y
= 2400 L'
ke 1
% L
E 2zoo: ‘
2000

0 ""20" 40 60 80 100 120
V (m/s)

FIG. 5.11 — Pression de coupe en fonction de la vitesse de coupe. Le matériau est
Pacier AIST 4340.

Des données expérimentales (Komanduri (1984), Recht (1984)), sont également
reportées sur cette figure. Pour un domaine de vitesses V < 35 m/s, la sensibilité a la
vitesse de déformation est faible et le coefficient de frottement diminue rapidement.
En raison de la conduction qui joue un réle signficatif (pour de faibles vitesses de
coupe), et du frottement qui diminue, la pression de coupe décroit jusqua ce que la
vitesse de coupe atteigne approximativement 35 m/s. A partir de cette vitesse, la
sensibilité & la vitesse de déformation est grande, les effets d’inertie deviennent signi-
ficatifs et la conduction négligeable. La combinaison de ces différents effets entraine
une augmentation de la pression de coupe. La température en sortie de bande varie
entre 340° C et 460° C pour la plage de vitesses testées (figure 5.12) et 1'angle de
cisaillemert calculé par la formule de Merchant avec Vangle A dépendant de la vitesse

passe de 32° aux faibles vitesses & 42° & 120 m/s (figure 5.13).
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F1G. 5.12 — Température 6, ¢ la sortie de la zone primaire, en fonction de la vitesse
de coupe V. La loi de comportement est donnée par la relation (5.5).
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FIG. 5.13 - Angle de cisaillement ¢ en fonction de la vitesse de coupe. ¢ est calculé

par la relation de Merchant (4.1) pour un frottement dépendant de la vitesse relative
du copeau. par rapport a loutil, relation (5.7).
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Conclusion

Nous avons montré dans cette étude qu’une analyse unidimensionnelle simple de
la zone primaire de cisaillement permet d’obtenir des informations significatives sur
le réle joué par la conduction et le comportement du matériau sur la. formation du
copeau et plus généralement sur l'usinabilité des matériaux.

Le comportement est thermoviscoplastique, les effets d’inertie, de conduction ther-
mique et du frottement 3 'interface outil-copeau sont pris en compte. La méthode des
éléments finis, basée sur une formulation eulérienne, est utilisée pour les simulations
numériques de la coupe orthogonale en régime stationnaire.

Le modele donne rapidement des résultats sur la température, la vitesse de dé-
formation, la contrainte de cisaillement, les distributions de vitesses dans la zone de
déformation primaire, pour une grande plage de conditions de coupe. Différents mo-
deles constitutifs peuvent étre testés. La prise en compte des effets d’inertie permet
d’appliquer le modéle & la simulation de l'usinage 4 grande vitesse. La force de coupe
est déterminée pour P'acier AISI 4340 et un bon accord est trouvé avec les résultats
expérimentaux. Pour cet acier, il est montré que, en raison de la faible sensibilité a
la vitesse de déformation du matériau jusqu’a une vitesse de coupe V = 35 m/s, le
frottement et la conduction ont un réle dominant sur la variation et le niveau de la
force de coupe. A partir de cette vitesse de coupe, les effets combinés de l'inertie et
de la grande sensibilité & la vitesse de déformation conduisent & un accroissement de
la force.

Au terme de cette étude, deux aspects semblent fondamentaux dans la modélisa-

tion de la coupe orthogonale: le comportement thermomécanique du matériau usiné
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aux grandes vitesses de déformations et, 1e frottement a 'interface outil-copeau. En
effet, les distributions des principales grandeurs (température, vitesse de déforma-
tion ...) sont largement influencées par la relation constitutive choisie et les conditions
de frottement se révelent déterminantes pour l'estimation des efforts.

Une hypothése importante du modéle concerne I’épaisseur h de la zone primaire
de cisaillement. Ce terme est en fait une inconnue du probléme considéré. De plus,
aucune information n’est obtenue sur la géométrie du copeau. Pour cela, une approche

eulérienne bidimensionnelle permettrait d’atteindre les objectifs suivants:
— caractériser 1’épaisseur de la zone primaire,
— déterminer la surface libre du copeau,

— valider le modéle unidimensionnel.
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ANNEXE A

Calcul des forces et de ’énergie de
coupe

Nous considérons le copeau définit par y > 1 (§ > h). La variation de quantité de
mouvement du copeau (sans la bande) est égal & zéro dans un processus stationnaire.

L’équilibre des forces appliquées au copeau se réduit alors:
R=FR (A.1)

ol R est la force exercée par ’outil sur le copeau et R’ est la force exercée par la piece
usinée sur le copeau le long de la ligne y = 1. Les forces R et R’ sont décomposées de

plusieurs maniéres comme !'indique la figure A.1:

— suivant les directions horizontale et verticale, par I'effort de coupe Fp et I'effort

d’avance Fyp,
— dans le plan de cisaillement et perpendiculairement & celui-ci Fs et N,
— dans le plan de coupe et perpendiculairement a celui-ci F¢ et Nc.

La composante Fs le long de la zone primaire de cisaillement est proportionnelle a la
contrairié de cisaillement #(§ = h) = f; = 7(y = 1j7r = 11 7r & la sortie de la bande

(t; est la profondeur de coupe et w la largeur de coupe) :

wt1

sin ¢

Fs = Ty (A.2)
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copeau

Fi1G. A.1 - Diagramme des forces en coupe orthogonale

Les autres forces sont facilement obtenues & partir de Fg, voir figure A.1:

Ng = Fsta,n(qb-l— A— a)

B o cos(A — @)
Fp._Fscos¢+Nssm¢——FSCOS(¢+A_Q) (A.3)
sin(A — @)

Fo=—Fssing+ Nscos¢ = Fs

cos(¢p+ A — o)
Le coefficient de frottement moyen, & 'interface outil copeau, et I’angle de frottement

associé sont définis par:

f=tan) = No (A.4)

Nous considérons ensuite un volume de contrdle incluant le copeau et la bande de

cisaillement. La projection de I’équation du théoréme des quantités de mouvement

sur le vecteur vitesse de coupe donne:

- = -

pbtrV (Ve - 17) V=RV+RV (A.5)

ou Iif, est la résultante des efforts appliqués par la matiére avant la bande, le long de
la ligne y = 0; ﬁ(,‘_/’ correspond a la puissance U consommée par la coupe pour la

configuration étudiée (outil fixe, matiére se déplagant a la vitesse V'), elle est exprimée
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par la relation:

U=—RV+pbt,V (v*c - 17) v

_ Fscos(A—a) bt VV2 oS ¢ cos &
" cos(d+ A —a) o cos(¢ — o) (A.6)
2
= Fp.V — pbtlvmw
cos(¢ — @)
et par unité de volume de matiere enlevée:
v U  Fscos(A—0) V2cospcosa
T Vbt,  btycos(d+ A —a) P cos(¢ — a) (A7)
_F V2% cos ¢pcosa )
R cos(¢ — a)
7

/m

FI1G. A.2 — Volume de contréle incluant le copeau et la bande de cisaillement

Si la piece était fixe et I'outil mobile avec la vitesse V/, la puissance consommeée

par la coupe se limiterait au premier terme de la relation (A.6) soit Fp.V.
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ANNEXE B

Maillage utilisé

Le maillage utilisé pour les différentes simulations de cette partie est raffiné a la
sortie de la zone primaire de cisaillement, permettant ainsi de mettre en évidence la
couche limite & la sortie, et est plus grossier dans la partie centrale. Pour le matériau
HRS 1020 uniquement, le raffinement de maillage est également réalisé a I’entrée de la
zone primaire, en raison du coefficient d’écrouissage plus important qui conduit a la
présence d’une couche limite & I’entrée de la bande. Le maillage est alors symétrique
pour P’acier HRS 1020 et non symétrique pour les aciers CRS 1018 et AISI 4340.

Plusieurs simulations ont été effectuées mettant en jeu des maillages différents.
Les résultats montrent que les singularités obtenues sont indépendantes du maillage
utilisé et sont par conséquent intrinséques & la physique du probleme étudié. Seule
la visualisation des profils stationnaires est affectée par le nombre et la taille des
éléments constituant le maillage. Ainsi, un maillage suffisamment raffiné au niveau
des singularités rend les courbes des différentes distributions plus “lisses”. A titre
d’exemple, le maillage généralement utilisé pour les simulations sur I’acier CRS 1018
comprend un total de 501 nceuds (250 éléments) dont 200 nceuds dans l'intervalle
y € [0.9; 1.0].
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