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labourage
=4 ; Coefficient lié 4 I'adhésion
0
% : Coefficient lié au labourage
0

S, : Vitesse de glissement réduite

f1(4), f,(A) : Fonctions du modéle de
Wilson et Sheu

Rqw, Rqr : Rugosités quadratiques de la
surface de la piéce et de 'outil

Req : Rugosité quadratique composée

h : Epaisseur du film de lubrifiant

A : Epaisseur réduite du film de lubrifiant

Qx,Qy - Débit du fluide dans les
équations de Reynolds selon la direction

uq, U, - Vitesses des surfaces en contact

n : Viscosité dynamique

fo(0) : Fonction de I'angle du Lode de
Bai-Wierzbicki

Ypw (0L) - Fonction de Bai-Wierzbicki en
fonction de 6,

Cpo Mo 6%, Cg,c6 - Constantes de  Bai-
Wierzbicki

myy, k - Constante polynomiale de Bai-
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Cy,C, ,C3 : Constantes de la loi
d’écrouissage de Swift
€, : Déformation plastique équivalente

E' : Module de Young réduit %

v Y2
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R : Rayon effectif de la courbure ——

R1 Ry
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contact
a,ng - Coefficient de piezoviscosité et
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po - Pression de Hertz
G,U,W : Entités adimensionnelles de

I'épaisseur du film

@+ Coefficient de la correction
thermique

hre : Epaisseur du film thermiquement
corrigé

B : Coefficient de la loi température-
viscosité

K, : Conductivité thermique du lubrifiant
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moyenne

hyc o Epaisseur du film Newtonien non
corrigée

G,n: Module de cisaillement du
lubrifiant constante du cisaillement (Otero)

ng: Viscosité avec la prise en compte de
l'effet du cisaillement

&y ¢s : facteurs d’écoulement
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qs: Flux de chaleur généré par le contact

R,,: Coefficient de partage de chaleur
entre les surfaces en contact

T:Température du contact
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Introduction

1.1 Les alliages d’aluminium et I'industrie de la mise en forme

1.1.1 Contexte

L’allegement des structures dans le domaine du transport est une nécessité, notamment afin
de réduire I'impact de la pollution liée a la consommation de carburant. A titre d’exemple,
réduire la masse d'un véhicule a moteur thermique de 100kg diminue sa consommation
moyenne de 0,35 1/100km et engendre une réduction de pollution équivalente a 8,4 g CO2/km
[GSRKO9]. Les constructeurs se tournent donc vers l'utilisation de matériaux plus légers que les
aciers utilisés historiquement, mais possédant toutefois des caractéristiques mécaniques
suffisantes pour assurer le bon fonctionnement du véhicule. Les matériaux connus pour leur
bonne tenue mécanique et leur masse volumique faible sont généralement les composites et les
alliages d’aluminium, de titane et de magnésium.

Bien que les alliages de titane et de magnésium soient de plus en plus utilisés dans I'industrie
des transports, les alliages d’aluminium restent des matériaux de choix pour réduire la masse
des structures. Evidemment, les alliages d’aluminium sont couramment utilisés dans les
constructions aéronautiques (Figure 1-1) [DuSo14]. Mais le compromis qu’ils offrent en termes
de propriétés mécaniques, de résistance a la corrosion et de recyclabilité fait qu’ils représentent
le deuxiéme type d’alliages en terme d’utilisation par les industriels apres I'acier [DaviO1,
MZBWO00]. Néanmoins, la mise en forme de I'aluminium a froid peut engendrer des défauts de
fabrication importants qu’il est nécessaire d’anticiper. A 'image des aciers inoxydables, les
alliages d’aluminium ont tendance a coller sur les outils de mise forme [Bay97, BiAl12, DGLS06,
Leme1l7, Pham15]. Ce phénomene engendre différents types de défauts de surface qui prennent
généralement la forme d'usure adhésive c6té outillages, et de grippage coté piece. L’objectif
principal de la thése est de mettre en place un ensemble d’outils numériques permettant de
prédire ce type de défaut. Cette problématique sera détaillée par la suite.

1% 19,

0 Aluminium
m Steel
| Titanium

@ Composite

mMisc

Figure 1- 1: Pourcentages des différents métaux présents dans quelques modéles de Boeing [DuSo14]

1.1.2 Les alliages d’aluminium

Il existe deux grandes classes d’alliages d’aluminium : les alliages pour corroyage et les
alliages pour fonderie. Les deux familles different par leurs procédés d’obtention ainsi que le
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pourcentage des éléments d’alliage ajoutés pour I'amélioration des propriétés [DaviO1, Kauf00].
Par définition, les alliages pour fonderie sont utilisés en fonderie. L’alliage est amené en fusion,
coulé dans un moule, refroidi, démoulé et subit des opérations d'usinage et des traitements
thermique pour lui conférer sa forme finale. Aucune opération de forgeage n’est réalisée avec ce
type d’alliages. Nous ne les évoquerons donc pas dans ce mémoire.

Les alliages pour corroyage sont référencés par 4 chiffres ou le premier indique la série. Ces
séries sont classées en fonction des additifs ajoutés pour obtenir I'alliage [DaviO1]. Les séries
constituant ces groupes sont [Bay97, Davi01, Kauf00] :

Série 1XXX: aluminium d’une pureté supérieure ou égale a 99%. La série 1xxx est utilisée
principalement pour l'industrie électrique et chimique. Cette série est caractérisée par une
excellente résistance a la corrosion, des bonnes conductivités électrique et thermique, des
propriétés mécanique faibles et une bonne formabilité.

Série 2XXX : alliage d’aluminium, de cuivre comme additif principal et de magnésium comme
additif secondaire. Cette famille d’alliages ne possede pas une bonne résistance a la corrosion.
Mais elle est caractérisée par sa bonne résistance mécanique. Elle est généralement utilisée dans
la fabrication des roues et les éléments de suspension.

Série 3XXX: alliage d’aluminium et de manganese. Ces alliages possedent une résistance
mécanique environ 20% supérieure a la série 1XXX. Cette série offre un bon compromis entre la
résistance mécanique et la formabilité.

Série 4XXX: alliage d’aluminium et de silicium. L’ajout de silicium permet d’abaisser la
température de fusion de l'alliage conférant a cette série de bonne propriété de soudabilité.
Cette série présente également une bonne résistance a l'usure. Ainsi cet alliage est utilisé dans la
production des pistons forgés.

Série 5XXX: alliage d’aluminium et de magnésium. Ces alliages possédent une bonne
soudabilité et une bonne résistance a la corrosion, notamment dans les milieux maritimes.

Série 6XXX: alliage d’aluminium, de magnésium et de silicium. Cette série présente des
bonnes propriétés en termes de formabilité, de soudabilité, d’usinabilité et de résistance a la
corrosion. Elle fournit un bon compromis entre les caractéristiques mécaniques et la facilité de
fabrication [Mukh12].

Série 7XXX: alliage d’aluminium et de zinc. Le durcissement structural de ces alliages est dii
principalement a la précipitation de formes transitoires (zones GP - Guinier-Preston) du
composé MgZn,. Les alliages de la série 7xxx présentent une excellente tenue mécanique et sont
généralement utilisés pour des structures soumises a des contraintes élevées [Davi01, DuSo14].

Série 8XXX: alliages d’aluminium et d’éléments autres que ceux des séries 1xxx a 7xxx.

1.1.3 Alliage 6082

Les alliages de la série 6XXX sont largement utilisés dans le domaine de l’automobile et
I'aéronautique étant donné leur haute tenue mécanique et leur bonne résistance a la corrosion.
IIs interviennent notamment dans la fabrication de cylindres haute pression, d’absorbeurs de
choc, de panneaux de carrosserie ou de butées [Bay97]. La présence de silicium et de
magnésium permet le durcissement structural de ces alliages par la formation du siliciure de
magnésium Mg,Si. En conséquence les alliages de la série 6XXX sont réguliérement utilisés aprés
I'application de traitements thermiques. Les principaux traitements thermiques sont présentés
dans le tableau 1.1 et schématisés en figure 1-2. Dans le cadre de nos travaux, nous nous limitons
a l'étude de l'alliage 6082 (Tableau 1.2). Cet alliage est trés utilisé dans l'industrie de

Page 4



Introduction

I'automobile et fait 'objet de nombreux travaux dans la littérature [Hein12, Lemel7, Pham15].
Le tableau 1.3 présente quelques propriétés mécaniques de l'alliage pour les traitements
thermiques présentés au tableau 1.1.

Tableau 1. 1: Les traitements thermiques les plus courants pour la série 6XXX

Désignation Description

Etat de recuit, ce traitement permet 'amélioration de la ductilité et par suite la

0 i
formabilité

T1 Refroidissement aprés mise en forme a chaud et maturation a température
ambiante appelé également maturation naturelle

T4 Recuit de mise en solution et maturation a température ambiante

TS Refroidissement d’'une température élevé apres la mise en forme puis
maturation artificielle

T6 Recuit de mise en solution puis maturation artificielle

Température Température Température

Etat O Etat T1 Etat T4

Température ambiante To Température ambiante To Température ambiante To

Temps Temps Temps

Température Température

Etat TS Etat T6

Température ambiante To Température ambiante To

Temps Temps

Figure 1- 2: Schématisation de 1'évolution de la température en fonction de temps pour les traitements
thermiques O, T1, T4, T5 et Té6.

Tableau 1. 2: Composition chimique de 1'alliage 6082, %m [Leme17]

Si Fe Cu Mn Mg Zn Ti Cr Al
0,7-1,3 0,0-05 00-01 04-1,0 06-1,2 0,0-0,2 0,0-01 0,0-0,25 95,2-98,3

Tableau 1. 3: Caractéristiques mécaniques de I'alliage 6082 en fonction du traitement thermique [EIA017]

: Limite Résistance Limite de Allongement .
Traitement . . . . L . Dureté
thermique élastique max1.male ala cisaillement alarupture (HV)

(MPa) traction (MPa) (MPa) (%)
0 60 130 85 27% 35

T1 170 260 155 24% 75

T4 170 260 170 29% 75

T5 275 325 195 11% 95

T6 310 340 210 11% 100
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1.2 L’étude du grippage

Selon I’ASTM, le grippage est une forme d’endommagement de surface apparaissant entre
deux solides en contact glissant. K. G. Budinski en donne la définition suivante « le grippage est
une forme sévére d'usure adhésive caractérisée par la formation d’excroissances et de
protubérances macroscopiques générées par adhésion entre des surfaces frottantes » [Budi07].
La figure 1-3 présente un exemple de grippage observé lors d’'une opération d’emboutissage
[DXLW17]. Le défaut apparait clairement sur I'outil et sur la piéce. Sur I'outil, matériau dur, le
défaut prend la forme de dépdt de matiere arrachée a la surface de la piece. Sur la piece le défaut
prend la forme d’'un réseau dense de stries, de rayures et de fissures. D'un point de vue
industriel, une fois que ce type défaut est constaté, la piéce doit étre mise au rebut et I'outil
changé avant de reprendre la production.

Figure 1- 3: Marques de grippage sur une matrice (a) et la piéce mise en forme (b) d’apres [DXLW17]

Le grippage a été largement étudié dans les domaines du forgeage a froid et a chaud, de
I'emboutissage et de l'usinage. Ces études sont essentiellement expérimentales. En 1999, P.].
Blau et K.C. Budinski dénombraient déja une vingtaine de tests d'usure standards, répondant aux
normes de I’ASTM, parmi lesquels au moins un quart pouvaient étre utilisés pour étudier le
grippage [BIBu99]. En complément des essais normés, beaucoup de bancs d’essais tribologiques
ont également été développée pour étudier ce défaut, notamment dans des conditions de contact
proches de celles rencontrées en mise en forme. Ainsi des dispositifs tels que les cylindres
croisés [HHCPO8], le U-Bending Test [Sche94], le test d’emboutissage profond [KSSA07] ou
encore le test d’étirage plan [AnBD98] sont réguliéerement cités dans la littérature dédiée au
grippage. Chacun de ces bancs d’essais reproduit des conditions de contact différentes, que ce
soit en termes de pressions de contact, de déformations plastiques équivalentes, de vitesses de
glissement, de températures, permettant d’étudier différentes gammes de procédés de mise en
forme (Fig. 1-4).

Importance de la pression de contact

Décrite comme une méthode strictement qualitative, la norme ASTM G98 se base sur une
contrainte de grippage seuil pour classer les matériaux [Astm17]. Cette contrainte seuil est
parfois avancée pour expliquer la tendance au grippage de certains matériaux tels que les aciers
a hautes tenues mécaniques. Néanmoins, Siefert et Babu ont montré que la détermination de
cette contrainte n’est pas triviale et ne peut pas étre appliquée a tous les matériaux [SiBa14]. S.R.
Hummel aboutit a des conclusions similaires. Basé sur l'utilisation d'un test exercant une
pression de contact constante, S.R. Hummel met en évidence qu’il n’existe pas de transition nette
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a partir de laquelle le contact passe de « non grippé » a « grippé ». L’utilisation de la notion de
contrainte de grippage seuil apparait alors comme inappropriée [HummO8].

Essais de grippage
norme ASTM G98
t

Cylindres croisés U-bending test

Pion tournant Eprouvette fixe trace de frottement Fy

Eprouvette fixée
Sur un plateau avec
couplemétre

-
-
4

i

Roulement
abilles

Déplacement sous
charge croissante

Figure 1- 4: Exemples de dispositifs expérimentaux dédiés a I'étude du grippage. Essai ASTM G98 d’apres
[BIBu99], cylindres croisés d’aprés [HummO8], U-bending test d’apreés [Sche94].

Importance de la rugosité

Si I'effet de la pression de contact sur I'apparition du grippage est toujours sujet a discussion,
le réle prépondérant de la rugosité sur 'apparition du défaut est quant a lui clairement établi.
Sur la surface rugueuse d'un outil, le grippage s’initie essentiellement autour des stries de
polissage (Fig. 1-5). Des dépots relativement épais sont fréquemment observés dans ou devant
les stries de polissage, quel que soit le matériau ou le moyen d’essai utilisé [FDDD18, HaH]09,
JeKa15]. T. Kliinsner et al expliquent qu’en absence de lubrifiant et de rayures macroscopiques,
le grippage s’initie a I'échelle microscopique des aspérités par la nucléation de dépd6ts de matiere
qui adhérent a la surface suivant un mécanisme de transfert en couche-par-couche [KZMD16].
Le grippage apparait également sur les surfaces lisses [He]a09]. Il apparait alors que le transfert
de matiere sur des surfaces d’outils finement polies, présentant une rugosité arithmétique
moyenne Ra inférieure a 1 nm, est fonction de la répartition, de la taille et de la composition des
particules dures (essentiellement les carbures) présentes a la surface des outils en aciers étudiés
(Fig 1-6). Mais aucune observation n’a clairement permis de mettre en évidence la composition
chimique des corps en contact comme un acteur favorisant 'adhésion sur les outils. Ces résultats
expérimentaux tendent au contraire a prouver que seule la géométrie locale au contact affecte
I'apparition du grippage et pas les propriétés chimiques des matériaux en surface [HeOJ13,
Karl14, WHOJ16]. Enfin d’autres parameétres sont également connus pour avoir une influence sur le
grippage, notamment la plasticité des matériaux en contact [BuBul5], la température d’interface
[PPVC13, TWKG17], la présence de lubrifiant et de revétement [HeJa10, PKK]17].
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Sliding direction

aluminum transfer

ri-«;m:;.osj SE 100 pm indenter 36 P01 SE 100 pm R S 100 pm
[MAG: 150 x__ HV: 15.0 kV__ WD: 17.0 mm AG- 50 X HV- 150 kY WD 0o — 200 x__HV: 20.0 kV__WD: 16.0mm —
Figure 1- 5: Exemple de transfert de matiéres a la surface d’'un outil rugueux. Matériau outil : X38CrMoVS5,
matériau piece : 6082-T6. Contact lubrifié au bisulfure de molybdéne, vitesse de glissement de 10 mm.s-1. (a) Début du
transfert de matiére au niveau des stries de polissage (déformation plastique en surface de la piece = 0,05), (b)
Influence de 'orientation du sens de polissage par rapport au sens de glissement (déformation plastique en surface =
0,075), (c) Transfert sous forme de couches successives (déformation plastique en surface = 0,10) [DFHD17]

Figure 1- 6: : Exemple de transfert de matiéres a la surface d’'un outil lisse. Influence des particules dures
(noir) sur la localisation des zones d’adhésion. Matériau outil : Vancron40 (a), Vanadis10 (b), matériau piéce : 6082-
T6. Contact non lubrifié, vitesse de glissement de 3 mm.min-!, pression de contact 95 MPa [HeOJ13].

Prédiction du grippage

L’ensemble des travaux cités ci-dessus est de la plus haute importance pour comprendre les
mécanismes d’apparition du grippage et développer des solutions permettant de I'éviter ou, tout
au moins, de limiter ses effets. Néanmoins, ces études expérimentales ne fournissent que peu
d’information permettant de prédire si le grippage va apparaitre ou non durant une opération de
mise en forme.

Considérant que le cofit des outillages de mise en forme peut atteindre 30% du coft total de
production des piéces métalliques [Debr16, Hawr16], et que l'usure adhésive liée au grippage
réduit considérablement la durée de vie des outillages, développer une méthode permettant de
prédire 'apparition du défaut devient une nécessité économique pour de nombreux industriels.

Plusieurs auteurs utilisent la température de contact comme élément déclencheur du défaut.
Yoshikawa et al ont développé un outil de prédiction du grippage dédié a 'emboutissage. En se
basant sur des observations expérimentales, ils émettent I'hypothese que le défaut apparait dans
les zones ou la température est maximale. Ils utilisent la méthode des éléments finis pour
calculer les champs de température et en déduisent les zones a risque de grippage, mais ne
fournissent pas d’information sur une température critique au-dela de laquelle le défaut va se
produire [SYWY13, WaYY14]. La méthode prédictive proposée par Olsson et al pour I'étude des
contacts lubrifiés repose sur I'hypothese d'une température critique a partir de laquelle le film
lubrifiant se rompt [O1BA04]. Dans ce modele, I'épaisseur du film est actualisée en fonction de la
température et le grippage apparait des que I'épaisseur du film lubrifiant devient égale a la
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rugosité maximale des surfaces en contact et qu'un contact direct métal-métal est susceptible
d’apparaitre.

D’autres auteurs ont développé des approches basées sur l'utilisation de la loi de Archard
[Arch53]. Cette loi estime le volume de matiére usée W, en fonction de la pression de contact o,,
de la vitesse de glissement vy, de la dureté du matériau le plus doux H et d’'une constante propre
au matériau Ka a identifier :

Onlyg (1.1)
H

Wu:KA

Ainsi Dong et al ont implémenté ce modéle dans un code de calcul par éléments finis afin de
calculer I'épaisseur des surfaces usées lors du contact [DXLW17]. Si la surface possédant
I'épaisseur usée la plus importante peut étre considérée grippée, les résultats obtenus sont sujet
a discussion. En effet, les travaux présentés prédisent des épaisseurs usées de 'ordre de 104
mm, inférieures aux valeurs de la rugosité des outils, donc loin de I'épaisseur des transferts de
matiere constatée expérimentalement. Ding et al ont également utilisé une forme dérivée de la
loi de Archard pour prédire le grippage. Dans leur modéle, ils introduisent un taux d’usure
spécifique K4 fonction de la pression de contact et de la température en lieu et place de la valeur
constante utilisée dans le modele original [DPHP19]. Les avantages principaux de cette approche
sont, premierement, 'obtention d’informations sur le risque de grippage sans avoir recours a
des développements numériques complexes et, deuxiémement, d’effectuer les simulations
numériques a l'échelle des procédés, sans avoir recours a des approches multi-échelle. Par
contre cette méthode requiert une identification précise des taux d’'usure spécifique en fonction
de la pression de contact et de la vitesse de glissement pour chaque couple de matériaux étudié.
De plus ce modele ne prend pas en compte la rugosité des corps en contact, parameétre pourtant
essentiel d’aprés I'ensemble des observations expérimentales disponibles.

0,3 um

0,1 pum

0,0 pm

Figure 1- 7: Prédiction de l'usure sur un outil d’emboutissage d’apres [DXLW17].

Galling height
Maximum

Zero

Figure 1- 8: Prédiction du grippage sur un outil d’emboutissage d’aprés [DPHP19].
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Objectifs et programme de recherche

Les objectifs du travail de recherche présenté dans ce mémoire sont de proposer une
approche permettant de prédire 'apparition du grippage lors des procédés de mise en forme des
métaux a froid. Cette approche doit étre utilisable dans un contexte industriel.

Le travail présenté dans ce mémoire propose une approche en rupture de celles présentées
ci-dessus. Le défaut de grippage s’accompagne d’'usure adhésive. La matiére au voisinage de la
surface du matériau le plus ductile doit donc étre arrachée pour venir se coller sur la surface de
I'outil. L’arrachement de matiére peut donc étre vu comme la phase d’initiation du défaut. Les
méthodes de calcul couramment utilisées pour prédire la rupture ductile peuvent alors étre
utilisées pour étudier cette phase. Ainsi le grippage s’initie des que le matériau au voisinage de la
zone de contact a atteint un endommagement critique.

Cette stratégie a été appliquée par T.T. Pham pour étudier le grippage d'un outil en acier
X38CrMoV5 glissant sur une éprouvette en aluminium 6082-T6 [Pham15]. Deux modeéles
numériques ont été mis en place. Le premier modeéle était maillé a I'échelle du procédé avec des
surfaces lisses. Le second était maillé a 1'échelle mésoscopique, avec des surfaces rugueuses.
Pour chaque modéle, des simulations numériques ont été menées avec plusieurs lois de rupture
et d'endommagement, dont le modeéle de Gurson-Tvergaard-Needelman et le modele de
Lemaitre [TvNe84, Lema85]. Les simulations avec des surfaces lisses se sont avérées incapables
de prédire le grippage (Fig. 1-9(a)). L’état de contrainte dans la zone de contact étant
principalement en compression, les modéles d’endommagement ne voient aucune croissance de
cavité. La modélisation des rugosités modifie les champs de contraintes au voisinage de la
surface et des zones de tension entre les aspérités apparaissent, zones propices a 'apparition
d’endommagement (Fig. 1-9(b-c)). Néanmoins, 'endommagement reste faible et seuls les cas ou
le grippage expérimental était sévere ont été correctement prédits (Fig. 1-10).

=1,55.10% <D.=5,6103

max

Figure 1- 9: Matériau outil : X38CrMoV5, matériau piéce : 6082-T6. Déformation plastique en surface 0,06.
Frottement de Coulomb = 0,053. (a) endommagement de Lemaitre, surface lisse. (b) endommagement de
Lemaitre surface rugueuse. (c) zoom de la zone de contact et indication de la zone ou de 'endommagement
critique aurait di étre observé [Pham15]

zone grippée expérimentalement
Zone de contact

Zone d’endommagement critique

Figure 1- 10: Matériau outil : X38CrMoV5, matériau piéce : 6082-T6. Déformation plastique en surface 0,1.
Frottement de Coulomb = 0,51. Endommagement de Lemaitre surface rugueuse [Pham15].
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Pour résoudre cette incapacité du modele a voir I'endommagement en proche surface, nous
proposons l'utilisation de modéles d’endommagement qui prennent en compte '’ensemble des
valeurs du tenseur des contraintes, et pas uniquement l'effet de la contrainte hydrostatique
comme cela est le cas dans les modéles historiques de Lemaitre et de Gurson. Cette approche
offre trois avantages majeurs :

- Elle prend implicitement en compte I'effet des contraintes de frottement sur I'apparition

de I'endommagement,

- Elle ne nécessite pas d’avoir recours a une modélisation des aspérités a 1'échelle
mésoscopique. Cela permettra a terme de réaliser les simulations numériques en restant
al’échelle du procédé.

- Elle ne requiert pas d’identifier les parametres des lois d’endommagement a I’échelle des
aspérités.

L’inconvénient de travailler a I'échelle du procédé est que la rugosité des surfaces, parametre
prépondérant dans les phénomeénes de grippage, n’est pas prise en compte de fagon explicite.
Pour contourner ce probléme, nous proposons d’'utiliser une loi de frottement qui prédise la
contrainte de frottement en fonction de I'état de surface des solides en contact. Ainsi les effets de
la rugosité sont pris en compte au niveau de la contrainte de frottement, qui elle-méme peut
générer de 'endommagement.

Ainsi, dans un deuxieme chapitre nous allons présenter les modeles d’endommagement
permettant de prédire la rupture ductile d’'un matériau en proche surface. Dans un troisiéme
chapitre nous nous intéresserons aux lois de frottement et régimes de lubrification. Nous
détaillerons notamment les modéles ou la déformation des rugosités intervient sur le
comportement tribologique. A l'issue de chacun de ces deux chapitres des choix seront faits
quant aux modeles a retenir pour atteindre les objectifs du travail de recherche. Dans un
quatriéeme chapitre, les modeéles d’endommagement et de frottement retenus seront appliqués a
I'étude du contact frottant entre des outils en acier X38CrMoV5 et des bandes en alliage
d’aluminium 6082. Des comparaisons entre résultats expérimentaux et numériques permettront
de quantifier la robustesse de la méthodologie numérique mise en place. Un dernier chapitre
traitera de I'application de la stratégie numérique a un cas semi-industriel de filage avant de
barre en alliage 6082-T6. Enfin un dernier chapitre conclura ces travaux et présentera quelques
perspectives.
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Modeéles d’endommagement des matériaux ductiles : Application sur I'alliage AA 6082

2.1 La modélisation de la rupture

2.1.1 Introduction

2.1.1.1 Les difficultés de la modélisation de la rupture

Les problématiques liées a 'endommagement et a la fissuration demeurent des enjeux
industriels cruciaux ou les verrous scientifiques sont encore nombreux. Les mécanismes
élémentaires de dégradation, la transition endommagement-fissuration, la caractérisation
expérimentale, la modélisation numérique sont des sujets de recherche faisant I'objet de
nombreuses études et sont régulierement discutés lors des conférences dédiées a la mise en
forme des matériaux (Theory of Ductile Fracture lors des conférences ICTP, Formability of
metallic materials et Material behaviour modelling lors des conférences ESAFORM, Materials lors
des conférences Metal Forming), ainsi qu’au sein des sociétés savantes telles que le GT
MECAMAT Physique, Mécanique et Modélisation de I'Endommagement et de la Rupture ou
I'International Cold Forging Group (au sein du ICFG Properties of cold forged product subgroup).

Nous pouvons tout d’abord distinguer la rupture fragile de la rupture ductile. Par définition,
la rupture fragile est caractérisée par I'absence de la déformation plastique macroscopique. La
propagation de la fissure est rapide et brusque. Ce mode de dégradation concerne
essentiellement les matériaux possédant une dureté tres élevée [Tayl07]. Par opposition, la
rupture ductile se distingue par la présence de déformation plastique macroscopique avant la
propagation des fissures. La différence entre les deux types de rupture est facilement mise en
avant lors d’essais de traction uni-axiaux sur des éprouvettes cylindriques ou sur des
composants mécaniques (Fig. 2-1). La rupture ductile présente une réduction de section avant la
rupture alors que cette réduction est négligeable pour un matériau fragile.

g

-
.
. IR

By s w“

i

A

Figure 2- 1: La différence entre la rupture ductile a gauche et rupture fragile a droite [Tayl07]

Endommagement et mécanismes physiques de la rupture ductile

Un métal est constitué d'une matrice dans laquelle sont inclus des imperfections sous la
forme de précipités, de particules de seconde phase, de porosités. La rupture ductile d’'un
matériau métallique est directement liée a la présence de ces imperfections et de la facon dont
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leur géométrie et dimensions évoluent sous l'action des contraintes mécaniques. Le mécanisme
initiant la rupture apparait alors en trois étapes (Fig. 2-2) :

e La germination des microcavités. La germination correspond a l'apparition de
microcavités dans la matrice métallique. Ces microcavités proviennent soit de la
décohésion entre la matrice et les inclusions, soit de la rupture des inclusions sous
'action des contraintes mécaniques appliquées.

e La croissance des microcavités. Durant la phase de croissance, les microcavités
formées lors de I'étape de germination ainsi que les porosités présentes initialement
voient leur volume augmenter. Cette variation de volume est notamment favorisée
par les sollicitations en traction hydrostatique.

e La coalescence des microcavités. Les microcavités, initialement isolées dans la
matrice métallique, finissent par fusionner et former les premiéres fissures
microscopiques.

Ces trois étapes précédent 'apparition de fissures macroscopiques conduisant a la rupture du
matériau. Elles sont regroupées sous le terme d’endommagement [Gurs76].
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Figure 2- 2: Les différentes étapes de la rupture ductile [GOLM17]

Bien que ces phénoménes d’endommagement se produisent a I'échelle micromécanique, leurs
effets sont observables a I'échelle macroscopique: lorsqu'un matériau s’endommage, ses
propriétés mécaniques diminuent et son comportement mécanique s’altere. Ce phénomeéne
s’observe facilement lors d’un essai de traction uni-axial. Un matériau écrouissable parfait, donc
sans imperfections, possédera une courbe contrainte-déformation strictement croissante. Un
matériau sensible a 'endommagement aura une courbe contrainte-déformation qui, a partir
d’'une déformation seuil, croitra moins rapidement que le matériau parfait, puis décroitra jusqu’a
une valeur critique a laquelle correspondra la rupture du matériau (Fig. 2-3). Le comportement
plastique du matériau est donc fortement couplé a son endommagement [Mari03].
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Figure 2- 3: Réponse schématique d’'une éprouvette a un essai de traction uniaxial, comparaison entre un
matériau parfait et un matériau endommageable [Mari03]

2.1.1.2 Les modéles de rupture

Les modeéles de rupture regroupent deux familles bien distinctes. La premiere famille comprend
les critéres de rupture. Dans ces criteres, la rupture se produit lorsqu’une déformation critique
est atteinte. L’effet de 'endommagement sur la contrainte d’écoulement n’est pas pris en
compte. Ces critéres trouvent leur utilisation dans les cas ou le couplage endommagement-
plasticité peut étre négligé ou pour modéliser la phase rupture en complément d'un des modéles
d’endommagement présentés dans les paragraphes suivants [HDDD12]. La deuxieme famille est
relative aux modéles d’endommagement. Ces modeéles reposent sur le couplage entre
I'endommagement et la plasticité. Ils se décomposent en deux sous familles: les modeles
micromécaniques qui décrivent les phases de germination, croissance et coalescence présentées
en figure 2-2, et les modeéles phénoménologiques qui décrivent les effets de 'endommagement
sur la courbe de comportement présentée en figure 2-3.

Dans tous les cas, les criteres de rupture ou les modeéles d’endommagement s’appliquent
localement, en chaque point matériel du solide étudié. Il est donc important de décrire avec
précision I' état de contraintes local, notamment lors des cas de chargement complexes
rencontrés en tribologie des procédés de mise en forme.

2.1.1.3 Caractérisation d’un état de contrainte en proche surface

Contrainte équivalente, pression hydrostatique et triaxialité

Considérons un point matériel M soumis a un état de contraintes générant une déformation
au voisinage de M. L’état de contrainte en M est caractérisé par les six composantes du tenseur
des contraintes g, souvent écrit sous la forme d'une matrice carrée symétrique [o] :
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011 Ti2 T13

g=[o]= [ 022 Tz3] (2.1)
sym 0331 ¢rerentiel local

ou les termes oi représentent les sollicitations en traction/compression et les termes tj les

sollicitations en cisaillement.

L’utilisation d’un critere de plasticité permet de savoir si les déformations engendrées par les
contraintes ¢ sont réversibles ou non. Les déformations irréversibles étant généralement
indépendantes d’'un état de contraintes hydrostatiques, il est alors utile d'introduire le déviateur
des contraintes s et la contrainte équivalente de von Mises g :

s=otpl=0—o04l (2.2)

3 (2.3)

Oeq = 588 = [(01 — 02)% + (02 — 03)% + (03 — 01)?]

N| =

ou I est le tenseur d’identité du second ordre, g1, 02, 03 sont les contraintes principales du
tenseur g, correspondant aux valeurs propres de la matrice [o], g;, et p sont respectivement la
contrainte et la pression hydrostatiques données par :

ol =— %tr[a] (2.4)

W] =

p=—0p=—

Comme cela sera présenté dans la suite de ce mémoire, la triaxialité des contraintes n est une
propriété importante dans I'étude de 'endommagement et de la rupture. Elle caractérise le
rapport entre la contrainte hydrostatique, qui ne comprend que les contraintes de
traction/compression, et la contrainte équivalente qui reprend l'ensemble des termes du
tenseur des contraintes o :

p Oh

n=-—=——== 2.5
Geq  Teq (2.5)

La triaxialité tend vers linfini lorsque la sollicitation est proche d'un état purement
hydrostatique (o = pl) et vers zéro en cisaillement pur.

La contrainte équivalente de von Mises a,, , la pression hydrostatique p et la triaxialité n sont
indépendantes de la base dans laquelle est exprimé le tenseur des contraintes. Nous pouvons
donc les exprimer en fonction des trois principaux invariants du tenseur et du déviateur des

contraintes :
I, =gl =trlo] =0, + 0, + 03 (2.6)
1 1, 2 2
J2 =§§5§=§(S1 + 3 +53) (2.7)
1 1 5 3 3
]3=§(§'§):§=§(51 + 55 +53) (2.8)

ou sy, Sz et s3 sont les valeurs propres du déviateur des contraintes. Nous en avons alors :
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I

p=-3 (2.9)
Geq = /32 (2.10)
n=3 T (2.11)

Parameétre et angle de Lode

Dans certains cas, il est intéressant de représenter le tenseur des contraintes dans I’espace
des contraintes principales. Cette représentation permet notamment de visualiser facilement les
criteres de plasticité, tel que le critére de von Mises (eq.2.12) (Figure 2.4.a) :

¢vonMises(g' UO) =(0y — 0'2)2 + (0, — 03)2 + (03 — 0'1)2 - 20_(? <0 (2.12)

ou o, est la contrainte d’écoulement en traction.
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Figure 2- 4: a) Représentation du critére de plasticité de von Mises dans I’espace des contraintes principales
[HaRA19] b) Représentation géométrique du tenseur des contraintes en coordonnées cartésiennes,
cylindriques et sphériques [LSAM13]

Dans 'espace des contraintes principales le tenseur est représenté par un point P ayant
comme coordonnées cartésiennes les contraintes principales de o. Le point P peut également
étre localisé par ses coordonnées cylindriques (p, 0, §) ou sphériques (r, 0, @) autour de I'axe
hydrostatique o1 = 02 = 03. (Fig. 2.4b).

En coordonnées cylindriques, la cote & s’obtient en calculant la projection de P sur I'axe
hydrostatique, elle est proportionnelle a la pression hydrostatique :
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cote : &= % =30, =—/3p (2.13)

Le module p s’obtient par la projection de P sur un plan octaédrique, plan perpendiculaire a I'axe
hydrostatique, il est proportionnel a la contrainte équivalente :

2
module : p =42/, :\gaeq (2.14)

Enfin, 'azimut 6 est I'angle mesuré dans le plan octaédrique entre le point P et une origine
choisie arbitrairement. Nous pouvons ainsi définir I'angle de Lode 6, comme étant I'azimut ayant

une valeur nulle lorsque lI'état de contraintes est du cisaillement pur [BaWi08, LSAM13,

WeMal7, Xue07, Caol3]. Les lignes de cisaillement correspondent aux cas o; = —03; 0y =
—03; 0y = —0y; 03 = —0y; 03 = —0,; 04 = —0, [WeMal7]. Nous avons alors :
. 1 Js 112\
azimut : 0, = —=sin™?! —/(—) 2.15
L 7 sin <2 3 (2.15)

La fonction sinus étant bornée entre -1 et 1, I'’équation 2.15 met en évidence que I'angle de Lode
0. est compris entre -m/6 et + ™/6 et couvre donc un sixiéme du plan octaédrique. En classant
les valeurs propres du tenseur par ordre décroissant, 'angle de Lode peut se réécrire sous la
forme [BaFa07] :

1 20y — 01— oy

0, =tan~! (——) 2.16
t V3 0y — Oyp1 ( )

Avec o, o1, o valeurs propres de g vérifiant o1 > o > oy, En utilisant les propriétés du tri-cercle
de Mohr, I'équation 2.16 peut se réécrire sous le forme :
(711 - JMoy = \/:)_) Tmax. tanHL (217)

ou gy,y la contrainte moyenne au centre du tri-cercle de Mohr et 7,4, est la contrainte

tangentielle maximale :

oy + oy

OMoy = 2 (2.18)
0y — 0qp1

Tmax = 2 (2.19)

Ainsi, I'angle de Lode caractérise la position de la contrainte médiane o, par rapport au centre
du tri-cercle de Mohr (Fig. 2-6).
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03= 0

Figure 2- 5: Représentation des lignes de cisaillement pur dans le plan octaédrique [Xue07]
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Figure 2- 6: Représentation de I'angle de Lode 6. dans le cercle du Mohr d’aprés [BaFa07]

L’angle de Lode est réguliérement utilisé sous une forme adimensionnée 6. Cette forme,
appelée parameétre de Lode, s’obtient en divisant I'angle de Lode par -n/6:

6 6 1 20 —0;—0
1(_ 11 1 111) (2.20)

§=-—60,=——tan"
mt T V3 0y — 0qp1

A partir des équations 2.1 a 2.11 et de I'équation 2.20, il est facile de montrer que le
parameétre de Lode et la triaxialité sont respectivement égaux a 1 et 1/3 en traction uniaxiale, a -
1 et -1/3 en compression uniaxiale et qu’ils sont tous les deux nuls en cisaillement pur (Tableau
2.1).
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Tableau 2. 1: Valeurs de 6,0 et 1) sous différents chargements

Chargement Angle de Lode 6, Parameétre de Lode 6 Triaxialité n

T 1

Traction uniaxiale —= 1 -

6 3

Cisaillement pur 0 0 0
Compression T 1
. = -1 -=
uniaxiale 6 3

Triaxialité, paramétre de Lode 8 et tribologie

Le taux de triaxialité n et le paramétre de Lode 6 sont des valeurs adimensionnelles qui
permettent de distinguer facilement la part traction/compression et la part cisaillement dans les
cas de chargements complexes et de les comparer aux valeurs de référence du tableau 2.1.

En tribologie, nous nous intéressons principalement aux états de contrainte dans le voisinage
des surfaces. Dans ce contexte, la sollicitation d’'un volume élémentaire en surface se décompose
en une pression de contact o, exercée perpendiculairement a la surface et une contrainte
tangentielle T générée par le frottement dans le sens opposé au glissement suivant X . Le vecteur
contrainte en surface est alors de la forme :

T
In/ zyz

En premiéere approximation, nous pouvons supposer que le volume en surface n’est soumis
que cette sollicitation, ce qui induit un tenseur de la forme :

0 0 =
Osurf = [0 0 0] (2.21)
T 0 o, 57

En utilisant la loi de frottement de Coulomb en premiere approche, nous pouvons réécrire le
tenseur uniquement en fonction de la pression de contact et du coefficient de frottement p :

0 0 po,
Osurf = [ 0 0 O ] (2.22)
wo, 0 o,
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Nous en déduisons :

I On
__1__n 2.23
p 3 3 (2.23)
Oeq = +/3)2 = |oy| /1 +3u% = -0, /1 + 3p? (2.24)
L 1
n=- = - 2.25
3.3/, 341 + 3p? (2:25)
_ 6 1
6 =——tan™?! (—) (2.26)
n V31 + 4p?)

Lorsque p tend vers l'infini, les valeurs de I'angle de Lode et de triaxialité tendent vers 0, nous
retrouvons donc les valeurs caractéristiques du cisaillement pur. Lorsque p est nul, nous
retrouvons les valeurs de compression uni-axiale. Le passage d’un coefficient de frottement de 0
a 0,4, ce qui correspond a la plage de valeurs rencontrée en procédé de mise en forme, conduit a
des augmentations de la triaxialité et de I'angle de Lode de 19%.

Lorsque les conditions de contact sont plus séveres, ce qui est le cas en mise en forme des
produits métalliques [Dubo16], la loi de frottement de Coulomb n’est plus toujours admissible et
il devient préférable d’utiliser la loi de frottement de Tresca. Le tenseur des contraintes s’écrit
alors:

5eq
0 0 m—
| &
Oeurr=| 0 0 0 | (2.27)
lmﬁ 0 o
3 n

I On
__h_ _on 2.28
p 3 3 (2.28)
— |0n| On
Gog =3 = —— = ——" (2.29)
“ V1 —m? V1 —m?
I 1
= - =—zV1l-m? 2.30
6= Coant| [L2T (2.31)
B 3+ m? '

Lorsque le facteur de frottement m tend vers 1, les valeurs de I'angle de Lode et de triaxialité
tendent vers 0, nous retrouvons la encore les valeurs caractéristiques du cisaillement pur.
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Lorsque m est nul, nous retrouvons les valeurs de compression uni-axiale. Le passage d'un
facteur de frottement de 0 a 0,4, ce qui correspond a la plage de valeurs rencontrée dans les
procédés de mise en forme, conduit a des augmentations respectives de la triaxialité et de I'angle
de Lode de 8,3 et 9,1% (Fig. 2-7). Le parametre de Lode est donc moins sensible au modele de
frottement de Tresca qu’au modeéle de Coulomb.

0

-0,2
, /
g -04 \
= = Parametre de Lode
< -0.6 (Tresca)
g a7
,g 08 = Parametre de Lode
g ’ B / (Coulomb)
~ ===

0 0,2 04 0,6 0,8 1
m,

Figure 2- 7: Evolution du paramétre de Lode en fonction des coefficients de frottement de Coulomb
(rouge) et de Tresca (bleu)

Cette premiere approche consistant a ne considérer que la sollicitation en surface permet de
quantifier I'importance des coefficients de frottement et du choix du modéle de frottement sur la
variation de la triaxialité et du parametre de Lode. Toutefois les équations 2.24 et 2.29 montrent
que la pression de contact réduite @, définie comme le rapport pression de contact sur la
contrainte équivalente, est toujours inférieure a 1 ce qui est rarement le cas dans les procédés de
mise en forme ou ce ratio peut atteindre des valeurs comprise entre 1,5 et 3 [BaWa90, ScSh84].
Il est alors nécessaire d’ajouter un état de pression hydrostatique au tenseur des contraintes
pour étre représentatif de ce type de conditions de contact :

c 0 T
gsurf:[o o 0] (2.32)

T 0 o, 53

En posant k = (g, — 0) /0, nous obtenons les expressions de la pression de contact réduite,
du parametre de Lode et de la triaxialité en fonction des coefficients de frottement de Coulomb
ou de Tresca présentées dans le Tableau 2.2. Il apparait de fagon logique que I'ajout d’une
pression hydrostatique a I'état de contrainte ¢ modifie la valeur de la triaxialité. Nous pouvons
également noter que le paramétre de Lode calculé a partir d'un frottement de type Tresca est
insensible a I'effet de la pression hydrostatique. Ce résultat s’explique par le fait que dans ce cas
de figure, la contrainte de cisaillement est proportionnelle a la contrainte équivalente et donc

indépendante de la pression hydrostatique. Par contre, avec la loi de frottement de Coulomb, le
parameétre de Lode évolue avec le parametre k : 'ajout d’'une pression hydrostatique augmente
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la pression de contact qui, a son tour, fait augmenter la contrainte tangentielle et donc I'angle de

Lode.
Tableau 2. 2: Valeurs de @, 8 et i) au voisinage d’une surface frottante
Chargement On = |onl|/0eq Parametre de Lode 6 Triaxialité
Cisaill
isaillement 0 0 0
pur
Compression 1
. 1 -1 _Z
uniaxiale 3
Compression 1 6 1
uniaxiale + — ——tan~  ———
2 T 2
Coulomb V1+3u 3y1+3u
Compression 6 1
uniaxiale + 1 — m? ——tan —3 1—m?
tresca
Compression 1+ k 6 1( k > 34k
multiaxiale + ——tan~ -
2 2 2 T 2 2 2 2 2 2
Coulomp  VE2+30 A+ 32+ 4P A+ kD)) 3yk2+3u(L+k)
C .
multaxigle s LK [T 3k T
k " 3k m

Tresca

La pression de contact réduite augmente lorsque I’écart k entre la pression de contact et la
pression moyenne diminue. Si le parameétre de Lode ne dépend pas de la pression réduite

lorsque le modeéle de frottement de Tresca est utilisé, il en va autrement lorsque la contrainte de

frottement est calculée par la loi de frottement de Coulomb (Fig. 2-8). Ainsi 'augmentation de la
pression réduite de 1 a 1,5 se traduit par une augmentation du paramétre de Lode de 2% a 10%
pour des coefficients de frottement p faibles a modérés (inférieurs a 0,2). Dans les mémes
conditions mais avec un coefficient de frottement de 0,4, valeur élevée en mise en forme a froid
mais courante en mise en forme a chaud, le parameétre de Lode passe de -0,7 a 0.

Ces analyses montrent clairement que le parametre de Lode relevé au voisinage de la surface
est fortement sensible aux conditions de frottement et couvre le spectre complet entre
compression uni-axiale et cisaillement pur.
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Parameétre de Lode
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(o)
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o o
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/ u=0,2
0,8 ~
/ ——n=04
-1 e ——
0 0,5 1 1,5 2
Pression de contact réduite

Figure 2- 8: Evolution du paramétre de Lode 6 en fonction de la pression de contact réduite @,, pour
différentes valeurs du coefficient de frottement de Coulomb

2.1.2 Les critéres de rupture

Il existe de nombreux critéeres de rupture. Pour l'essentiel ces modeéles proviennent
d’approches empiriques. Ces criteres sont basés sur I'accumulation de déformations plastiques
et peuvent s’écrire sous la forme générale :

C= fEff(g)de' (2.33)
0

ou C est une valeur critique dépendante du mateériau, € est la déformation équivalente a la
rupture, € est la déformation équivalente et f (g) est une fonction de I'état de contrainte
[BaWiO4a]. Ces critéres peuvent étre classés en sous familles (Tableau 2.3) :
= Les critéres basés sur une valeur de déformation limite a partir de laquelle la rupture
apparait, indépendamment de I'état de contrainte (éq. 2.34),
= Les criteres basés sur la triaxialité (éq. 2.35-2.37),
= Les criteres basés sur la contrainte principale maximale (éq. 2.38-2.39).

Plus récemment, Tomasz Wierzbicki et son équipe ont travaillé sur des critéres de rupture
dépendant du paramétre de Lode 0 et de la triaxialité  (Tableau 2.4). Ces modeéles reposent sur
une modélisation 3D de la déformation a la rupture €; qui s’exprime alors comme une fonction

des paramétres 6 et 7. La construction de la fonction rupture Ef(H_, 1) nécessite de nombreux
essais expérimentaux : essais de traction, de compression, de cisaillement pour faire varier le
parametre de Lode, essais sur éprouvettes lisses et entaillées pour faire varier la triaxialité (Fig.
2.9a). D’apreés leurs travaux, la fonction déformation a la rupture est décroissante par rapport a
la triaxialité et paire par rapport au parameétre de Lode (Fig. 2-9b). Ces modeles de rupture ont
notamment permis d’éliminer I'hypothese selon laquelle il n'y avait pas de rupture possible pour
des triaxialités inférieures a -1/3 [BaWi05, WBLBO5].
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Tableau 2. 3: Criteres de rupture classiques

Critére
Déformation constante ér
Cic = dé 2.34
[BaWi04a] de fo € (2.34)
€f
c Clintoc cc = € .
Mc Cli k [Mccl68 Cine nd 2.35
0
3
ice-Tracy [RiTr = e”ldé .
Rice-T RiTr69 Crt L5nq 2.36
0
h k 7 1 3
Johnson-Cook [JoCo85] Cic = J;) Wde (2.37)
Brozzo [BrDR72] c f 20 4 (2.38)
rozzo [Br = —_— .
"o 3o —om)
€r o
Cockcroft-Latham [CoLa69] Ce =f 5—de_ (2.39)
0 eq
Tableau 2. 4: Modéles de rupture avec dépendance an et 6,
Critére
Xue-Wierzbicki 1\ "
[WBLBOS] € = Cre™ " — (Cre™ N — (ze~ M) (1 — 9") (2.40)
_ — 1,/_ (- _o]=2 1,_ N\ =  _
Bai-Wierzbicki &(n,0) = [E (e}” +& )) - e}o)] 6 +5 (e}” —& )) 0 +e" 241
Y08 _ _ —(- '
[Y08] e}g” = D,e D21, E}O) = DyeDan e} ) = DgeDel
1
McClintock modifié V3K 1+ C12 o 1 o " (2.42)
BaWi10 € = cos|— | +c <n + =sin <—>> —€ :
[BaWi10] 7\ e 3 ( 6 ) \"737 6 0
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Figure 2- 9: a) Cartographie des essais de caractérisation en fonction de n et @ [Bawio08];
b) Représentation 3D de la déformation a la rupture en fonction de et & [WBLB05]

2.1.3 Les modeles d’endommagement

Les modeles d’endommagement sont basés sur un couplage fort entre 'endommagement et
le comportement plastique du matériau. L’'endommagement est généralement caractérisé par un
parametre scalaire, variant entre 0 (matériau non endommagé) et 1 (matériau ruiné). Le
comportement plastique est géré par des criteres de plasticité reliant I'état de contraintes et la
contrainte d’écoulement. Les modéles d’endommagement sont alors donnés au minimum par
deux équations: un nouveau critére de plasticité adapté au modéle d’endommagement
considéré et une loi d’évolution du parameétre d’endommagement. Comme cela a été introduit
précédemment, nous pouvons distinguer deux types de modeles d’endommagement : les
physiques et les phénoménologiques.

2.1.3.1 Les modéles physique (micromécanique)

.Le modéle de Gurson
L'un des modeles micromécaniques les plus connus est le modéle de Gurson [Gurs76]. Ce

modele considére que les cavités présentes dans le matériau sont de forme sphérique. Ces
cavités modifient le comportement du matériau. Cela est modélisé par I'introduction dans le
critere de plasticité d’'une variable d’endommagement f appelée fraction volumique de vide. La
variable fest définie par :

f _ Vyide

= 2.43
Vtotal ( )

ouV,  représente le volume de vide dans un élément de volume élémentaire etV un volume

élémentaire. Le critere de plasticité associé au modéle de Gurson est donné par :

Oeq\’ 3o
d)Gurson(g» GO) = ( ) + 2f cosh (——) —1-f2=0 (2.44)
o 20,

0
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ol gy, est la contrainte d’écoulement du matériau non endommagé. Pour f= 0 nous retrouvons le
critere de plasticité de von Mises (éq 2.12). La figure 2.3 met en évidence la différence du
comportement avec endommagement et sans endommagement.

Lorsque le volume des cavités augmente, la déformation plastique du matériau ne s’effectue
plus a volume constant. Il est alors possible d’exprimer I'accroissement de la fraction volumique
feroissance €N fonction de la trace du tenseur des taux de déformation plastique € :

fcroissance =1 - fHr(é) (2.45)

Le matériau est totalement ruiné lorsque f= 1.

Surface de plasticité de
Gurson

2Pk
b ® \ \
il O\
=T = h
\ H \ \ v
ey :
L O
{
Surface de plasticite de
Yon-Mises

'R

]

Figure 2- 10: Représentation des surfaces de Gurson et de von-Mises dans I’espace des contraintes
principales [Cao013]

Le modeéle de Gurson, Tvergaard et Needleman (GTN)

Le modele de Gurson propose un couplage fort de 'endommagement a loi de comportement.
Toutefois il ne prend pas en compte les interactions entre les cavités. Tvergaard et Needleman
ont comblé cette lacune en introduisant dans le modele de Gurson la coalescence de cavités par
striction interne. Cela se traduit par lintroduction de coefficients correcteurs q, dans

I'expression du critére de plasticité de Gurson et par la considération de I'accroissement de
fraction volumique f par croissance et par nucléation [BeP093, PiGG98, TvNe84]. Il s’en suit les
équations suivantes :

2

. ;

dern = (Z—:) + 2q,f* cosh (%Z—Z) —1-q3f*2%=0 (2.46)
f pour f < f;

PVt Bt =) pourf > (247)

€+ (1 - OHtre) (2.48)

— 2
. : fn 1 (e — EN>
= . + . = ex —_—
f = faucleation F feroissance Sn o p 2 Sy

Avec:

" q, 4, q,: parametres de pondération
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= f*:fonction de la fraction volumique du vide f

=  f.:valeur de f*alarupture

= fr:valeur de falarupture

= fc:valeur de fa partir de laquelle débute la coalescence
= fy:valeur de fa partir de laquelle débute la nucléation
= Sy :déviation standard de la distribution gaussienne

= ¢y : déformation plastique a la nucléation maximale

= ¢:déformation plastique équivalente

= ¢ :vitesse de déformation équivalente

Il est intéressant de noter que cette approche fait apparaitre la probabilité que deux cavités
fusionnent entre elles [ChNe80].

L’utilisation du modele d’endommagement GTN requiert donc la connaissance de neuf
parametres : trois parametres de pondération dans le critere de plasticité (q,, q, q,), six

parametres pour décrire la variable d’'endommagement et son évolution (f;/, f7, fc, fa, Sy et €x).
A 7 _ _ 2 ) 7 7 —
Ce nombre peut étre ramené en 5 en remarquant que f*=1/q,, q, = q,“ et qu’en général q, = 1,5

et q, = 1 donnent de trés bons résultats [TvNe84]. De plus, la valeur de la fraction volumique a la

rupture f, peut étre déduite de la valeur initiale de vide f, par la relation [ZhT@00] :

fr = 0.15 + 2f, (2.49)

Si cette équation ne réduit pas le nombre de parametres nécessaire a I'utilisation du modele,
elle permet par contre de faciliter I'identification puisque f,, qui est fonction de la porosité

initiale du matériau, peut étre mesurée expérimentalement, soit par observation au microscope
sur échantillons, soit directement par tomographie a rayon X [DBKM16].

fnuclcalion

@ (b) e s =

__—» slope =1 £

€P
EN fe 1

Figure 2- 11: La loi de nucléation et la fonction de la fraction volumique modifiée [Cao13]. (a) La loi de
nucléation [ChNe80], (b) Evolution de la valeur de la fraction volumique modifié f*

Le modeéle de Gologanu, Leblond et Devaux (GLD)

L’'une des limitations majeures du modéle GTN est qu'il considére que les porosités sont et
restent de forme sphérique. Cette hypothese n’est pas valable sauf pour des valeurs élevées de la
triaxialité (de 'ordre de 1 = 1,5) [Cao13]. Le modele développé par Gologanu, Lebland et Devaux
(GLD) est une extension du modéle GTN qui corrige cette limitation en introduisant des cavités
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de forme ellipsoidale incluses dans une matrice elle-méme de forme ellipsoidale [GoLD93]. La
variable fest donnée par :
Rleazcl

2.50
R,,RZ, (2:30)

f=

ouR _,R _,R et R, sontles dimensions caractéristiques de l'inclusion et de la matrice (Fig.
x1 y1 x2 y2

2.12). Les lois associées au modele GLD sont données par :

A X
$ep = —5 + 2q(g + 1)(g + f) cosh (%) —(@+1D*—q*(@+f)?*=0 (2.51)
0

2
f fnucleatlon + fcrmssance = SN\/_ ) €+ (1 - f)tr(e) (2-52)
Avec:

— 3

=222 (2.53)
- 0
Z=s+ 3 [(1 = 2a3)0xx + @3(0yy + O'ZZ)] 0 (2.54)
—1lg
O-H = (1 - Zaz)o-xx + az(o-yy + O-ZZ) (255)
R

q=1+2(qy - Vi Bl (2.56)

1t Ryl

Dans ces équations, B est une base orientée en fonction de I'axe de révolution de la cavité, q,

le terme correctif du critere de Gurson-Tvergaard-Needleman et les parametres C, v* g, k et a,
sont des fonctions des dimensions R, Ryl, R, et Ryz et de l'orientation des cavités [CLOCO3,
GoLD93]. La loi d’évolution de 'endommagement f (éq. 2.52) est identique a celle du modele
GTN.

(a) S>0 by S<(

Figure 2- 12: Les formes des cavités traitées par le modéle GLD [GoLD93]
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Le fait que ce modéle prenne en compte l'orientation des cavités le rend intéressant pour
I'étude des matériaux anisotropes [CLOC03]. Néanmoins, l'utilisation du modele GLD est rendue
difficile de par le nombre important de parametres requis : cinq pour le critére de plasticité (R ,

R _, R

y1’ " x2’
nécessité de définir la base B liée a 'orientation des cavités.

Ryz et q,), six pour la loi d’évolution de f (£, fr, fc, fn, Sv et €y), a quoi s’ajoute la

2.1.3.2 Les modeles phénoménologiques

Le modeéle de Lemaitre et la variable d’endommagement D
Les modéles phénoménologiques, appelés également modeles d’endommagement

macroscopiques, sont développés en se basant sur les équations de la mécanique des milieux
continus et le principe de contrainte effective [Chab82]. Une variable d’endommagement D
caractérise le taux de dégradation d’'un Volume Elémentaire Représentatif (VER) a I'échelle
macroscopique [Lema85]. D est définie comme le rapport de la surface endommagée S par la

surface totale S, du VER dans un plan défini par rapport a un vecteur normal 7 (Fig. 2-13) :

D =
St

(2.57)

/- VER

Figure 2- 13: Représentation graphique de la variable d’endommagement D

Le comportement en déformation du matériau endommagé est alors représenté par la loi
constitutive du matériau sain dans lequel la contrainte vraie g, est remplacée par la contrainte
effective endommagée a. Le couplage entre le comportement du matériau et 'endommagement
se fait a travers une fonction w de la variable D :

7 =w(D)oy (2.58)

La fissuration macroscopique du matériau se produit des que la variable D atteint une valeur
critique D.. Nous avons donc 0 < D < D, < 1. Les équations décrivant 'endommagement sont
alors données par [Lema85] :
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w(D)=1-D (2.59)
oY 2.60
D_E(S) (2.60)

% : 2 2.61

Y représente le taux de libération de la densité d’énergie, E et v sont le module d’Young et le
coefficient de Poisson, 1 la triaxialité (éqg. 2.11). S, s sont des parameétres du matériau a identifier.

Les améliorations du modele de Lemaitre
Dans le modele historique de Lemaitre, 'endommagement se produit dés que le matériau se
déforme et aucune distinction n’est faite entre le comportement en traction et celui en

compression. Ces hypothéses peu respectueuses de la réalité physique ont été corrigées par
Lemaitre en introduisant dans ses modeéles suivants deux variables supplémentaires : la
déformation plastique seuil €p et le coefficient de fermeture partielle des cavités h [Lema96]. La
déformation plastique seuil est la déformation a partir de laquelle 'endommagement est pris en
compte. Elle correspond au début de la croissance des cavités. A partir de cette limite, D devient
non nulle et la contrainte effective o devient différente de la contrainte vraie gy,. Le coefficient
de fermeture des cavités traduit le fait que 'endommagement ne se produit pas de la méme
facon en traction et en compression. Le coefficient h est compris entre 0 et 1. Pour une valeur
nulle de h, le matériau ne s’endommage pas en compression. Pour une valeur unitaire de h,
I'endommagement en compression est identique a I'endommagement en traction. Une valeur de
h égale a 0,2 est recommandée pour étudier I'endommagement des métaux [Bouc10, Hubel0,
Lema96]. Enfin, en se basant sur le résultat de nombreuses études expérimentales [BaWiO4b,

BaWi05], une limite de triaxialité¢ n = —§ au dessous de laquelle I'endommagement ne se

produit pas a été introduite. Le modéle de Lemaitre modifié est alors donné par les équations
suivantes:

. /V\° o 1
D ={e<§) Sie >epetn > —3 (2.62)
0 sinon
_ >0 —
w(D) = {11_ h% Z ; 0 avec o =w(D)oy (2.63)
Y = Oeq [2 14 v) + 3(1 — 2v)n? (2.64)
BT e N Sl '

Toutefois une des limites de ce modeéle est sa faible sensibilité pour des faibles valeurs de
triaxialité [Bouc10, Boug09, CGMB14, TSAC06].
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2.1.3.3 Modéle d’endommagement avec la prise en compte du parametre de Lode

Les modéles d’endommagement présentés ci-dessus prennent en compte les effets de la
contrainte hydrostatique sur I'ouverture, voire la fermeture, des cavités. Lorsque le matériau
n’est soumis qu’a du cisaillement, la contrainte hydrostatique devient nulle : ces modeéles ne
détectent pas d’endommagement et considérent le matériau comme sain. Or les observations
expérimentales montrent qu’en cisaillement pur, les cavités se déforment autour des inclusions,
s’allongeant et s’alignant dans la direction du cisaillement (Fig. 2-14) [AGDS13, Mass10].
L’endommagement est donc différent de celui observé en traction mais il est bien présent et doit
étre modélisé. La solution généralement adoptée pour résoudre cette lacune consiste a modifier
les modeéles d’endommagement existants en y intégrant le parameétre de Lode. L’ensemble des
termes du tenseur des contraintes sont alors pris en compte dans les modéles ainsi développés.

a)

b) A

Figure 2- 14: Influence du mode de sollicitation sur I'endommagement. Mise en évidence des phases de
germination et de croissance autour d’inclusions d’oxydes d’aluminium dans un acier HSLA. a) sous 'effet de
la traction, b) sous I'effet du cisaillement [AGDS13]

Les modéles micromécaniques avec parametre de Lode

Le modele GTN modifié par L. Xue

L. Xue a proposé un nouveau modéle d’'endommagement en intégrant au modele GTN les
résultats des travaux de McClintock et al. sur la croissance des cavités dans les bandes de
cisaillement [McKB66, Xue08]. Dans un premier temps, L. Xue introduit une variable
d’endommagement D définie par :

D = Kp(q1f + Dghear) (2.65)

ou g, et fsont respectivement le parametre de pondération et la fraction volumique du modéle
GTN (éq. 2.46), K, est un coefficient et D, est la variable d’endommagement en cisaillement

définie par:

Eart
Dspear = — (2.66)

Eshear—band
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Dans cette équation, € représente la déformation artificielle liée au rapprochement de deux

cavités voisines lors du cisaillement, et ¢, . représente la déformation a la rupture en
cisaillement d’aprés McClintock [McKB66]. Ensuite, cette variable est introduite dans le critére

de plasticité en remplacement du terme g, /" et en conservant la relation q, = qlz. L’équation

2.46 devient alors [Xue07] :

Oog\2 34,0
Borny = (Jioq) + 2D cosh (%}h) —1-D%2=0 (2.67)

Les lois d’évolution des parametres K et D, sont données par :

1 pour D < D,
_J)1/g, —
Kp=4Ya1—fe pour D, <D <1 (2.68)
ff - fc
Dshear = Q3fq4(1 - |§|)EE (2.69)

ou q, est un parametre égal a %2 pour les problemes 2D et %5 pour les problemes 3D. Lors d’une

sollicitation en traction ou en compression, le paramétre de Lode vaut plus ou moins 1,
I'équation 2.69 est alors nulle et les équations 2.67 et 2.46 sont équivalentes. La figure 2-15
montre la différence entre les variables d’endommagement pour le modéle GTN et le modeéle
proposé par L. Xue.

f+a Chargement arbitraire

f*=1/ q: \ .
\ Traction triaxiale

| Endommagement dii au
A - cisaillement des vides

§ Endommagement dfia
f*=f. —n f . oyt
c=ic De= qi fe 7 | la croissance des cavités

¥
A

fo fc f f fo £ fi f
a) Modele GTN b) Modele GTN modifié par L. Xue
Figure 2- 15 : Les fractions volumiques pour les modéles GTN et GTN modifié par L. Xue [Xue07]

Le modéle GTN modifié par Nahshon et Hutchinson

Nahshon et Hutchinson ont proposé une modification du modéle GTN afin d’améliorer la
prédiction de I'endommagement en cisaillement [NaHu08]. Leur approche repose sur la
formulation phénoménologique du taux de croissance des cavités par nucléation, le critere de
plasticité utilisé restant celui du modele GTN (éq. 2.46). Cette modification permet de prendre
en compte I'adoucissement induit par la déformation et la réorientation de cavités, méme si
celles-ci se déforment sans variation de volume. Un nouveau parametre k_ est introduit afin de
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prendre en compte l'effet du cisaillement sur le taux de croissance des cavités. Ce coefficient est
couplé a une fonction du parametre de Lode et un terme découlant de la puissance de
déformation plastique afin que 'ensemble demeure cohérent avec I'approche micromécanique
de Gurson:

1%}

¢

f=QA=Htr(e) +kyfwo (2.70)

Oeq

avec:

wo =1 —sin?(30;) (2.71)

Le modele GTN modifié par Nahshon, Hutchinson, Nielsen et Tvergaard

Le modele proposé par Nahshon et Hutchinson est capable de prédire la localisation de
I'endommagement a faible triaxialité et ne nécessite l'identification que d'un seul paramétre
supplémentaire par rapport au modele GTN. Toutefois Nielsen et Tvergaard ont montré que
pour des valeurs de triaxialité élevées, le terme ajouté pour prendre en compte le cisaillement a
une influence trop importante et surestime 'endommagement [NiTv09]. Pour limiter cette
influence, ils ont proposé d’ajouter une fonction de pondération (2 dépendante de la triaxialité
n [NiTv10] :

wo = [1 —sin*(30,)]12(n) (2.72)
1 sin<T;
n-T, .
Nm) = T, = siTy<n<T, (2.73)
0 sin>T,

Pour des valeurs de triaxialité supérieures a T, le modele d’endommagement est équivalent
au modele GTN. Pour des valeurs de triaxialité inférieures a T;, le modéle est équivalent au
modeéle de Nahshon et Hutchinson. Nielsen et Tvergaard préconisent les valeurs T; = 0and T, =
0,5.

Les modéles phénoménologiques avec parameétre de Lode

Modeéle LEL (Lode-dependent Enhanced Lemaitre)

Le modeéle de Lemaitre tel qu’il est défini par les équations 2.62 a 2.64 n’est pas apte a prédire
convenablement la localisation de la rupture en cisaillement. T.S. Cao a réglé ce probléme en
multipliant le potentiel d’endommagement proposé par Lemaitre par une fonction du parameétre
de Lode. Il en déduit les nouvelles formulations de I'évolution de la variable d’endommagement
D et du taux de libération de la densité d’énergie Y suivantes :
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oY1 N 1
D= E(§>—_2 SlE>€DetT]>—§

oy + a,B (2.74)
0 sinon
G2 2
Y =—1t— [— (1 +v) + 3(1 — 2v)n? (2.75)
2Ew(D)? 13

Dans le modéle de Lemaitre, la fonction de couplage entre contrainte vraie et contrainte
endommagée w(D) est basée sur des valeurs obtenues en traction et en compression,
correspondant a des triaxialités de +1/3 ou de -1/3. Une nouvelle fonction de couplage est alors
proposée permettant de respecter ces limites tout en permettant une transition pour les
triaxialités proches de 0 rencontrées en cisaillement. En premiére approche T.S. Cao propose
une transition linéaire [Cao13] :

1-D sin =1,
1—h)n+hy, —
w(D) = 1—( o+ hy 2p sin, >n=n, (2.76)
(M1 —12)
1—-hD sin, >n

La figure 2-16 présente une comparaison entre ces deux modeles pour des essais de traction
sur éprouvettes entaillées et sur des essais de torsion. Les essais sur éprouvettes entaillées
permettent de faire varier la triaxialité n tout en gardant le parameétre de Lode égal a 1. Les
essais de torsion testent les modeles pour une triaxialité et un parametre de Lode égaux a 0. Le
modeéle LEL montre clairement son utilité pour les sollicitations ou I'angle de Lode est proche de
0.

Tensile tests on notched round bars

Triaxiality (different notch radii — R4, R6, R9) a0
| ' N 68.1
; : | 701  mModified Lemaitre
; 9 = 607 Mlemaitre
o
05} ! X =
L . ; R=4,6,9 IIS 50
170 = 35 Iko E ® J o~ E
0 ) E— N e fal o 407
I
1 = 30
: - S |3 T
I o 20 -
05 2, : i
Torsion . _ 3 14 5.0 2.8 1.3 1.0
1 Tensile test 1.1 20 0.8 ' 0.5
A | on round bar j 0 __-__-_ . 05
3 » RIS AL R4 R6 RS9 RB  TORSION
Lode parameter Test
(a) Les valeurs du parameétre de Lode et des triaxialités des (b) Graphe des erreurs de prédiction de la rupture pour les
échantillions testés modeles

Figure 2- 16: Comparaison entre le modele LEL et Lemaitre[CGMB14]

Enfin, des études récentes montrent que '’hypothese émise par Y. Bai et T. Wierzbicki n’est
pas toujours valide : 'endommagement peut se produire avec une triaxialité inférieure a -1/3
[CGMB13, TBMB15]. Pour tenir compte de cette possibilité, le nouveau parametre 7m a été
introduit dans le modele LEL. L’équation (2.74) devient alors :
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;(Y)S—l [ €>epetn >

- Jelz — SLE>€petn >Ny

D= S a + a,8 (2.77)
0 sinon

Finalement le modéle LEL introduit cinq nouveaux parametres : les parametres matériaux
aset ay, les limites de triaxialité n, et 7, de la fonction de couplage w(D) et la limite de triaxialité
7im dans la loi d’évolution de D. En traction ou en compression, 82 est égal a 1. Choisir a; égal a 1
- a, permet de respecter 1'égalité entre les équations 2.74 et 2.62, assurant ainsi I'équivalence
des modeles de Lemaitre et LEL. De plus, T.S. Cao propose de choisir les bornes de triaxialité
égales a 1/3 pour n, et -1/3 pour n,. Au final, le modele LEL nécessite I'identification que deux

parametres supplémentaires par rapport au modele de Lemaitre, a,etn, .

Le modele de Xue
L. Xue a proposé un modele phénoménologique basé sur le calcul de la déformation a la
rupture équivalente €,avec une dépendance a la pression hydrostatique p et I'angle de Lode 6,

[Xue07]. L’évolution de la variable d’endommagement est de la forme :
D =A:6=a;p+ a0 + asd, (2.78)

ou p, g et 5eq désignent respectivement les variations de la pression hydrostatique, du
paramétre de Lode et de la contrainte équivalente durant un incrément de temps dt. L. Xue
introduit ensuite le critere de plasticité de von Mises. La déformation plastique ne dépend alors
que du déviateur des contraintes s, elle ne dépend ni de la pression hydrostatique ni de I'angle
de Lode. L. Xue émet alors I'hypothese qu’il en va de méme pour la variation de D, ce qui
implique a; = az = 0. 1l exprime ensuite 3eq en fonction de la vitesse de déformation plastique via
la loi de comportement et normalise 'ensemble en introduisant la fonction déformation a la
rupture équivalente €. Le modele de Xue est alors régi par les équations suivantes :

—_ m-—-1 -

S €p €
D=0 =m <€f(P» 9L)> er(p,0.L) (279)
w(D) =1-DF (2.80)

Dans ces équations, m et f sont des parametres du matériau et e,(p,HL) est la fonction

déformation a la rupture équivalente donnée par :

€r = €rollp (D)o (61) (2.81)

ou €, est une déformation plastique de référence a identifier. Ce modele suppose que les effets

de la pression hydrostatique et de l'angle de Lode sont découplés. Ainsi ces parametres
apparaissent dans deux fonctions multiplicatives distinctes :

iy =1—gln (1 _ %) (2.82)
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60, ¢ _ ik
pg=y+(1-vy) |7L| =y +(1-)[8| (2.83)

ou g et k sont des parametres du matériau, p, est la pression hydrostatique limite au-dessus de

laquelle 'endommagement ne se produit pas et y le rapport entre la déformation a la rupture en
cisaillement €, et la déformation a rupture en traction €, :

€sh

= 2.84
€tr ( )

Le parametre de Lode étant compris entre -1 et +1 et y étant toujours positif, la fonction us
est toujours positive. Par contre, d’apres I'équation 2.82, la fonction u, s’annule lorsque la
pression p est égale a la valeur pcutosr donnée par :

Peutott = Pr.(1 — €2/9) (2.85)

En dessous de pcuos, 1a fonction p,, et donc la déformation a la rupture, deviennent négatives,
ce qui n’a pas de sens physique. Le modele de Xue prédit alors qu'il y a la rupture ductile lorsque
la variable d’endommagement critique D, est atteinte ou lorsque la pression hydrostatique est
inférieure a pcuog (donc lorsque la contrainte hydrostatique o, est supérieure a —pcurog). La figure
2.17 résume l'effet des différents parameétres sur la rupture.

Contrainte hydrostatique

On

Rupture

ductile L

Peutot : Pression hydrostatique de la rupture

/ Yy Fonction dépendante a la pression hydrostatique

Rupture ductile en pg : Fonction dependante a l'angle du Lode

fonction de et 6

PN

—

L Pression limite d endommagenient
Pas de rupture
ductile

“Pressz'on hydrostatique p

Figure 2- 17: Représentation 3D de la déformation a la rupture selon le modéle de Xue [Xue07]

L'un des défauts majeurs du modéle de Xue est que 'endommagement débute dés que le
matériau subit une déformation. Basé sur les mémes principes que ceux du modeéle de Lemaitre,
T.S. Cao a proposé d'imposer au modéle de Xue une déformation plastique seuil €p [Cao13,
Cao14]. Le modele devient :

— -1 .
€p € L
H ={Mm SiE>€epetp <
b= (Ef(p'QL)> XD petP <P (2.86)

0 sinon
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Au final, le modéle de Xue comprend huit parametres: D, q, m, k, €, €p, p1, v et . L. Xue
propose de choisir les valeurs m égale a 2 et k égale a 1 pour la plupart des matériaux, ce qui
réduit le nombre de parametres a identifier a six.

2.2 Sélection des modeles pour une application au contact frottant

2.2.1 Choix des modeles pour la présente étude

Le choix d'un modéle d’endommagement pour une étude s’avére toujours délicat. Tout
d’abord, les modeles sont trés nombreux. Ensuite, méme au sein d'une méme famille
(micromécanique ou phénoménologique), leurs hypotheses de départ sont différentes ce qui fait
que leurs champs d’application ne sont pas toujours équivalents. Enfin, le perfectionnement des
modeéles se fait souvent en introduisant de nouvelles variables ou des nouveaux parameétres qu'’il
faut identifier avec précision. Le gain obtenu a adoptant des hypothéses plus réalistes peut étre
ruiné s’il est impossible a I'utilisateur d’accéder a un jeu de parametres fiables.

Le tableau 2.5 présente une comparaison des modeles présentés précédemment plus haut
dans ce chapitre en se basant sur quatre criteres : le couplage endommagement-plasticité, la
dépendance a la triaxialité, la dépendance au parameétre de Lode et enfin le nombre de
parameétres a identifier.

Tableau 2. 5: Comparaison des modéles d'endommagement

Parametre  parametres

Modéle Couplage Triaxialité de Lode 3 identifier
Mc Clintock [Mccl68] o 1
Rice-Tracy [RiTr69] o 1
Johnson-Cook [JoCo85] o 3
Brozzo [BrDR72] o 1
Cockcroft-Latham [CoLa69] 1
Xue-Wierzbicki [WBLBO05] o o 5
Bai-Wierzbicki [Y08] [ [ ] 6
McClintock modifié [BaWil0] [ [ ] 5
GTN [TvNe84] [ [ 9
GLD [GoLD93] [ [ 14
GTN / Xue [Xue08] ( [ o 10
GTN / Nahshon-Hutchinson [NaHu08] o o o 12
Lemaitre [Bouc10] o [ 5
LEL [CGMB14] [ [ [ 10
Xue [Xue07] ( [ o 9

A l'exception du modele de Cockfroft-Latham basé sur la contrainte maximale en traction oj,
I'ensemble des modeéles proposé prend en compte I'effet de la triaxialité sur la prédiction de la
rupture ductile. Notre choix se fera en conséquence vers un critére de rupture ou un modele
d’endommagement dépendant de la triaxialité.

Comme cela a été souligné dans la partie introductive de ce chapitre, les conditions de contact
et de frottement impactent directement les valeurs de I'angle de Lode en proche surface.
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L’objectif de la thése étant d’étudier les phénomenes de grippage et d’'usure abrasive, il est donc
essentiel d’avoir recours dans notre étude a des modéles prenant en compte ce parametre.

Dans un premier temps nous souhaitons prédire numériquement l'initiation du grippage lors
d’un procédé de fabrication. Un critére de rupture ductile est donc tout a fait apte a répondre a
nos attentes. Néanmoins, une des étapes futures du travail sera de quantifier le volume de
matériau arraché de la surface de la piéce et susceptible d’adhérer a la surface de 'outil. Le
défaut de grippage se traduisant par des réseaux de fissures espacées plus ou moins
périodiquement a la surface du matériau le plus ductile, prendre en compte le couplage
plasticité-endommagement sera alors essentiel puisque seuls les modeéles couplés permettront
de prédire les défauts périodiques [Mari03]. De ce fait nous limiterons notre choix aux modeles
d’endommagement couplés.

Enfin il est également important de tenir compte du nombre de paramétres a identifier. Un
nombre de parameétres élevé va induire une procédure d’identification complexe a mettre en
ceuvre, nécessitant la mise en place d’essais expérimentaux complémentaires.

Parmi les modeéles présentés, quatre répondent a nos critéres de sélection : le modele GTN
modifié par L. Xue, le modéle GTN modifié par Nahshon et Hutchinson, le modéle LEL et le
modeéle de Xue.

Les modeéles GTN/Xue et GTN/Nahshon-Hutchinson sont des modéles micromécaniques dans
lesquels une partie phénoménologique a été introduite pour prendre en compte le parameétre de
Lode. Les modeles de type GTN requiérent I'identification de nombreux parametres, de 9 pour le
modele historique de Gurson a 14 pour le modele GLD. Certains des parametres peuvent étre
choisis indépendamment du matériau sans grand risque. C’est notamment le cas des paramétres
de pondération qi, g2 et gz qui sont souvent pris égaux a 1,5, 1 et 2,25 pour la plupart des
métaux. Par contre, les modeéles sont trés sensibles aux parameétres liés a I'évolution des cavités
(fo fo f5 fv) [AKIF11]. Ces derniers doivent donc étre identifiés de facon robuste. Les modeles
GTN étant basés sur une approche micromécanique, certains auteurs se basent sur des
observations microstructurales pour identifier ces parametres. Leurs approches reposent
notamment sur 'utilisation de micrographie MEB pour mesurer les porosités initiale f; et a la
rupture f;, et sur l'utilisation de la micro-tomographie a rayon X pour suivre I'évolution des
cavités durant des essais de traction [CMVB14]. D’autres auteurs ont recours a de I'identification
par méthode inverse. Pour cela ils exploitent des campagnes d’essais lourdes, ayant recours a
des dispositifs complémentaires de traction-torsion combinés, traction sur éprouvettes
cylindriques et plates, lisses et entaillées [DMMB18]. Dans tous les cas, 'identification reste
complexe et couteuse a mettre en ceuvre.

Les modeéles LEL et Xue requierent également l'identification de nombreux parametres.
Comme ces modeéles sont phénoménologiques, aucune mesure a I'échelle microstructurale n’est
ici possible. L'identification se fait donc a partir de I’exploitation d’essais mécaniques « simples »,
essentiellement traction sur éprouvettes lisses et entaillées, compression et cisaillement.

De nombreux travaux montrent que les modeéles phénoménologiques et micromécaniques
sont plus ou moins équivalents en terme de prédiction de la rupture a partir du moment ou les
parameétres des modeles sont identifiés de facon fiable [Cao13, VMCT16]. Dans la suite, nous
allons nous restreindre au modéle phénoménologique de Xue, I'identification des parametres
étant généralement moins complexe a mettre en ceuvre que pour des modeles micromécaniques.
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2.2.2 Intégration du critére de plasticité de Bai-Wierzbicki

L'une des hypothéses classiques de la MMC est que la pression hydrostatique n’a pas
d’influence sur la contrainte d’écoulement d’'un matériau. Il en découle les critéres de plasticité
basés sur l'invariant J; du tenseur des contraintes, tel que le critére de von Mises. Néanmoins,
des travaux relativement récents montrent que le critere de von Mises surestime la contrainte
d’écoulement lorsque celle-ci est identifiée pour des faibles valeurs de triaxialité, méme en
absence d’endommagement [BaWi08, CGMB14, YaSHO09].

Une solution pour améliorer la prédiction de la contrainte d’écoulement est alors d'introduire
des termes dépendants de I'invariant J; dans le critere de plasticité. Cette solution a notamment
été adoptée par Y. Bai et T. Wierzbicki qui ont proposé un critere prenant en compte la triaxialité
et le paramétre de Lode [BaWi08]. Ce critere a été utilisé dans la littérature seul ou couplé a des
modeles d’endommagement [Cao14, CGMB14, LSAM13]. Les résultats montrent qu’introduire la
dépendance au parametre du Lode dans le modeéle d’'endommagement ainsi dans le critére de
plasticité améliore la prédiction de la localisation de la rupture.

Le critére de plasticité de Bai-Wierzbicki (BW)

Y. Bai et T. Wierzbicki partent du critere de plasticité de von Mises auquel ils ajoutent deux
fonctions multiplicatives de pondération. La premiere applique une correction due a la pression
hydrostatique et la deuxiéme introduit une correction due au parametre de Lode [BaWi08] :

bpw = Geq — 0y (E)f, () f5(6) (2.87)

avec
fa@) =1—c;(n—no) (2.88)

~ ym,,w+1
fo(8) = cg + (g — cg) (wa - #) (2.89)
et
1 1

Yow = (2V3 + 3) (m - 1) = (2v3+3) @ -1 (2.90)

(2.91)

ax {cé pour 6 > 0
Cg =

cs pourd <0

Dans ce critere o0,(€) représente la courbe contrainte-déformation obtenue
expérimentalement a partir d’un essai de caractérisation. f,(7) et fo(8) sont les fonctions de
pondération qui définissent la forme de la surface d’écoulement. Les termes ¢, 1o, cj, c§, c5 et
mpw sont des parametres a déterminer en fonction du matériau et du type d’essai utilisé pour
I'obtention de g,,(€). Au moins I'un des termes cé est égal a 1. Le parameétre my, est un entier
naturel non nul qui assure la dérivabilité de la fonction @zw pour toutes les valeurs du parametre
de Lode, notamment au voisinage de plus ou moins un. Le parameétre cj* permet d’introduire

Page 40



Modeéles d’endommagement des matériaux ductiles : Application sur I'alliage AA 6082

une différence de comportement en traction et en compression. Enfin, pour c¢§ =cj =c§ =1 et

¢y = 0 le critére de Bai-Wierzbicki est équivalent au critére de von Mises. Pour cg = P 5 =

cg =1, cp=0etm infiniment grand, le critere de Bai-Wierzbicki est équivalent au critére de
Tresca. Une représentation du critere de Bai-Wierzbicki dans le plan déviatorique est donnée en
figure 2-18.

T.S. Cao a proposé une simplification du critére en exprimant la fonction f(6) sous la forme
d’un polynoéme [Cao13]:

_ _ 9_ 2k
foc(8) = cj + (c§* —cp) <92 - ﬁ> (2.92)

Cette fonction est trés proche de celle proposée par Bai et Wierzbicki, I'’erreur maximale étant
au voisinage de +/-1. Pour des valeurs de myw et 2k suffisamment élevées, 'erreur entre les deux
fonctions est inférieure a 1% et les fonctions peuvent étre utilisées indifféremment (Fig. 2-19).
Dans la suite de ce mémoire nous utilisons la forme polynomiale fy.(8).

Y ————__ Compression (D}

Mises

T \\“"7 \\\ ;’rf Aﬁhear (c)
resca |.7 ,\ / __.--"'-"\\1;;. \
f

‘\Il Tension (A, B)

Figure 2- 18: Comparaison entre le critére de von-Mises (en Bleu), le critére de Tresca (Hexagone Noir) et
le critére proposé par Bai-Wierzbicki (en Rouge) [BaWi08]

5 Erreur (%)
4 m=2k=2

3
2

1 m=2k=10

:: 5:m:Zk:20

: : 01 _ = =
-1 ' ’ i ) +1

-1

Parameétre de Lode 8
Figure 2- 19: Erreur entre les fonctions de pondération f,(@) proposée par Y. Bai et T. Wierzbicki et f4.(0)
proposée par T.S. Cao. Courbes tracées avec ¢j = 0,95, cﬁ, =cp =1, mpw = 2k.

Nous déduisons I'incrément de déformation plastique de I'équation 2.87 :
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0Ppw fn(n) n 0fe(6) 06
de =dA——=dA{i=-— ] — — 2.93
e=ai=52 { @@ 5 Tl @299
avec:
afy(n)
= 2.94
5 =G (294)
an 1 37
L ] ———
00 30eq- 262, (2.95)
7] V3 sin (n _)
a0 66v3+9(1 2 3
A LA S [ U . (2.96)
do T Oeq 3 20,4 204
et pour la fonction de Bai-Wierzbicki
] sin (n _)
dfe(6 6
fo(6) _ \6) (297)
% cos? (22 cos (D)
cos” || cos |
ou pour la fonction de TS Cao :
afec(Q) ~ ~
20 — §2k—1 (2.98)
06

Le criteére de plasticité de Bai-Wierzbicki (BW) et le modéle de Xue

Comme cela a été précisé auparavant, le modéle d’endommagement de Xue repose sur
I’hypothese que l'accroissement de I'endommagement est proportionnel aux variations de la
pression hydrostatique, du parametre de Lode et de la contrainte équivalente durant un
incrément de temps dt (eq. 2.78). L'utilisation du critére de von Mises permet a L. Xue d’affirmer
que la déformation plastique ne dépend que de la contrainte équivalente et qu’il doit donc en
étre de méme pour la variation de 'endommagement. Cela aboutit a I'équation 2.79. Les
équations 2.93 a 2.98 montrent que lincrément de déformation plastique dépend de la
triaxialité et du parametre de Lode des lors que le critére BW est utilisé. Les termes a1 et a; de
I’équation 2.78 n’ont plus de raison d’étre nuls et doivent alors étre déterminés.

Nous avons choisi d'implémenter un couplage faible entre la plasticité et 'endommagement
afin de contourner cette difficulté. La triaxialité et le parameétre de Lode calculés a un instant n
sont utilisés pour résoudre les équations a I'instant n+1 et sont supposés constants durant cet
incrément de temps. Les paramétres sont ensuite mis a jour avant les calculs de I'incrément

suivant. Nous pouvons alors estimer que durant I'incrément de temps les termes p et 6 de
I'équation 2.78 sont nuls. I'équation 2.86 est alors utilisée pour prédire 'endommagement.
L’apport du critére BW apparait alors via le terme €.

Les modeles d’endommagement de Xue et LEL ont été implémentés sous ABAQUS avec
I'utilisation du critere BW simplifié par T.S. Cao. L'implémentation est basée sur un schéma de
prédiction élastique-correction plastique implicite intégré dans un schéma de résolution
explicite [Hube10] (Annexe 1). L'implémentation de deux critéres a été validée par comparaison
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des résultats de nos simulations avec ceux de cas de références issues de la bibliographie
(Annexe 2).

2.3 Identification du comportement de I’'alliage 6082

2.3.1 Influence de la taille du maillage

Il est établi que le couplage plasticité-endommagement dans une description classique de la
MMC conduit a une dépendance au maillage des résultats. Le comportement adoucissant lié a
I’endommagement conduit a un module tangent qui n’est plus défini positif. Cela se traduit par
un phénomeéne de localisation des déformations, localisation directement influencée par la taille
et l'orientation des mailles [Fayo08, Jira98]. Cette dépendance au maillage est d’autant plus
importante qu’elle peut fausser I'identification des parameétres du modele d’'endommagement.

Les approches non locales permettent de résoudre la dépendance au maillage [Bess13,
BrMWO04, Fayo08, JiMa05]. Ces approches consistent a écrire que le comportement en un point
M dépend de l'historique au point M mais également des points N; au voisinage de M. Cette
dépendance apparait sous la forme d’une fonction de pondération f(M,N;). La fonction f peut
représenter le déplacement [JiMa05], la variable d’endommagement [ArCA03] ou encore la
déformation plastique équivalente [PBBG02]. Ces approches conduisent a la détermination
d’'une distance caractéristique L. a partir de laquelle N; n’a plus d’influence sur M. Si la solution
obtenue est bien insensible a la taille de maille, la distance caractéristique L. influe de fagon non
négligeable sur le résultat et doit étre identifiée avec soin. De plus, I'implémentation de ces
solutions non locales accroit considérablement les temps de calcul [Fayo08].

Une autre approche consiste a considérer la taille de maille au méme titre qu’'un parametre
matériau. L'utilisateur détermine la taille de maille en fonction de criteres qui lui sont propres,
par exemple en garantissant le meilleur compromis entre le temps du calcul et les résultats. Puis
il conserve la méme taille pour l'ensemble des modeles numériques: ceux servant a
I'identification des parameétres du modele d’endommagement, ceux relatifs aux procédés simulés
[Lian15, CaBo16]. Ces démarches n’évitent pas la localisation des déformations, mais permettent
de garantir la fiabilité de la procédure d’indentification de la loi d’endommagement.

Dans notre étude, c’est cette derniére approche qui a été retenue afin d’éviter la dépendance
au maillage.

2.3.2 Identification des parametres

2.3.2.1 Procédure d’identification

L’identification opére en 3 étapes. Tout d’abord la partie avant la striction de la courbe effort-
déplacement des essais de traction est utilisé pour identifier les parametres de la loi
d’écrouissage o, = f(€,). La courbe des essais de cisaillement sert a déterminer les coefficients
de correction en cisaillement du modeéle de Bai-Wierzbicki. Enfin, la courbe effort-déplacement
des essais de traction est a nouveau utilisée, pour identifier les parametres de la loi
d’endommagement.

Identification de la loi d’écrouissage
Dans cette étude la loi d’écrouissage de Swift est utilisée. La forme de la loi adoptée est :

o = Cy(1+ 26 (2.99)
y — %1 Cz '
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avec C;,C, et C; des parametres matériau a déterminer. Ces parametres sont déterminés
initialement a partir d’'un essai de traction sans tenir compte de 'endommagement. Pour cela
seul le début de la courbe expérimentale est utilisé (déformation inférieure a la déformation
plastique seuil €p). L’essai de traction correspondant a une valeur unitaire du parameétre de Lode

0, le critére de Bai-Wierzbicki est équivalent A celui de von Mises. Les paramétres de Bai-
Wierzbicki n’interviennent pas a ce stade et n'influent pas sur le résultat de l'identification.

Identification des parametres du critere de Bai-Wierzbicki

Les parametres du critére de Bai-Wierzbicki sont no,cn,cg,cé,cg et k. D’apres les auteurs
[BaWi08], la correction du paramétre de Lode est prépondérante par rapport a la correction en
pression hydrostatique. Ainsi, en premiére approche, les parametres 1, et ¢; de la fonction de la
pression du critere de Bai-Wierzbicki sont choisis égaux a 1/3 et 0,09 en se basant sur [BaWi08].
Pour les matériaux métalliques les comportements en compression et en traction peuvent étre
supposés identiques, ce qui supprime un parametre (cj = c§ ). Les seuls paramétres qui restent
a identifier sont cj et k. Ces deux parametres s’identifient a partir d’un essai de cisaillement.

Identification des paramétres du modele de Xue
Pour le modéle de Xue améliorée par Cao [Caol4], neuf parametres sont a
identifier : D¢, y, m, k, q, 0, B, €59 €t €p.

D’aprés L. Xue [Xue07], m = 2 et k = 1 donnent une bonne approximation pour la plupart
des métaux. De méme, pour les alliages d’aluminium q et p; peuvent respectivement étre choisis
égaux a 1,5 et 800 MPa. Le parameétre y se calcule directement a partir de la déformation a la
rupture en cisaillement € et la déformation a la rupture en traction €. Un essai de cisaillement
est donc nécessaire en plus de I'essai de traction. Les quatre derniers parametres D, f, €r et €p
sont déterminés par méthode inverse en se basant sur la fin de 'essai de traction, la ou
I'endommagement est le plus important.

En conclusion, l'identification des parametres de la loi d’écrouissage, du critére de Bai-
Wierzbicki, du modéle de Xue et du modele LEL peut étre réalisée en ne se basant que sur deux

types d’essai : des essais de tractions =1 et des essais de cisaillement 3 = 0.

2.3.2.2 Choix de la forme des échantillons

Les campagnes d’essais menées dans les chapitres suivants ont été réalisées sur trois lots
d’éprouvettes différentes, des éprouvettes plates d’épaisseur 1 mm en alliage 6081-T4 fournies
par I'Université Technique du Danemark, des éprouvettes plates de 2 mm d’épaisseur et des
éprouvettes cylindriques de diametre 15 mm en alliage 6082-T6, matériaux utilisés dans des
études préalables au sein du laboratoire [Pham15, Lemel7]. Les éprouvettes plates seront
utilisées pour le chapitre 4 du mémoire et les éprouvettes cylindriques pour le chapitre 5.

Eprouvettes de traction

La figure 2.20(a) présente la géométrie retenue pour les éprouvettes de traction plates. La
forme de ces éprouvettes a été utilisée pour identifier des parametres d’'endommagement dans
des travaux précédents, que ce soit sur des aciers et des alliages d’aluminium [HubelO,
Pham15]. Cette forme permet de garantir une rupture au centre de l'’éprouvette tout en
maintenant un taux de triaxialité voisin de 1/3. Un deuxiéme type d’éprouvette de traction a été
concu pour l'identification du matériau de I'essai de filage avant. Les éprouvettes ont été usinées

Page 44



Modeéles d’endommagement des matériaux ductiles : Application sur I'alliage AA 6082

pour avoir un diametre de 7 mm afin de se situer dans la capacité de la cellule d’effort utilisée
sur la machine de traction. La géométrie utilisée est présentée sur la figure 2-20(b).
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Figure 2- 20: Géométrie de 1'éprouvette de traction (a) pour la caractérisation des plaques de 6082-T4 et
T6 (en mm) [Pham15] (b) pour la caractérisation des barres de 6082-T6 (mm)

Eprouvette de cisaillement

Les essais de cisaillement ont été réalisés sur des géométries d’éprouvettes concues par
Merklin et al. [MeBil1]. Cette géométrie a été développée en se basant sur la norme ASTM B831
et permet d’avoir une zone de cisaillement pur homogéne au centre de I'éprouvette (Fig. 2-21).

Comme indiqué précédemment, I'identification des parametres d’endommagement pour les
modeéles utilisant le parametre de Lode nécessite la réalisation d’essais de cisaillement. Si ce type
d’essai est relativement simple a mettre en place pour des éprouvettes plates, il est beaucoup
plus compliqué a mettre en ceuvre pour des éprouvettes cylindriques. Ne disposant pas de
moyens d’essais permettant de caractériser le matériau en torsion, nous supposerons que les
parametres de correction identifiés sur les éprouvettes plates sont également valables pour les
éprouvettes cylindriques.
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Figure 2- 21: Géométrie de I'éprouvette de cisaillement pour la caractérisation des plaques de 6082-T4 et
T6 (en mm) [YZSG14]
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2.3.2.3 Identification des paramétres et résultats

Maillage des éprouvettes
Le type d’éléments finis utilisé pour toute la procédure d’identification est le C3D8R. Ce type

d’élément est de type hexaédrique a intégration réduite.

La taille des éléments utilisés pour l'identification des lois du 6082-T4 et 6082-T6 est
déterminée en fonction de l'utilisation qui sera faite des matériaux dans les chapitres suivants.
Ainsi, les plaques d’alliage 6082-T4 et les barres de 6082-T6 seront utilisées sur des éprouvettes
de longueur 300 mm ou de diamétre 15 mm, avec des surfaces de contact de plusieurs mm?. Une
taille de maille de 0,2 mm est alors jugée suffisante pour bien prendre en compte les champs des
pressions de contact. Les plaques de 6082-T6 seront utilisées sur un tribomeétre en configuration
pion-plan avec une surface de contact qui sera dans certaines configuration inférieure a 1 mm?.
Une taille d’élément de 0,05 mm est utilisée pour l'identification de ce matériau. Les géométries
maillées utilisés lors des simulations sont présentées en figures 2-22 a 2.24.
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Figure 2- 22: Maillage des éprouvettes de traction Figure 2- 23: Maillage des éprouvettes de
plate, (a) dimension de I'éprouvette, (b) éprouvette cisaillement. (a) dimension de I’éprouvette, (b)
6082-T4, taille de maille = 0,2 mm, (c) éprouvette éprouvette 6082-T4, taille de maille = 0,2 mm.

6082-T6, taille de maille = 0,05 mm

Figure 2- 24: Maillage des éprouvettes de traction
cylindrique en 6082-T6, taille de maille = 0,2 mm
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Identification de la loi d’écrouissage

La loi d’écrouissage est identifiée par méthode inverse sur le début de la courbe de traction
de fagon a pouvoir négliger 'influence de 'endommagement (déformation plastique inférieure a
la déformation plastique seuil €p). Une série de trois essais est réalisée avec chaque type
d’éprouvettes de traction. La moyenne des trois essais est tracée. Une série de simulations
numeériques est réalisé afin de trouver la meilleure corrélation entre résultats numériques et
expérimentaux. La figure 2-25 présente le résultat de cette premiere étape de l'identification.
Les parametres identifiés sont donnés en Tableau 2.6. Les lois rhéologiques obtenues montrent
clairement une différence de comportement, tant au niveau de la contrainte d’écoulement
initiale que du coefficient d’écrouissage (Fig. 2-26). Ces différences résultent de la différence de
traitement thermique et de la différence du procédé d’obtention des éprouvettes (laminage pour
les plaques, forgeage pour les barres).
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0 2 4 6 0 0,5 1 1,5 2 0 2 4

Déplacement (mm) Déplacement (mm) Déplacement (mm)

Traction éprouvette plate 6082-T4 Traction éprouvette plate 6082-T6 Traction éprouvette cylindrique 6082-T6

Figure 2- 25: Comparaison expérimentale numérique des forces de traction pour les trois configurations
d’identification. Courbes expérimentales en bleu, courbes numériques en rouge

Tableau 2. 6: Parameétres de la loi d'écrouissage de Swift

— \C3

s . €
Loi d’écrouissage oy =Cy (1 + C_”>

2

Parameétres C; (MPa) C, Cy
plaque 6082-T4 205 0,011 0,21
plaque 6082-T6 300 0,00014 0,063

barre 6082-T6 370 0,001 0,03
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Figure 2- 26: Comparaison des lois de comportement sans prise en compte de 'endommagement

Identification des parameétres du critére Bai-Wierzbicki
Les parametres k et ¢&* du critére de Bai-Wierzbicki sont identifiés par méthode inverse a
partir des courbes effort-déplacement des essais de cisaillement. Les valeurs obtenues sontk = 6
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et c* = 0,89. La figure 2-27 présente la courbe effort-déplacement expérimentale en bleu, la
courbe obtenue par simulation numérique avec la loi rhéologique du tableau 2.6 sans correction
en vert et la courbe avec la loi rhéologique du tableau 2.6 et la correction du modéle de Bai-
Wierzbicki en rouge. Ces valeurs seront utilisées pour les trois matériaux de I'étude.

1200 -
1000 -
800 -
600 - e EX P
400 - e Bai-Wierzbicki
200 -
0 - . . . )
0 0,5 1 1,5 2
Déplacement (mm)

Force (N)

von-Mises

Figure 2- 27: Simulation avec le critére de Bai-Wierzbicki sans la prise en compte de I'endommagement

Identification du modéle de Xue
Une fois la correction en cisaillement via le modele de Bai-Wierzbicki effectuée, nous
identifions les parametres du modele d’'endommagement de Xue: y, D, q,p., B, €7 et €p. Les

valeurs des parametres q et p; sont tirées de la bibliographie [Xue07]. Le paramétre y est calculé
directement a partir des déformations a la rupture en traction et en cisaillement. La déformation
a la rupture en traction €, est identifiée a partir des sections initiale Ao et finale Arde
I'éprouvette :

Ao
€y =1In (—) (2.100)
A,

Pour identifier la valeur de la déformation a la rupture en cisaillement nous avons recours a
la technique de la corrélation d’image. Les essais de cisaillement sont effectués sur des
éprouvettes sur lesquelles un mouchetis est peint. L’essai est filmé et les images sont traitées par
le logiciel de corrélation d’'images Vic-3D de Correlated Solutions Incorporated. Le logiciel suit le
déplacement des points du mouchetis et en déduit la déformation en chaque point de la surface
de I'éprouvette (Fig. 2-28).

0,00
Figure 2- 28: Déformation a la rupture en cisaillement obtenue par corrélation d'images

Les autres parametres sont identifiés par méthode inverse appliquée a I'ensemble de la
courbe des efforts de traction. Les courbes d’efforts numériques sont présentées en figure 2-29.
Les valeurs identifiées sont présentées dans le tableau 2.7.
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Figure 2- 29: Comparaison numérique expérimentale en traction du matériau 6082-T4.(a) effet de la prise
en compte de 'endommagement, (b) courbes d’effort numérique (bleu) et expérimentale (rouge) pour les
trois matériaux, modele de Xue.

Tableau 2. 7: Parameétres de la loi de Xue pour les trois types d’échantillons
matériau D, B €fo €p q DL y
plaque 6082-T4 0,34 1 1,25 0,077 1,5 800 1,2
plaque 6082-T6 0,34 2 0,55 0,063 1,5 800 1,2
barre 6082-T6 0,90 1

2,00 0,100 1,5 800 1,7

A titre de vérification, l'essai de cisaillement est simulé avec les parametres identifiés. Les
résultats montrent que l'effort de cisaillement numérique est supérieur de 5% a leffort
expérimental. Toutefois le modele décrit correctement la décroissance de leffort liée a
I'endommagement ainsi que la distance a la rupture (Fig. 2.30). La déformée de I'éprouvette
juste avant rupture ainsi que le niveau de déformation plastique sont également correctement

reproduits (Fig. 2.31). Les parameétres du tableau 2.7 seront utilisés pour le reste de I’étude dans
les chapitres 4 et 5.
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Déplacement (mm) Simulation numérique Corrélation d’image
Figure 2- 30: Effort de cisaillement sur Figure 2- 31: Comparaison entre la déformation
éprouvette 6082-T4. Courbe expérimentale en bleu, plastique équivalente obtenue par simulation
courbe numérique en rouge numeérique et par corrélation d'images
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2.4 Conclusion

L’objectif de ce chapitre est de proposer une modélisation capable de prédire la rupture au
voisinage des surfaces lors d’'un procédé de mise en forme a froid.

Tout d’abord, une analyse des contraintes en proche surface a été menée. Les résultats
montrent que le cisaillement est un mode de chargement fortement présent en contact frottant.
I doit impérativement étre pris en compte pour la modélisation de la rupture. Une facon simple
et efficace de tenir compte du cisaillement est de considérer le parametre de Lode dans la
modélisation de la rupture en plus de la triaxialité déja présente dans la majorité des modéles
existants.

Ensuite, une étude bibliographique des différents modeéles de rupture et d’endommagement a
été menée. Une comparaison entre les critéres de rupture, les modeles d’endommagement
micromécaniques et phénoménologiques a été faite. Le modeéle d’endommagement de Xue a été
retenu pour notre étude de par le fait qu’il permet de prendre en compte I'effet du cisaillement
sur l'évolution de la variable d’endommagement et que ses parameétres sont relativement
simples a identifier. Le critere de plasticité de von Mises ayant tendance a surestimer la
contrainte d’écoulement en cisaillement pur, le critere de plasticité retenu pour I'étude s’est
porté sur le critere de Bai-Wierzbicki. Le paramétre de Lode et la triaxialité sont ainsi pris en
compte a la fois sur I'évolution de la contrainte d’écoulement et sur I'évolution de la variable
d’endommagement.

Ensuite, 'identification des parametres du critere de plasticité de Bai-Wierzbicki et la loi
d’endommagement de Xue a été réalisée pour trois types d’échantillons : des plaques en 6082-
T4, des plaques en 6082-T6 et des barres en 6082-T6 et cela en se basant sur des essais de
traction et des essais de cisaillement. La premiere étape de la procédure d’identification est le
choix de la taille des mailles. Cela est fait en choisissant une taille de maille permettant de bien
prendre en compte les champs des pressions de contact dans le procédé a simuler. La deuxiéme
étape est la détermination de la loi d’écrouissage. Cela est fait en se basant sur les essais de
traction et sans la prise en compte de 'endommagement. Ensuite, les paramétres de critére de
Bai-Wierzbicki ont été identifiés en se basant sur des essais de cisaillement sans la pris en
compte de I'endommagement. La derniere étape de la procédure d’identification est la
détermination des parametres d’endommagement en se basant sur la méthode inverse, et la
corrélation d'image pour le parametre y.
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Modélisation du contact frottant dans le cadre de la mise en forme a froid

3.1 Modélisation du contact frottant en mise en forme

3.1.1 Introduction

Tout comme pour 'endommagement étudié dans le chapitre 2, la tribologie des procédés de
mise en forme des métaux demeure un domaine ou les enjeux industriels et les verrous
scientifiques sont encore nombreux. Les mécanismes élémentaires de dégradation des surfaces,
les mécanismes de lubrification au niveau des aspérités, le développement de lubrifiants
« propres », de revétements anti-usure, la caractérisation expérimentale, la modélisation
numérique du frottement et de l'usure sont des sujets de recherche faisant l'objet de
nombreuses études et sont régulierement discutés lors des conférences dédiées a la tribologie
(WoM-Wear Of Materials, ICTMP-International Conference on Tribology in Manufacturing
Processes), et au sein des sociétés savantes telle que I'International Cold Forging Group (sous-
groupes Lubrication et Tool life & Tool quality).

Dans ce chapitre nous allons nous intéresser a la modélisation du frottement pour I'étude de
procédé de mise en forme des métaux a froid. Dans un premier temps nous ferons un rappel des
lois de frottement couramment utilisées et implémentées dans les codes de calcul par éléments
finis. Nous présenterons ensuite les modéles dédiés a 1'étude des contacts secs sous forte
pression normale, prenant explicitement en compte I'écrasement des rugosités des surfaces en
contact. Nous aborderons enfin les régimes de lubrification et les modéles de frottement
associés.

3.1.2 Modéles de frottement macroscopiques

3.1.2.1 Les lois de frottement de Coulomb et Coulomb-Orowan

Les premieres modélisations du contact frottant sont dues a G. Amontons et C.A. Coulomb
[Amon99, Coul85]. L'origine du frottement est alors expliquée par I'interaction des aspérités des
surfaces qui engendre une force opposée au déplacement (Figure 3-1). Les nombreux essais
présentés dans leurs traités sur « la résistance causée dans les machines » et «la théorie des
machines simples » ont conduit a une loi empirique traduisant la proportionnalité entre la force
de frottement et la force normale a la surface. En divisant les forces en présence par la surface de
contact, nous obtenons la loi de frottement couramment utilisée en mécanique :

T=Uaoy, (3.1)

Dans cette expression 7 est la contrainte tangentielle générée par le frottement, o, est la
pression de contact perpendiculaire a la surface et u est le coefficient de frottement de Coulomb.
Le coefficient p est un réel supérieur ou égal a zéro.

s =
» - —_— ,A
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Figure 3- 1: schéma d’interaction entre aspérités d’apres C.A. Coulomb [Coul85]

Les travaux d’Amontons et Coulomb portaient essentiellement sur le frottement entre des
cordes, des pieces en bois et des cabestans. Lorsque la pression de contact devient tres grande,
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comme c’est le cas lors des procédés de mise en forme des métaux, I'équation 3.1 peut conduire
a des contraintes tangentielles t supérieures a la contrainte d’écoulement en cisaillement pur k,
ce qui va a I'encontre des lois de la MMC. E. Orowan a proposé de minimiser la contrainte
tangentielle par la contrainte d’écoulement k du matériau le plus ductile [Orow43] :

T = min(uo, , k) (3.2)

3.1.2.2 Loi de frottement de Tresca

Tres utilisée pour I'étude des procédés de mise en forme a chaud [Feld01], la loi de
frottement de Tresca stipule que la contrainte de frottement est proportionnelle a la contrainte
d’écoulement en cisaillement pur k :

T =mk (3.3)

Le coefficient m est appelé facteur de frottement (ou coefficient de frottement de Tresca). La
contrainte de frottement étant forcément inférieure a la contrainte d’écoulement k, m est un
nombre réel compris entre 0 et 1.

La contrainte d’écoulement en cisaillement pur k est souvent exprimée en fonction de la
contrainte d’écoulement en traction uni-axiale oo, beaucoup plus facile a identifier
expérimentalement. En utilisant par exemple le critére de plasticité de von Mises, le modele de
Tresca devient :

T= ﬁ (3.4)

T=m—= (3.5)

3.1.3 Modélisation du frottement sec avec la prise en compte de I'état de surface

Si I'importance du réle des aspérités sur les mécanismes de frottement a été relevée des les
travaux de Coulomb sur le frottement, et probablement méme avant [Feld01], les modeles de
frottement classiques de Coulomb et de Tresca ne prennent pas en compte explicitement les
rugosités. L’aspect rugosité est « caché » dans le coefficient (facteur) de frottement. Or, lors d'un
contact entre deux surfaces métalliques, les contraintes au niveau des rugosités sont
suffisamment élevées pour générer des déformations plastiques [BoLT40, BoTa42]. Différentes
approches ont été développées pour prendre explicitement en compte 'effet de I'écrasement des
aspérités sur la contrainte de frottement. Ces approches sont généralement basées sur
l'utilisation de la loi de Tresca au niveau local a laquelle est adjointe une fonction de pondération
A. Cette fonction A est définie comme le rapport entre la surface réelle de contact au niveau des
aspérités et la surface apparente de contact (Fig. 3-2).
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Figure 3- 2: surface réelle de contact réduite A = Sréelle/Sapparente

3.1.3.1 Modéle de Bay

Le modeéle développé par N. Bay repose sur ’hypothése que la surface de I'outil est lisse et
indéformable. La rugosité de la piéce est constituée d’aspérités triangulaires, isoceles, de base et
de hauteur initiales identiques (Figure 3-3). La surface de l'outil exerce une pression de contact
croissante sur les rugosités tout en glissant dans une direction tangente a la surface. L’outil
aplatit les aspérités ce qui accroit la surface réelle de contact. L’évolution de la surface réelle de
contact réduite A en fonction de la pression de contact g, et de I'angle initial des aspérités yy est
calculée en déformation plane par la méthode des lignes de glissement [BaWa76, BaWa90,
Bay87]. La contrainte tangentielle est générée uniquement par le frottement au niveau de
chaque aspérité. Elle est donc proportionnelle a la surface réelle de contact A :

T=myAk (3.6)

ou my est le facteur de frottement au niveau des aspérités et k est la contrainte d’écoulement en
cisaillement pur de la surface déformable.

Figure 3- 3: La forme des aspérités utilisées dans les développements du Bay [WaBP74]

Pour un angle initial d’aspérité donné, I'évolution de la contrainte tangentielle 7 suit trois
stades distincts en fonction de I'augmentation de la pression de contact g,:

e Pour des pressions de contact inférieures a 0,8 fois la contrainte d’écoulement gy, la
déformation plastique reste localisée au sommet des aspérités (Fig. 3-4a). Dans cette
configuration, la surface réelle de contact réduite A augmente proportionnellement a
la pression du contact. Le modele de Bay est alors équivalent au modéle de Coulomb.

e Pour des pressions de contact comprises entre 0,8 et 3 fois la contrainte d’écoulement
09, les zones de déformations plastiques des aspérités interagissent et se généralisent
a I'ensemble de la surface de la piece (Fig. 3-4bc). La surface réduite A continue a
augmenter avec la pression de contact mais avec une dérivée seconde négative.

e Pour des pressions de contact supérieures a 2,4 a 3 fois la contrainte d’écoulement gy,
les aspérités sont totalement écrasées (Fig. 3-4d). La surface réelle tend vers la
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surface apparente. La surface réduite A tend alors vers 1 et le modele de Bay devient
équivalent au modele de Tresca (Fig. 3-5).
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Figure 3- 4: Localisation de la déformation

plastique : (a) Déformation plastique au sommet des [Figure 3- 5: Evolution de la contrainte
aspérités (b) -(c) Interactions entre les aspérités tangentielle re.dul.te pour dlfferente.s valeurs de mo
écrasées (d) Localisation de la déformation sous la et d'angles d'inclinaison des aspérités yo [Bay87]

surface [WaBP74]

3.1.3.2 Modéle de la vague plastique

Le modeéle de la vague plastique a été initié par Challen et al, puis développé par B. Avitzur
[AVvHZ84, AvNa86, Ch0x79]. Ce modele repose sur 'hypothese que I'outil est formé d’aspérités
triangulaires réguliéres indéformables et que la surface de la piece est parfaitement lisse. Tout
comme pour le modeéle de N. Bay, la surface de I'outil exerce une pression de contact croissante
sur la piece tout en glissant sur la surface. Le coefficient de frottement my correspond a la valeur
du coefficient de frottement de Tresca au niveau des aspérités. La fonction surface réduite A est
calculée en déformation plane par la méthode de la borne supérieure.

Contrairement au modeéle de N. Bay ou l'outil aplatit les aspérités en surface, le modeéle de la
vague plastique traduit le phénomene de transfert de rugosité : I'outil « laboure » la surface lisse,
imposant sa rugosité a la piece dont la surface devient rugueuse. Ainsi la contrainte tangentielle
au contact résulte de la combinaison de deux phénomenes complémentaires : le frottement local
au niveau des aspérités d’'une part, le travail nécessaire a la propagation de la vague plastique
d’autre part. Lorsque la pression de contact o, augmente, trois stades apparaissent :

e Pour des pressions de contact inférieures a une fois la contrainte d’écoulement oy, la
rugosité a la surface de la piéce apparait et commence a croitre (Fig. 3.6ab). Durant cette
phase, la surface réelle de contact réduite A est proportionnelle a la pression de contact.

e Pour des pressions de contact entre une et trois fois la contrainte d’écoulement oy, la
vague plastique atteint sa hauteur maximale (Fig. 3.6c). La surface A n’est plus
proportionnelle a la pression.

e Pour des pressions de contact supérieures a 1,5 a trois fois la contrainte d’écoulement oy,
la vague plastique remplit I'aspérité de 'outil (Fig. 3.6de). La surface réelle de contact
réduite tend vers 1 et le modéle de vague plastique devient équivalent au modele de
Tresca (Fig. 3-7).
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Figure 3- 6: Modéle de vague plastique: (a) Figure 3- 7: Evolution de la contrainte
Contact initial (b-c) augmentation de la rugosité tangentielle réduite en fonction de la pression de
piéce (d-e) remplissage de la rugosité outil [Avi86] contact réduite [Avit92, AvNa86]

Nous pouvons remarquer que les modeles de N. Bay et de la vague plastique, bien qu’ils
reposent sur des hypothéses totalement différentes (outil lisse et frottement macroscopique lié
uniquement au frottement local pour I'un, outil rugueux et frottement macroscopique lié au
frottement local et a la déformation plastique pour I'autre), conduisent a une évolution de la
contrainte tangentielle similaire :

e proportionnelle a la pression de contact pour les faibles pressions de contact. Le
modeéle de Coulomb est alors valide.

e proportionnelle a la contrainte d’écoulement pour les fortes pressions de contact. Le
modeéle de Tresca est alors valide.

e évolution non linéaire pour les pressions de contact intermédiaires. La plage non
linéaire est d’autant plus courte que le frottement local est faible.

3.1.3.3 Modeéles de Wilson et Sheu

W.R.D. Wilson et S. Sheu ont proposé plusieurs modeles de frottement reposant sur la méme
hypothese de départ: I'angle des aspérités en contact est suffisamment faible pour étre négligé.
Le probléme de I'écrasement des aspérités est alors traité comme un probleme d’indentation
entre deux surfaces planes (Fig. 3- 8). Un calcul par la méthode de la borne supérieure leurs
permet d’aboutir a la relation suivante entre la surface réelle de contact réduite 4, les pressions
de contact au niveau des aspérités et la vitesse de déformation plastique [Wils91, WiSh88] :
Pa — Db 2

H==——= el
fl(A)Vf+fz(A)

(3.7)
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avec:

f1(A) = —0,864% + 0,3454 + 0,515 (3.8)

1
2,571 — A — Aln(1 — 4)

f(4) = (3.9)

Dans ces équations :

e Hestladureté adimensionnée de la piece

e kestlacontrainte d’écoulement en cisaillement pur,

e p. et pp sont respectivement les pressions au niveau des aspérités et entre les
aspérités. p, représente la pression d’'un fluide présent entre les aspérités. Pour un
contact sec, p est égal a zéro.

o [ estla demi-distance entre le début de deux aspérités contigiies. La surface réelle de
contact réduite est alors donnée parA=a /1

e Ir est la vitesse d’aplatissement de la surface. Elle correspond a la différence de
vitesse au niveau des aspérités : Vy=V, -V, (Fig. 3.8)

e ¢ est la vitesse de déformation dans la direction normale a la surface, fonction de la
vitesse Vs et de I'épaisseur de la zone déformée plastiquement par l'indentation et la
déformation du substrat d..

21

2a 2b
. L aspérités
Vitesse aspérité V, indenteur
Pa Pa
~ 1~ s luiu Wiy
U Vitesse vallée V), dal Zone plastigue
Vitesse tangentielet 4

Zone élastique

Figure 3- 8: : Systéme d'indentations proposé par Wilson et Sheu [Wils91]

W.R.D. Wilson et S. Sheu distinguent ensuite deux configurations de contact frottant : un outil
lisse sur une surface rugueuse et un outil rugueux sur une surface lisse.

Modeéle de frottement avec surface outil lisse (Fig. 3.9a)

Dans le cas d’'un contact entre une piéce rugueuse déformable et un outil lisse, la contrainte
tangentielle macroscopique 1 est proportionnelle a la contrainte tangentielle mésoscopique au
niveau de chaque aspérité , :

T =1,4 =mykA (3.10)

ou my est le facteur de frottement local (aussi appelé coefficient d’adhésion par Wilson et Sheu).
Nous retrouvons ici '’équation 3.6 du modele de N. Bay. Toutefois, pour le modéle de N. Bay
I’évolution de A ne dépend que de 'effet de la pression de contact. Dans les modeles de W.R.D.
Wilson la déformation plastique au voisinage de la surface de la piece est explicitement prise en
compte. La variation de A est alors donnée par :
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dA pf1(4)
de ~ 24k — pf,(A)]tand (3.11)

ou € est la déformation plastique dans la direction d’allongement de la surface et p est la
pression moyenne a l'interface :

p=Aps + (1 —A)pp (3.12)

Connaissant la distribution de pression, 1'équation 3.11 est intégrée par une méthode
numérique. La figure 3.9b montre I'évolution de la surface réelle de contact réduite en fonction
de la déformation et de la pression de contact. Pour une pression de contact donnée, accroitre la
déformation plastique induit une augmentation de A et donc une augmentation de la contrainte
tangentielle 7 (eq. 3.10).

1,0

0,8

0,6

(a) (b)

0,4

02}

Surface réelle de contact réduite A

0
0,0 2 4 6 8

Déformation plastique réduite ¢/6
Figure 3- 9: Modeéles de frottement de Wilson et Sheu. (a) Outil lisse - Piéce rugueuse, (b) évolution de la
surface réelle de contact réduite en fonction de la déformation et de la pression de contact [WiSh88]

Modeéle de frottement avec surface outil rugueuse

Dans le cas d'un contact entre une piece lisse déformable et un outil rugueux, la contrainte
tangentielle macroscopique t dépend a la fois de l'adhésion a 'échelle des aspérités 1, et
du labourage de la surface déformable par les rugosités de 'outil 7, (Fig. 3-10) :

T=A1,+71p (3.13)

Les expressions de 7, et de A sont les mémes que pour la configuration précédente (Eq. 3.10 et
3.11). La contrainte tangentielle liée au labourage 1, s’exprime directement en fonction de la
pression moyenne p :

7, = ptanf (3.14)
Pour les faibles angles d’aspérités, I'équation 3.13 se réécrit:

T = Amgk + p6 = (Am, + %9) k (3.15)
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Par analogie avec le modele de Tresca, W.R.D. Wilson propose deux nouveaux coefficients de
frottement réduits a partir des équations 3.3 et 3.15, un coefficient m./mo relatif a 'adhésion et
un coefficient m,/0 relatif au labourage :

m=mg, +m, (3.16)
ma
|
— (3.17)
m, p
— == 3.18
5 "% (3.18)

Enfin W.R.D Wilson introduit la vitesse de glissement réduite S et la vitesse de glissement
critique S; pour étudier le cas particulier du contact complet (A=1):

ue
S=E
£, (%)p ) 05707

" 2(en() 22k

(3.19)

(3.20)

Sc est la valeur de la vitesse de glissement réduite a partir de laquelle le contact devient
complet. Lorsque S est supérieure a S, le contact est partiel et ne se fait que sur 'une des faces
de l'aspérité (Fig.3-10b). Le coefficient m,/6 est constant (eq. 3.18) et le coefficient m,/my
décroit (eq. 3.17 et 3.11). Pour une vitesse S inférieure a S, le contact devient complet. La
surface réelle de contact réduite n’est plus égale a a/l mais a 1 (Fig.3-10c). L’équation 3.14 n’est
alors plus valable et le coefficient m,/6 devient fonction uniquement de H [Wils91].

Pour une pression de contact donnée, augmenter la vitesse de glissement réduite (donc le
rapport entre la vitesse de glissement et la vitesse de déformation plastique) diminue le
frottement par adhésion, accroit le frottement par labourage. Et, dans tous les cas, accroitre la
pression conduit a un accroissement des coefficients de frottement, donc de la contrainte
tangentielle (Fig.3. 10de).

3.1.4 Modélisation du contact lubrifié

En théorie, les lois de frottement présentées précédemment ne sont valables que pour des
contacts secs, sans lubrification liquide. Or dans la tres grande majorité des cas, les procédés de
mise en forme sont lubrifiés de facon a réduire le frottement, protéger les surfaces, refroidir les
surfaces des outils [Dubo16].

Dans le cas spécifique de la mise en forme a froid des alliages d’aluminium les lubrifiants
peuvent étre liquides ou solides. Les produits utilisés sont des huiles minérales ou végétales, des
graisses, des revétements de phosphate/stéarate de zinc, de fluorure d’aluminium/stéarate de
zinc ou encore des polymeres [Bay97, MVMD20, SNHI13]. Dans tous les cas, la quantité de
lubrifiant retenue entre les surfaces de contact joue un role essentiel dans le comportement
tribologique. La formulation d’'un modéle de frottement représentatif du contact lubrifié doit
donc intégrer cette notion d’épaisseur de film lubrifiant.
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Figure 3- 10: Modéles de frottement de Wilson et Sheu. (a) Outil rugueux - Piéce lisse, (b) contact partiel,
() contact complet, (d)(e) évolution des coefficients d’adhésion et de labourage réduits en fonction de la
vitesse de glissement réduite et de la pression contact [Wils91]

3.1.4.1 Epaisseur du film lubrifiant et régime de lubrification
Nous pouvons quantifier le volume de lubrifiant dans le contact a partir de I'épaisseur réduite
du film lubrifiant A :

h h
A=—=——-—"=3z

R 3.21
o Jr, R, -

ou h est I'épaisseur du film de lubrifiant, R.q la rugosité équivalente moyenne des surfaces et
R4 la rugosité quadratique moyenne de la surface de la piece (W) et de l'outil (T) et z I’ épaisseur
réduite utilisée par WRD Wilson. Il est alors possible de définir cinq régimes de lubrification
principaux en fonction de la nature du lubrifiant et de son épaisseur (Fig.3.11) :

e Le régime de lubrification a film solide épais. 1l est rencontré lors de l'utilisation d'un
lubrifiant solide dont I'épaisseur réduite A est supérieure a 10. Dans ce cas aucun contact
entre aspérités n’a lieu. La contrainte de frottement est égale a la contrainte nécessaire a
cisailler le film lubrifiant. Ce régime peut facilement étre modélisé par la loi de Tresca.

e Le régime de lubrification hydrodynamique (HD). 1l est rencontré lors de 'utilisation d'un
lubrifiant liquide dont I'épaisseur réduite A est supérieure a 10. Dans ce cas aucun contact
entre aspérités n’a lieu et la rugosité des surfaces n’'influe pas le comportement du
lubrifiant. La contrainte de frottement est égale a la contrainte nécessaire a cisailler le
film lubrifiant et dépend essentiellement de la viscosité du fluide.

e Le régime a film mince. 11 apparait lors de la lubrification avec un liquide d’'une épaisseur
réduite A comprise entre 3 et 10. Les aspérités des surfaces ne sont pas en contact mais
influent sur I'’écoulement du lubrifiant.
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e Le régime mixte. Ce régime est atteint lorsque I'épaisseur réduite A du lubrifiant liquide
est inférieure a 3. Le contact est gouverné a la fois par la circulation du lubrifiant et le
contact direct entre les aspérités. Le traitement de ce régime nécessite la prise en compte
du couplage fluide-structure au niveau de la rugosité et peut se décomposer en plusieurs
sous régimes : élasto-hydrodynamique (EHD), élasto-plasto-hydrodynamique (EPHD) et,
al’échelle des aspérités, les régimes micro-plasto-hydrodynamic (MPHD) et micro-plasto-
hydrostatic (MPHS) [BeBE99].

o Lerégime limite. Ce dernier est rencontré dans les cas extrémes ou seules les aspérités en
contact transmettent les efforts tangents d'une surface a 'autre. Ce régime apparait soit
lors des contacts non lubrifiés, soit avec lubrifiants solides et des épaisseurs réduites
inférieures a 3, soit avec lubrifiants liquides et des épaisseurs réduites inférieures a 1.

a b C

Figure 3- 11: Différents régimes de lubrification: (a) Lubrification hydrodynamique (b) Lubrification
mixte (c) Régime limite (d) Lubrification solide épais d’aprés N. Bay [BaWa90]

En mise en forme des métaux, la lubrification est congue de fagon a éviter les régimes a film
épais. Le régime HD conduit a un mauvais état de surface final des pieces dii a 'augmentation
des rugosités [SLMS08, WiLe01]. Quant au régime a film solide épais, il conduit a la formation de
dépébts sur la surface des outils qui générent des pertes de cotes et entrainent, dans les cas les
plus extrémes, le blocage des piéces dans les outillages. Nous ne nous intéressons dans la suite
de ce paragraphe qu’a la modélisation de la lubrification en régimes limite, EHD et EPHD.

3.1.4.2 Modéles de frottement pour régime limite

L’hypotheése principale du régime limite est que les aspérités en contact forment des poches
dans lesquels le lubrifiant reste prisonnier. Ces modéles se basent sur les travaux de la vague
plastique en y introduisant une pression du fluide p, qui évolue en fonction du volume de
lubrifiant emprisonné entre les surfaces. Nous pouvons alors distinguer deux cas : faible vitesse
de glissement et comportement hydrostatique du lubrifiant piégé [ViBB01], vitesse élevée et
comportement hydrodynamique du lubrifiant piégé [Avit90]. Dans le cas hydrostatique, les
conditions de contact évoluent suivant quatre phases (Fig. 3.12) :

a) la vague plastique se forme. Le niveau du lubrifiant monte mais il ne remplit pas
encore la cavité. La pression p, est nulle: le modele se comporte alors comme le
modele sans lubrifiant présenté en Figure 3-7.

b) le lubrifiant rempli totalement la cavité. La pression p, augmente, exercant une
pression non nulle sur les surfaces. La pression de contact o, est alors supportée par
les aspérités en contact et par le lubrifiant sous pression dans les poches.

¢) la pression hydrostatique du lubrifiant p, devient supérieure a la pression p, au
niveau des aspérités. Le contact s’ouvre, le lubrifiant s’échappe de la poche et lubrifie
I'interface conduisant a une diminution du facteur de frottement local my. La pression
du fluide p, retombe et le contact se referme.

d) le cycle reprend a la phase 2 avec le nouveau facteur de frottement local my de la
phase 3 jusqu’a ce que la vague plastique occupe entiérement I'aspérité de I'outil.
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Un exemple de I’évolution de la contrainte de frottement en fonction de la pression de contact
est présenté en figure 3.12e.
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Figure 3- 12: Régime limite hydrostatique. (a-b) phase 1, montée du lubrifiant, (c) phase 2, échappement
du lubrifiant, (d) phase 3, cavité remplie (e) exemple d’évolution de la contrainte tangentielle en fonction de
la pression de contact et de la fuite du lubrifiant d’apres [ViBB01]

Avec 'augmentation de la vitesse de glissement relative entre les parois U, la portance du
lubrifiant devient non négligeable et I'effet hydrodynamique doit étre pris en compte. Sous
I'hypothese d’une circulation circulaire du lubrifiant dans la poche (Fig. 3.13a), B. Avitzur a
montré qu’il existait une valeur critique du nombre de Sommerfeld S, (eq. 3.22) a partir de
laquelle la pression du lubrifiant était suffisante pour séparer les surfaces en contact. Le contact
passe alors du régime limite au régime mixte ce qui réduit la contrainte de frottement (Fig.
3.13b).

_n

= (3.22)

n

—_—
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Figure 3- 13: Régime limite hydrodynamique. (a) Schéma de principe, (b) Contrainte tangentielle en fonction
de la pression de contact réduite et du nombre de Sommerfeld d’apres [Avit90]
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3.1.4.3 Modeéles de frottement pour régimes EHD et EPHD

Les régimes a film mince et mixte sont caractérisés par la circulation du fluide entre les
aspérités. Le modele de frottement prend alors une forme générique ou la contrainte
tangentielle est répartie entre le frottement solide au niveau des aspérités et le frottement du
fluide au niveau des vallées :

T=1,A+1,(1-A4A) (3.23)

La surface réelle de contact réduite A peut étre déterminée par différentes approches, dont la
théorie de Hertz, de Greenwood ou les modéles de Y.Z. Hu et D. Zhu en régime EHD [Gree67,
HuZh00, ZhHu01], ou par les modéles de N. Bay ou de W.R.D. Wilson et S. Sheu en régime EPHD
(eq. 3.11). La contrainte de frottement solide aux niveaux des aspérités peut quant a elle
s’exprimer par les modeles de frottement présenté dans les paragraphes précédents: Tresca,
Coulomb, voire méme Wilson et Sheu. Enfin, la contrainte de cisaillement 7, pour un fluide
newtonien est donnée par :

Ty = 77%"‘%3% (3.24)
ol vy est la vitesse de glissement, 1 est la viscosité dynamique du fluide, h son épaisseur et p la
pression du fluide. La viscosité dynamique peut s’exprimer en fonction de la pression et/ou de la
température via des modeles tels que ceux de Barus ou de Carreau [Baru93, Carr72, MOLS09].
L’une des difficultés est ici de déterminer I'épaisseur h.

La circulation du fluide entre les surfaces de la piece et de I'outil est gouvernée par I'équation
de Reynolds unidimensionnelle :

d ( ph3 dp h> _ Oph

ol G T =-— (3.25)

12ndx T Vmp

ol vp est la vitesse moyenne du lubrifiant. Lorsque I’écoulement est stationnaire et le fluide
incompressible, le second membre de I’équation 3.25 est nul. L’équation de Reynolds devient
alors:

dp 127 3n

ou Qo est une constante d'intégration a déterminer. Cette constante correspond au débit et peut
s’exprimer facilement en fonction d’'une épaisseur de fluide :

h
Qo = Vmohp = (VO_T + VO_W) 70 (3.27)

ou hy, Vo r et Vow sont respectivement I'épaisseur du film lubrifiant, la vitesse en surface de
I'outil et la vitesse en surface de la piéce en un point quelconque du contact. Il est donc
nécessaire de connaitre 'épaisseur du film lubrifiant hy en au moins un point.

Lorsque I'épaisseur du film devient faible, 'influence de la rugosité sur I'écoulement du fluide
ne peut plus étre négligée. Si des approches déterministes existent [AGNM19], la rugosité est
souvent introduite dans la résolution via une approche stochastique, notamment pour I’étude du
régime EPHD. L’équation a résoudre devient alors :
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d K d dh, v, d
< : p)— t Yo 2% (3.28)

dxe\P*12ndx) = " ax T 27 dx
Dans cette équation ¢« et ¢ sont les facteurs d’écoulement introduits par N. Patir et H.S. Cheng
[Ono20, PaCh78], h; est I'épaisseur moyenne de lubrifiant et S; est la rugosité quadratique de
surface équivalente. WRD Wilson et N. Marsault donnent les valeurs de ¢ et ¢ pour différentes
formes de rugosités et d’orientation des rugosités par rapport en sens de glissement [WiMa98].
L’équation 3.28 peut étre résolue par méthode directe ou inverse. La méthode directe est une
méthode itérative qui consiste a supposer une fonction épaisseur de film lubrifiant le long du
contact h;(x). La résolution de 'équation de Reynolds donne alors la pression p. Il devient alors
possible de calculer la déformation des surfaces en contact et d’en déduire la nouvelle épaisseur
de fluide hi.1(x). La solution est obtenue lorsque la différence hi.1(x) - hi(x) devient négligeable.
Toutefois cette méthode ne converge pas systématiquement, notamment dans les cas de forte
pression [Mont00]. La résolution est alors traitée en fonction des particularités physiques du
procédé étudié. Le principe consiste a découper la surface de contact en différentes zones,
chaque zone étant traitée avec des hypotheses spécifiques. Ainsi, pour le laminage, Wilson
scinde I'emprise en trois zones: une zone d’alimentation ou la déformation des surfaces est
négligeable et ou le lubrifiant monte en pression, une zone de transition et une zone de travail ou
les surfaces en contact sont déformées mais ou la variation de pression du fluide est constante. Il
devient alors possible de résoudre 1'équation de Reynolds et de connaitre I'épaisseur de fluide
dans I'’ensemble de 'emprise [WiHa77, WiHH95, Wils78].

D’un autre coOté, il existe de trés nombreuses études relatives a la détermination de
I'épaisseur du film lubrifiant en régime hydrodynamique, basées également sur la résolution de
I’équation de Reynolds [DPDL02, Hamr91, Hori06, SnEv06]. Les résultats sont présentés en
fonction de la nature du contact: linéique ou ponctuel, entre surfaces conformes ou non. Par
exemple, S. Bair propose d’approximer I'épaisseur du film au centre du contact par les équations
suivantes [Bair07] :

contact ponctuel he—p = 1,55a%33 (Movm) 87 E'*0°RO33 020 (3.29)

contact linéique he_y = 2,154a%%7 (g vy, ) @6 E' 011 RO31 033 (3.30)

Dans ces équations 7y est la viscosité a la pression atmosphérique, a le coefficient de
piezoviscosité, po la pression de Hertz, R le rayon de courbure du contact et E’ le module d’Young
réduit, fonction des modules d’Young et des coefficients de Poisson des surfaces en contact :

2 [1-vi] [1-v
- 31
Pl

3.1.4.4 Modeéles de frottement pour régimes micro-PHD

Les régimes micro-plasto-hydrodynamique (MPHD) et micro-plasto-hydrostatique (MPHS)
ont été mis en avant par les travaux expérimentaux de Bech et al [BeBE99]. Ces régimes
caractérisent la circulation du lubrifiant au niveau des aspérités. Les poches de lubrifiants
emprisonnées entre les aspérités vont, sous I'action de la pression, de la vitesse de glissement et
de la viscosité du lubrifiant, fuir soit dans le sens de glissement (MPHL), soit dans le sens opposé
au glissement (MPHD) (Fig. 3.14). Ils traduisent notamment le passage du régime limite au
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régime mixte. Ces modéles ont notamment été étudiés par Carretta et al et Hubert et al
[CBBL17, DHCB12, HDDL15]. Dans ces travaux les régimes sont modélisés a I’échelle des
aspérités a I'aide de simulations numériques avec un couplage fluide/structure. A I'image des
régimes PHD, les modeles de frottement utilisés reposent sur l'utilisation de 1'équation 3.26,
avec un frottement de type Coulomb ou Tresca au niveau des aspérités et de type cisaillement
fluide au niveau des vallées.

(@) )
Pr L
0 q0 Pr
g outil ] { goutil w , ] {
X . 4 r L ¥
: S iece (— i F
3 Fuite du lubrifiant P 5 u 3 Ples Fuite du lubrifiant{ u
15 7 1 15 |
10 | - f 10 S ——— ‘
= 5 | Régime MPHD TS5 Regime MPHS |
=0 MMWM;* ’NM"’“—T‘ -E v} T TW] f ﬁl‘"‘\,"’\ﬂ"{“"mv"ﬁ‘;
> |
-5 [ ‘ -5
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X [mm] x [mm]

Figure 3- 14: Régimes de lubrification MPHD (a) MPHL (b) et influence sur la rugosité d’aprés [BeBE99].

3.2 Choix du modele pour I'étude du grippage

Dans le cas du grippage des alliages d’aluminium, le transfert de matiere s’initie au niveau des
rugosités du matériau le plus dur, donc de l'outil. Nous devons donc nous orienter vers
l'utilisation d’'un modéle prenant explicitement en compte la surface rugueuse au niveau de
'outil. Les procédés de mise en forme des piéces en alliages d’aluminium utilisant des lubrifiants
solides ou liquides [Bay97], nous devons également prévoir la modélisation des régimes de
lubrification mixte et limite. Enfin, puisque nous souhaitons que les modéles soient applicables a
I'étude de procédés de mise en forme nous allons privilégier les modeles a l'échelle
macroscopique.

Ala vue de ces critéres, les lois de frottement de Coulomb et de Tresca sont écartées de notre
étude. Ces lois traduisent la proportionnalité entre la contrainte de frottement et la pression de
contact pour Coulomb ou la contrainte d’écoulement pour Tresca. Dans les deux cas, la
rugosité, qui est un parametre clé dans I'étude du grippage, est « cachée » dans le coefficient de
frottement. Ainsi le coefficient de Coulomb ou de Tresca ne sera valable que dans les conditions
de contact ou il a été identifié et difficilement transposable a d’autres conditions de contact
[LDDR97].

Les modeéles basés sur la vague plastique offrent I'avantage d’étre relativement simples a
implémenter dans un code éléments finis. I[Is permettent de modéliser aussi bien le régime limite
que le régime mixte et peuvent prendre en compte la thermique du contact [Hele04]. Ils
prennent explicitement en compte la rugosité des surfaces en contact. Par contre ils ne
considerent que l'effet de la pression de contact sur I'aplatissement des aspérités et ignorent
I'effet de la déformation plastique du substrat.

Pour I’étude du frottement sec, nous choisissons donc le modele « outils rugueux » proposé
Wilson et Sheu pour la suite de cette étude. Il prend en compte explicitement la rugosité des
surfaces et la déformation plastique de la piéce. Il peut ainsi s’appliquer aussi bien a I'étude des
procédés de mise en forme des pieces volumiques que des pieces minces.
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Pour la modélisation du régime mixte, nous partons du constat que les outils ne subissent que
des déformations élastiques (nous négligeons les phénomeénes d’usures abrasives) et que seule
la surface de la piéce subit des déformations plastiques. Nous utiliserons I'équation 3.23 pour
déterminer la contrainte de frottement. Nous traitons la lubrification en découplant la partie
fluide traitée en EHD et la partie solide traitée en PHD. Ce type d’approche basée sur I’estimation
de I'épaisseur du film de lubrifiant en régime EHD pour étudier des procédés de mise en forme
se rencontre régulierement dans la littérature [Atki74, Haar96, MaBB11, MaKh15, SzWa04,
WiSS93]. Le frottement au niveau des aspérités sera géré par le modele d’écrasement d’aspérités
de Wilson et Sheu ce qui permet de prendre en compte la déformation plastique de la surface de
la piéce. Le frottement du fluide au niveau des vallées sera géré par le modéle proposé par Otero
et al pour déterminer I'épaisseur et les propriétés rhéologiques du film lubrifiant [EGCR17],
couplé au modeéle de Wilson pour calculer la contrainte de frottement totale. Comme cela sera
précisé dans le paragraphe suivant, le modele d’Otero et al repose sur une approche EHD et
permet de déterminer I'épaisseur du film lubrifiant sans avoir a résoudre les équations de
Reynolds. Cela facilite grandement son implémentation et rend son utilisation applicable a tout
type de procédés de mise en forme sans hypothese particuliére sur les conditions de contact
dans la zone d’emprise.

3.3 Implémentation des modeles de frottement

La procédure d’implémentation du modéle de frottement se fait a travers la routine
utilisateur VFRICTION sous ABAQUS/explicit. Le modéle opere en trois étapes :

1. Récupération et initialisation des données,

2. Calcul de I'épaisseur du film et des propriétés rhéologiques du lubrifiant au centre du
contact par le modéle de Otero et al.

3. Calcul de la contrainte de frottement 7 en fonction de I'épaisseur de film réduite
Ai (Fig. 3.15) :

o siAi>10: régime a film épais, la détermination de t se fait en ne prenant en
compte que le cisaillement du film lubrifiant,

o si10>Ai>3: régime a film mince, la détermination de t se fait en prenant en
compte le cisaillement du film lubrifiant ainsi que la rugosité via les
facteurs d’écoulement,

o si3>A;: régime limite ou mixte. Le calcul de t se fait par le modéle de Wilson
et Sheu, en prenant en compte la surface réelle de contact, le
cisaillement du fluide et le frottement solide au niveau des
aspérités.
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Calculer h, O h >100 Film Epais

h>30 | Film mince
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Figure 3- 15: Régime de lubrification en fonction de I'épaisseur du film lubrifiant d’aprés [WiHH95]

3.3.1 Récupération et initialisation des données,

En entrées de la routine nous retrouvons des données initiales du modéle numérique
(rugosité, coefficient d’adhésion my...), ainsi que des résultats issus du calcul (pression de
contact, effort aux nceuds, taux de déformation, déplacements...). Nous utilisons également les
données thermiques pour actualiser la température dans le film lubrifiant, ainsi que des données
propres au maillage, telle que la surface attachée a chaque nceud de contact.

3.3.2 Calcul de I'épaisseur du film et des propriétés rhéologiques du lubrifiant.
Modele de lubrification de Otero et al.

L’épaisseur du film lubrifiant dépend des conditions d’alimentations du contact et peut étre
estimée au centre du contact en régime élasto-hydro-dynamique par 1'’équation 3.32
[CSCE09,GoRa08]. Cette relation prend en compte les effets d’échauffement et de fluidification

par cisaillement [Bair05].
Vi -3,6(1-n)%7

v Vo vm+0,2vg
he = ¢the_p 140,79 ((1 + i) q)t;::—_,,c) (3.32)

Dans cette expression ¢; est un facteur de correction thermique, h., est I'épaisseur du film au
centre du contact (éq. 3.29), v, est la vitesse de glissement, v, est la vitesse moyenne, 1y est la
viscosité a la pression ambiante, G est le module de cisaillement du fluide et n est le coefficient
de piezo-viscosité issu du modeéle de Carreau [Carr72b]. Le facteur ¢, permettant de prendre en
compte l'effet d’échauffement du lubrifiant par cisaillement dans la zone de contact est donné
par:

1-132(F) 19%

Pr = 0.83 (3.33)
Y 0,64
140,213 [1 +2,23 (é) ]Lt
avec
Bnovi,
Ly =—— 3.34
=% (334)

et B coefficient température-viscosité, K; conductivité thermique du lubrifiant et E” module
d’Young réduit (eq. 3.31).
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L’épaisseur du film au centre du contact h.., fait intervenir le rayon de courbure du contact R.
A priori cette donnée n’est pas connue et doit étre déduite du maillage éléments finis. Pour cela
nous partons de 'hypothése que la géométrie globale du contact est imposée par I'outil qui ne
subit que des déformations élastiques. Nous pouvons donc utiliser la théorie de Hertz. Une
sphére de rayon Ry est associée a chaque nceud k du contact (Fig. 3-16). La routine utilisateur
renvoie I'effort normal F,« et 1a surface de contact A associés au nceud. Nous avons alors :

Ay = maz (3.35)

Ou ay est le rayon du cercle du contact de la sphere avec le plan. D’apres la théorie de Hertz, la
relation entre le rayon de la surface de contact ax et I'effort normal générant la déformation
élastique Fpx est [InDL18]:

1/3
a = (M) (3.36)
4E
Nous en déduisons alors la valeur du rayon Rren chaque nceud k :
4El A 3/2
R, = (L"> (3.37)
3Fnk T

Pourun contact sphére plan d’apréslathéorie de Hertz:

Massif A

h=] .55a°%%3 NoUm 1067 g0.061 g0 le 0.201

Point du contact
associé aA et F

MassifB = |
Figure 3- 16: Estimation de I'épaisseur du film aux nceuds

Les propriétés de viscosité du fluide utilisées pour calculer la contrainte de frottement
doivent étre estimées a la température du film dans le contact. Pour les films minces, cette
température peut étre approximée par [EGCD16, ELCG11] :

T = AT; + AT, + Tip (3.38)

ou Tj, est la température du lubrifiant a 'entrée du contact, AT; est 'élévation de la température
du lubrifiant due a I'échauffement interne et ATf est I'accroissement de la température di a
I’échauffement des surfaces par le frottement. Pour un contact ponctuel, 'accroissement de
température dans le film lubrifiant est donné par [01Sp98] :

_— Tvghe
78K

(3.39)

La routine VFRICTION permet d’accéder directement aux températures ATy + Tin en chaque
nceud des surfaces en contact. La température transmise prend en compte les apports de chaleur

Page 68



Modélisation du contact frottant dans le cadre de la mise en forme a froid

par frottement et par déformation plastique (coté piece). Pour calculer ces températures, le flux
de chaleur par unité de contact généré par le frottement est exprimé par [Merel1] :

qr =TVg (3.40)

Un coefficient de partage R. permet alors de préciser comment va se répartir le flux total de
chaleur grentre la surface de la piece (W) et celle de l'outil (T) :

qr.w = Rwqr = RyTVy (3.41)

qrr =0 =Ry)qr =1 —-Ry)TVy (3.42)

L’identification du coefficient de partage R, reste un sujet complexe, objet de nombreuses
études. Il est admis que le coefficient de partage dépend de propriétés intrinseques aux
matériaux (conductivités, effusivités) mais également des conditions de contact, telles que la
vitesse de glissement ou I'épaisseur du film lubrifiant [LaBS04, Merel1, O1Sp98]. Toutefois des
études expérimentales montrent que l'influence des propriétés thermiques des matériaux est
parfois négligeable, sous certaines conditions le coefficient de partage restant inchangé malgré
une forte variation de la conductivité des matériaux en contact [MWHD12, RACC13]. Dans notre
étude, nous cherchons simplement a déterminer la température moyenne au centre du film
lubrifiant, le partage de la chaleur entre les surfaces piéce ou outil ayant peu d’importance. Nous
optons pour le modele proposé par A.N. Reznikov qui offre 'avantage d’étre simple a identifier
tout en donnant des résultats trés satisfaisant [ZhLi19] :

1

R, =—

v 143K [aw (3.43)
2Ky ar

ou l'indice T est relatif au matériau de l'outil, I'indice W est relatif au matériau de la piece, agy
est la diffusivité thermique et Ky 7y est la conductivité thermique. Une fois la température des

surfaces connue, la température au centre du film est alors donnée par [OISp98]:

Trvr + Ty, v
AT+ Ty, = _TOT T whw (3.44)
2vp,
Une fois la température du film lubrifiant connue, les propriétés rhéologiques du lubrifiant
sont actualisées. La viscosité dynamique du lubrifiant n a la pression atmosphérique est

déterminée par la loi d’Andrade [GuSi52] :
1 = noe FT~To) (3.45)

ol 7, est la viscosité a la température ambiante Ty et B un parameétre matériau. Le coefficient de
piezo-viscosité a sera actualisé a partir de ses valeurs connues a différentes températures
[EGCR17, ELCG11].

Apres avoir déterminé la viscosité n a la pression atmosphérique et la nouvelle température
(équation 3.45), la viscosité a haute pression 7,, est calculée suivant la loi de Roelands [Bair93,

Roel66] :
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Mp ) ( n ) P \?
_ P 3.46
In (6,3.10‘5 In{g310-5 (1 + 196) (3:46)

. 196a 247
~ In(n) +9,67 (347)

3.3.3 Calcul de la contrainte de frottement t : modele de lubrification de Wilson

3.3.3.1Régime a film épais
L’épaisseur réduite A étant supérieure a 10, nous sommes en régime de lubrification
hydrodynamique (HD) et la contrainte de frottement est égale a la contrainte nécessaire a
cisailler le film lubrifiant et dépend essentiellement de la viscosité du fluide. Afin de tenir
compte de I'effet de cisaillement, la viscosité est définie par I'équation 3.49 ou 7, est la viscosité
sous haute pression donnée par la loi de Roelands (éq 3.46). Cette derniére est en effet plus
fiable que la loi de Barus pour les trés hautes pressions rencontrées en mise en forme [Carr72a,

Leeu09, MOLS09]. Nous avons alors :

T =152 (3.48)

(n-1)/2

2
Ua=np|[1+ i (GZ_Q) ] (3.49)

I
| |

3.3.3.2Régime a film mince
En régime EHD a film mince, les aspérités des surfaces ne sont pas en contact mais influent
sur I’écoulement du lubrifiant, et donc sur la contrainte de frottement. Cette influence est prise
en compte par le facteur d’écoulement @y:

Vg
T =g n (3.50)
C

Le facteur d’écoulement @y permet de prendre en compte l'influence des aspérités sure
I'écoulement entre les deux surfaces s’exprime en fonction de I'épaisseur réduite du lubrifiant z
[WiHH95] :

35 z+1 z
— — ,2)3 = 2 2 _ 3.51
br+ 322((1 z%)31n (Z_ 1) + e [66 + z“(30z 80)]) (3.51)
3.3.3.3Régime mixte

Pour des épaisseurs de lubrifiant telles que I'épaisseur réduite A est comprise entre 0 et 3
(donc I'épaisseur réduite z est comprise entre 0 et 1), nous devons d’abord vérifier que la
pression du fluide dans les vallées est bien positive. Si la pression est négative nous pouvons
supposer qu'il y a eu cavitation, que le film s’est rompu et que nous sommes en régime limite.

D’apres I'équation (3.23) pour le calcul de la contrainte de frottement 7 en régime mixte nous
avons besoin de déterminer la surface réelle de contact réduite A, la contrainte tangentielle
générée par le contact solide 7, et la contrainte tangentielle générée par le fluide zr.
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Le régime mixte est implémenté sur la base du modéle de Wilson et Sheu en « outils
rugueux ». Les données en entrée sont la géométrie simplifiée de la rugosité de l'outil, le
coefficient d’adhésion my (qui correspond au facteur de frottement local au niveau des
aspérités), la sollicitation mécanique de la surface : pression de contact p et épaisseur du
substrat affectée par déformation plastique d, et les propriétés du lubrifiant (viscosité en
fonction de la température et de la pression). Les données en sortie sont la surface réelle de
contact réduite A et la contrainte de frottement t.

La routine VFRICTION n’étant pas compatible avec les schémas d’intégration itératifs de type
Runge-Kutta (la routine ne permet pas de conserver les données relatives a un méme élément
entre deux itérations successives), I’évaluation de la surface réelle de contact réduite ne peut pas
se faire via I'’équation 3.11. De plus, la pression p, générée par le fluide sur la face de 'aspérité
n’étant pas nulle, le calcul de la surface réelle réduite A ne peut pas s’obtenir directement a
partir des équations 3.7, 3.8, 3.9 et 3.12. Le calcul de la surface réelle réduite A est alors
approximée par [WiHH95]:

a=200 hrls sy (352)

35 [16 3 1
32135 5 7

ou z est I'épaisseur réduite du film lubrifiant donnée en équation 3.21. Le facteur d’écoulement
@r en régime mixte est donné par [WiHH95] :

br- = %z{(l —22)%1In(300(z + 1)))

) (3.53)
25 (755 +2(132 + 2(345 + 2(=160 + 2(=40 + 2(60 + 1472)))1}

Finalement la contrainte tangentielle en régime mixte est exprimée en chaque point de contact
par

Vg
T =TA+ Prng h, 1-4) (3.54)

ou 7, est exprimée par I'équation (3.15), n¢ par I'équation (3.49), vy par 'équation (3.59) et les
pressions s’obtiennent directement par les données issues du calcul éléments finis auxquels la
routine VFRICTION a acces.

3.3.3.4 Régime limite

Tout comme pour le régime mixte, le régime limite est implémenté sur la base du modeéle de
Wilson et Sheu en « outil rugueux ». Les données en entrées sont la géométrie simplifiée de la
rugosité de I'outil, le coefficient d’adhésion my, la sollicitation mécanique de la surface : pression
de contact p et épaisseur du substrat affectée par déformation plastique d.. Les données en
sortie sont la surface réelle de contact réduite A et la contrainte de frottement t.

La procédure d'implémentation du modele de Wilson et Sheu pour un outil rugueux se fait a
travers la routine utilisateur VFRICTION sous ABAQUS explicit. Dans ce cadre, la pression de
contact p et la vitesse des nceuds sont récupérées par la routine utilisateur a chaque incrément
de calcul. De méme, le taux de déformation plastique au voisinage de la surface de contact
d;; permet de se dispenser de la donnée d, [KoDW92] :
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2

CZ ==
nmn=E€ 3

D:

S

(3.55)

ou D est le tenseur des taux de déformation relevé dans les éléments au voisinage du contact.
La géométrie moyenne des aspérités est déduite de mesures de rugosité réalisées sur la surface
des outils. Ces mesures sont réalisées sur des surfaces de 2x2 mm? a I'aide d’un profilométre
ZYGO NEWVIEW 7300 et conformément aux recommandations de Bataille et al [BLBD16]. La
hauteur totale du profil de rugosité Rt et la pente moyenne quadratique Rdq sont évaluées dans
la direction de glissement et permettent d’obtenir les données géométriques du modele :

tanf = Rdq = (3.56)

| = 2.Rdq.Rt (3.57)

La surface A est ici calculée en supposant un contact partiel au niveau des aspérités (Fig. 3-
10Db), ce qui revient a supposer que la surface de contact réelle réduite A est inférieure ou égale a

0,5 et que la pression sur la face opposée de I'aspérité py, est nulle [WiHH95]. Les équations 3.7,
3.8,3.9 et 3.12 conduisent alors a:

! _ kA (—0,86A2 + 0,345A4 + 0,515) dul -~ 4) (3.58)
(2571—A—Aln(1—-4)) p ’ ' ' v, tand '
ou / est la longueur des aspérités donnée en 3.55 et v, la vitesse de glissement :
vg = |Vpiéce - Voutil| (3.59)

L’équation 3.58 est résolue a chaque incrément par un schéma itératif. Si A est inférieure ou

égale a 0,5, 'hypothése de contact partiel est validée et la contrainte de frottement est donnée
par:

T = Amyk + ptanf = (Amo + %tan@) k (3.60)

Si A est supérieure a 0,5, alors le contact est complet (Fig. 3-10c). La surface réelle réduite
vaut alors 1 et la contrainte de frottement est donnée par [Wils91]:

H
T =mpk + Ektan@ = (mo

2uytan’o
(3.61)

+ _
0,472d,,1 + 0,828v,tand

3.4 Conclusion

Dans ce chapitre nous avons fait I'inventaire des modéles de frottement utilisables pour
I'étude des procédés de mise en forme. Les modéles de premiére génération permettent de
prédire la contrainte de frottement uniquement dans des cas limites de faibles pressions de
contact (Coulomb) ou de pression de contact tres élevées (Tresca). Les modeles de seconde
génération prennent en compte de fagon explicite la rugosité des surfaces en contact.
L’écrasement des aspérités en fonction de la pression de contact permet a ces modeles de

Page 72




Modélisation du contact frottant dans le cadre de la mise en forme a froid

prédire la contrainte de frottement sur des gammes de chargement trés vastes, allant des basses
aux tres hautes pressions de contact. Parmi ces modéles, le modele développé par Wilson et
Sheu offre 'avantage de pouvoir prendre en compte l'influence de la déformation plastique du
substrat sur I'aplatissement des aspérités. Enfin, les modeles de troisiéme génération couplent
les modéles de seconde génération avec les lois de la mécanique des fluides de facon a prendre
en compte I'influence des lubrifiants liquides sur I'évolution de la contrainte tangentielle.

Pour répondre aux objectifs de la thése, nous avons retenu un modeéle de lubrification basé
sur une approche multi-physique du contact. Construite autour du modele de frottement pour
outil rugueux de W.R.D. Wilson, cette approche prend en compte la rugosité des surfaces en
contact ainsi que les propriétés rhéologiques du lubrifiant. L'implémentation du modeéle a été
réalisée sous ABAQUS. A partir d’un calcul de I'épaisseur du film lubrifiant en chaque nceud de la
surface en contact, le modele détermine quel est le régime de lubrification et calcule la
contrainte de frottement en fonction du régime. Le modéle est capable de traiter les régimes de
lubrification hydrodynamique, mixte ou limite.

Dans les chapitres suivants, ce modele de frottement est appliqué a I'étude du frottement sur
des plaques et des barres d’alliage d’aluminium 6082.
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La validation des modéles : Applications sur la prédiction du grippage

4.1 Objectifs - Procédure de Validation

Dans les chapitres précédents nous avons présenté le modele d’endommagement de Xue et le
modeéle de frottement basé sur un couplage EHD-PHD des modeles de Wilson et de Otero et al.
Le modeéle d’endommagement sert a détecter quand un élément de la surface de la piece se
rompt et peut se détacher de la surface pour adhérer a I'outil. Le second modele permet de
prendre en compte l'influence de la rugosité sur le champ de contrainte macroscopique au
voisinage de la surface de contact, et donc sur 'endommagement en proche surface. L’objectif
principal de ce quatriéme chapitre est de valider que le couplage de ces deux modéles permet de
prédire le grippage. Pour valider la méthodologie proposée, nous allons présenter deux
campagnes d’essais réalisées dans des conditions de laboratoire proches, mais sur deux
dispositifs expérimentaux distincts et complémentaires.

La premiére campagne est réalisée sur le dispositif d’étirage plan développé par I'Université
Technique du Danemark. Cet essai, nommé Strip Reduction Test (SRT), permet de reproduire les
conditions de contact rencontrées dans les procédés de mise en forme a froid des produits plats
('emboutissage et le procédé d’ironing) [BaCel4, UNCM17]. Comme cela sera précisé par la
suite, cette campagne d’essais s’est avérée incomplete et a nécessité la mise en place d'une
seconde campagne d’essais.

La seconde campagne d’essais a été menée sur le dispositif UMT TriboLab™ de Brucker. Ce
dispositif d’essais permet de réaliser des essais tribologiques dans des conditions tres variées de
géométrie de contact et de chargement : contact pion-disque, pion-plan ou plan-plan, charge
normale fixe ou variable de 0,1 a 2000 N, essais de la température ambiante jusqu’a 1000°C...
Dans notre cas, le banc d’essais est réglé pour reproduire des conditions de contact rencontrées
en mise en forme a froid.

Dans les paragraphes suivants, nous présentons les matériaux utilisés pour les deux
campagnes d’essais puis, pour chaque campagne, nous présenterons le dispositif expérimental,
le plan d’expériences, la procédure expérimentale, les résultats expérimentaux puis le modeéle
numérique et les résultats de ce modele.

4.2 Les matériaux

Dans les deux configurations d’essai, un frotteur glisse sur une éprouvette plate en générant
une déformation plastique au voisinage de sa surface. Le matériau utilisé pour les éprouvettes
est 'alliage d’aluminium 6082. Les essais SRT sont réalisés sur des éprouvettes en 6082-T4 et
les essais UMT Tribolab sur des éprouvettes 6082-T6. L’alliage 6082 a été présenté en détail
dans le chapitre 1. Les paramétres de sa loi de comportement endommageable ont été identifiés
dans le chapitre 3. Ce sont ces parametres qui seront utilisés pour I'ensemble des simulations
numériques de ce chapitre.

Les frotteurs utilisés pour les essais sur le banc SRT et sur 'UMT Tribolab sont en acier
X38CrMoV5 (AISI H11). L’acier X38-Cr-Mo-V5 est un acier d’utilisation courante pour la
fabrication des outillages en mise en forme des métaux. Bien que son utilisation industrielle
concerne principalement la mise en forme a chaud, le X35CrMoV5 est également utilisé en mise
en forme a froid [CaBa00, LaSa92]. Le tableau 4.1 présente les différentes caractéristiques de cet
acier.
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Tableau 4. 1: Caractéristiques du matériau des outils [Leme17]

Dureté Limite
Matériau Composition chimique(%m) élastique
(HRC)
(GPa)
Composant C Cr Mo \% Mn Si
Norme 035-04|48-52| 27-32 | 04-06| 03-05 |03-05

4.3 L’essai d’étirage plan SRT

4.3.1 Dispositif expérimental

L’essai d’étirage plan (SRT) consiste a écraser une éprouvette plate entre deux frotteurs et a
I'étirer sous l'action d’une force d’étirage F. L’opération se fait en deux étapes : application de la
réduction, puis étirage a une vitesse V constante (Fig. 4-1). Plusieurs configurations de frotteurs
sont possibles : cylindre-plan ou cylindre-cylindre. Dans tous les cas les cylindres sont fixes, ils
ne peuvent pas tourner sur eux-memes.

En configuration cylindre-cylindre, le SRT peut étre monté sur le tribométre universel pour
téle UST (Universal Sheet Tribotester), également développé a I'Université Technique du
Danemark (Fig. 4-2(a)-(b)). Ce montage permet de disposer en entrée du tribometre d’'une
bobine de métal qui vient directement alimenter le SRT en éprouvette. Les éprouvettes peuvent
ainsi avoir une longueur variant de 0 a plusieurs métres de long, la seule limite étant la longueur
de la bobine.

La figure 4-2(c) présente une vue schématique du SRT. Le dispositif posséde deux zones de
travail A et B, permettant de simuler une succession de deux déformations consécutives. Chaque
zone dispose d’'un jeu de 2 cylindres fixes et d'une cartouche chauffante (repere 8 et 12). Dans
notre étude seule la zone A a été utilisée. La réduction de la bande est réglée a I'aide de cales
d’épaisseur (repere 7). En début d’essai I'extrémité de la bande est fixée dans le chariot
d’étirage. Le vérin vertical de 'UST applique la réduction de la bande réglée au préalable par les
cales et maintient I'écartement des cylindres constant tout au long l'essai (Fig.4-2(b)). Le vérin
horizontal tire la bande. L’essai terminé, des vérins de découpage et de fixation permettent la
découpe de I'éprouvette. Les spécifications générales du dispositif SRT+UST sont données dans
le tableau 4.2.

Application de la
réduction y
Sens de déplacement de la bande
. Bande -
X
Applicationdela
réduction

(a) (b)
Figure 4- 1: Principe de l'essai SRT en configuration cylindre-cylindre : (a) phase 1: Application de la
réduction de la bande (en jaune) (b) Phase 2 : déplacement de la bande durant I'essai
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d'acquisition et
paramétrag

Vérins
Découpage-Fixation

c) Direction
d'étirage

52
Figure 4- 2: Montage utilisé lors des essais SRT [BaCe14 , UNCM17]. (a) vue d’ensemble
de I'UST avec le support de bobine sur la droite. (b) vue de la partie actionneur de I'UST.
(c) vue schématique du SRT

Les données en entrée du banc d’essais sont I'épaisseur initiale de la bande, le taux de
réduction imposé, la vitesse d’étirage, 'apport de lubrifiant et la température des frotteurs. Les
données en sortie sont l'effort d’étirage et I'ensemble des analyses de surface pouvant étre
réalisées sur les éprouvettes et les frotteurs. Un dispositif de détection du grippage par
émissions acoustiques est également disponible [MoCB17]. L’objectif de la these était de prédire
I'initiation du grippage et non pas de quantifier précisément le défaut, les analyses de surfaces
lors de cette premiére campagne se limitent a une observation visuelle des surfaces de contact.
Une quantification plus précise du grippage sera proposée dans la seconde campagne d’essais.
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Tableau 4. 2 : Spécifications générales de la machine [UNCM17]

Parametres

Réduction s £E0
(pour une épaisseur initiale de 1 mm) de 02 65%
Vitesse d’étirage (mm/s) de 0a 150
Distance d’étirage (mm) de 02500

Dimensions maximales des éprouvettes (mm)

(Largeur x Epaisseur x Longueur) 30 x 2 x Limitée par la longueur de la bobine

4.3.2 Plan d’expériences et procédures d’essai

L’objectif de la premiere campagne d’essais est double. Premierement, comme cela est
précisé au début du chapitre, il s’agit de valider la pertinence du couplage endommagement-
frottement pour détecter le grippage. L’objectif secondaire est d’investiguer 'effet de la pression
de contact sur 'endommagement en surface, I'existence d'une pression critique a partir de
laquelle le grippage se produit étant une hypothese régulierement rencontrée dans les études
sur le collage [DXLW17, FDDD18, HuPa04, KKGB13].

Pour atteindre ces objectifs deux séries d’essais ont été menées a bien. Pour la premiére série
le taux de réduction varie de 7 a 15% et le contact n’est pas lubrifié. Pour la seconde série le taux
de réduction varie de 15 a 30% et le contact est lubrifié par une huile minérale. Dans les deux
configurations, la longueur de translation est fixée a 300 mm, la vitesse est fixée a 100 mm.s-! et
les essais sont menés a température ambiante, sans chauffage additionnel des cylindres. Les taux
de réduction et vitesse de glissement choisis correspondent a des grandeurs rencontrées dans
les procédés industriels de mise en forme. Les cylindres ont un rayon de 15 mm. La géométrie et
les dimensions des frotteurs utilisés pour les essais SRT sont présentées en figure 4-3. La
rugosité des frotteurs a été relevée avant les essais. Les mesures ont été réalisées a I'aide d'un
profilomeétre Alicona InfiniteFocus. Le traitement des données (filtrage, redressement pour
retirer la forme du frotteur) a été réalisé avec le logiciel MoutainsMap, en suivant la procédure
préconisée dans les travaux de K. Le Mercier sur I’étude des outillages de mise en forme a froid
[Lemel7]. Le tableau 4.3 présente les valeurs maximales et minimales de la rugosité
arithmétique moyenne Ra et de la pente moyenne quadratique Rdq relevées sur les différents
frotteurs. Les mesures ont été effectuées dans le sens de I'étirage. Il est a noter que certains
frotteurs présentent d’'importantes variations de rugosité, avec des Ra compris entre 0,2 et 1 pm.

Procédure d’essais

Les éprouvettes utilisées ont été livrées sous la forme d’'une bobine de 30 mm de large et
plusieurs metres de long. La rugosité des éprouvettes a été mesurée sur un échantillon avant les
essais et sur les éprouvettes aprés essais. L’épaisseur initiale des éprouvettes a été relevée sur
un échantillon avant les essais et apres les essais. Aucune variation notable n’a été relevée. Apres
chaque essai, les frotteurs sont démontés et remontés en opérant un quart de tour de facon a ce
que chaque essai soit réalisé sur une surface neuve. Pour les essais lubrifiés, le lubrifiant est
appliqué au pinceau sur les deux faces de la bande avant chaque essai.
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Figure 4- 3: frotteurs utilisés pour les essais SRT. (a) photographie des frotteurs supérieur et inférieur,
(b)(c) plan du frotteur supérieur, (d)(e) plan du frotteur inférieur

Tableau 4. 3: Rugosité des outils avant essais

références frotteurs . I.?a (um) , . .qu ) ,
mini maxi mini maxi
A inférieur 0,2 0,3 2 4
supérieur 0,2 0,3 2 4
B inférieur 0,2 0,3 2 4
supérieur 0,2 1,0 2 13
C inférieur 0,2 0,3 2 4
supérieur 0,2 0,5 2 5
D inférieur 0,2 0,3 2 7
supérieur 0,2 0,7 2 4
E inférieur 0,2 0,9 2 4
supérieur 0,2 0,3 2 8
F inférieur 0,2 0,3 2 4
supérieur 0,2 0,4 2 4
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Plan d’expériences

Le taux de réduction est réglé a l'aide de cales d’épaisseur et est vérifié apres chaque test en
mesurant I'épaisseur finale de I'éprouvette au palmer, assurant une précision de I'ordre de 1%.
Toutefois, malgré le soin pris pour positionner les cales et pour appliquer le chargement normal
assurant le maintien en position des cylindres, il s’avere que le taux de réduction est tres
difficilement reproductible. A titre d’exemple, les trois essais réglés pour reproduire un taux de
réduction de 10% ont en réalité conduit a des essais avec un taux compris entre 9 et 12% et des
cartographies de grippages différentes. Ainsi, plutét qu’effectuer une moyenne de ces essais,
nous avons préféré considéré chaque essai de fagon indépendante. Ceci conduit au plan
d’expériences présenté dans le tableau 4.4 ou chaque essai est réalisé une seule fois.

Les résultats des essais que nous exploitons sont 'effort d’étirage, les observations visuelles
des surfaces des éprouvettes et des frotteurs et 'analyse de la rugosité des frotteurs.

Tableau 4. 4: Résumé des essais SRT

série 1 série 2
taux de réduction (%) 7 9 10 12 15 16 20 25 30
lubrifiant Non Oui
vitesse (mm.s1) 100 100
température (°C) 20 20
longueur de glissement (mm) 300 300
Jeux de frotteurs A B C D E F

4.3.3 Résultats expérimentaux

Efforts d’étirage

L’effort d’étirage est mesuré durant tout I'essai. Le début de la courbe correspond a I'effort
nécessaire pour réduire I'épaisseur de la bande (phase 1 de I'essai). Le contact se fait de fagon
symétrique par rapport a l'axe x (Fig. 4.1.(a)). Des que I'étirage débute, le contact ne s’opére plus
que d’'un seul coté des cylindres ce qui conduit a une baisse de l'effort.

Pour les essais lubrifiés (Figure 4-4), tous les efforts d’étirage sont stables et présentent la
méme allure malgré le fait que les taux de réduction soient importants. De fagon logique, plus le
taux est important, plus 'effort est important. Seule la réduction 30% a connu une rupture
brusque de I'éprouvette apres 100 mm d’étirage. La rupture s’est produite a I'entrée du contact.

La figure 4-5 présente les courbes d’effort pour les essais non lubrifiés. Les résultats
montrent de tres fortes différences entre les différents taux de réduction. Nous pouvons
distinguer trois comportements différents :

e Réduction de 7% : la courbe d’effort est stable avec une allure semblable a celle des essais

lubrifiés

e Réduction de 10% : le niveau des efforts est proche de celui obtenu a 7% mais le courbe
présente plusieurs vagues, avec un premier maximum dans les dix premiers millimetres de
déplacement, puis un second vers 130 mm, avant d’augmenter de facon continue a partir
de 210 mm.

e Réductions de 9, 12 et 15% : 1a courbe d’effort croit et atteint un premier maximum vers
30-40 mm de déplacement, puis décroit jusqu’a un déplacement de 50-60 mm, puis croit a
nouveau de fagon importante jusqu’a la rupture de I'éprouvette. C’est I'éprouvette avec le
taux de réduction le plus élevé qui rompt la premiere.
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Figure 4- 4: Efforts d'étirage pour les essais lubrifiés

Pour ces essais non lubrifiés, il ne semble pas y avoir de corrélation logique entre l'effort
maximal atteint et le taux de réduction, ce qui laisse entendre que durant I’essai les conditions
de contact se dégradent fortement et I'énergie de frottement devient prépondérante sur
I'énergie de déformation plastique.
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Figure 4- 5: Efforts d'étirage pour les essais non lubrifiés

Observations visuelles des traces sur les éprouvettes

Ces premiéres observations n’ont pour objectif que d’identifier les zones éventuelles de
grippage sur les éprouvettes. Les essais SRT étant mené de fagon ininterrompue sur une
distance de 300 mm, il est impossible de déterminer le début du grippage uniquement en
observant la surface de l'outil, cette derniére cumulant I'ensemble des transferts de matiére
résultant du grippage durant I'essai. Cette initiation du grippage se caractérise par 'apparition
d'un réseau de stries de plus en plus dense, d’enlévement de matiére et, dans les cas les plus
séveres, par 'apparition de réseaux de fissures. Pour notre étude, nous considérons qu’il y aura
grippage des que l'arrachement de la matiére de la surface de la piéce est observable
visuellement.
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Les éprouvettes des essais lubrifiés sont présentées en figure 4.6. Les surfaces inférieures et
supérieures des éprouvettes présentes quelques rayures légéres en début d’essai. A I'exception
du cas 30%, ces rayures ont tendance a s’estomper apres quelques millimétres de déplacement.
Pour le cas 30%, les traces sont trés marquées mais aucune fissure ou micro-arrachement n’est
observable a I'ceil nu.

entrée

20%

25%

30 %

A

Figure 4- 6: photographie des éprouvettes SRT apres essais lubrifiés

Les éprouvettes des essais non lubrifiés sont présentées en figure 4.7. L’aspect visuel de
I'éprouvette a 7% est semblable a celui observé lors des essais lubrifiés. La surface ne présente
que quelques rayures en début d’essai et aucune trace de défaut plus important par la suite.
Pour les éprouvettes avec une réduction de 9, 12 et 15% des marques importantes sont
observables a I'ceil nu dés le début de 'essai et sont accentuées avant la zone de rupture. Ces
marques prennent la forme d'un réseau de stries de plus en plus dense, avec I'apparition de
bosses (lumps) et de réseaux de fissures perpendiculaires au sens de glissement (figure 4.7(b)).
Ce défaut tend a apparaitre sur les rives des éprouvettes. Pour ces trois configurations d’essai, le
grippage généralisé a la largeur de l'éprouvette apparait apres des longueurs d’étirage
respectives de 9 mm, 32 mm et 15 mm. L’éprouvette 10% montre quant a elle clairement 3
zones distinctes. La premiere zone apparait apres quelques millimetres d’étirage et la seconde
entre 80 et 130 mm d’étirage. Ces deux premiéres zones n’affectent I'éprouvette que sur une
partie de sa largeur. A partir de 200 mm une nouvelle zone de grippage apparait. Le grippage
s’étend a toute la largeur de l'éprouvette a partir de 255 mm d’étirage (Fig. 4.7(c)). Ces
différentes zones sont directement corrélables aux augmentations de leffort d’étirage
présentées en figure 4.5. A 'exception du cas 10%, quand le grippage apparait, il est observable
sur les deux faces de I'éprouvette. Toutefois il n’y apparait pas toujours de facon symétrique et
avec la méme sévérité.

Enfin, il est intéressant de noter que la formation d’'une bosse de matiére a I'entrée de la zone
de contact a été observée. Cette déformation semble étre corrélée a la rupture des éprouvettes et
a la forte dégradation de I'état de surface (Fig. 4-7(d)).
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Figure 4- 7: Photographies des éprouvettes SRT apres essais non lubrifiés (a) vue d’ensemble (b) Mise en
évidence des défauts sur I'éprouvette a 12% (c) Mise en évidence des différentes zones de grippage sur
I'éprouvette a 10%, (d) zone de rupture de 1'éprouvette SRT. Réduction de 15%

Observations visuelles des traces sur les frotteurs

L’observation des frotteurs permet de voir 'accumulation des défauts a I'issue des essais.

A T'image du frotteur supérieur utilisé pour la réduction de 20% (Figure 4-8), les frotteurs
supérieurs et inférieurs utilisés pour les essais lubrifiés ne montrent que de légeres rayures
paralléles au sens de glissement. Aucune trace de transfert de matiére n’est visible.

A Tinverse, les frotteurs utilisés pour les essais non lubrifiés sont fortement marqués et
montrent clairement des traces de grippage. Nous pouvons remarquer trois typologies
différentes. Dans le cas des essais a 9 et 12% de réduction les outils montrent clairement des
traces de transfert de matiere sur toute la largeur du contact. Ces traces ont une largeur
comprise entre 0,5 et 2 mm et apparaissent aussi bien sur le frotteur supérieur qu’inférieur
mettant en évidence un grippage sur les deux faces des éprouvettes. Dans les cas des essais a
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12%, les outils montrent des traces de transfert de matiere sur les zones latérales de la surface
de contact, le centre étant tres peu affecté par le défaut. Comme pour les cas a 9 et 12%, ces
traces ont une largeur comprise entre 0,5 et 2 mm et apparaissent aussi bien sur le frotteur
supérieur qu'inférieur mettant la encore en évidence un grippage sur les deux faces des
éprouvettes. Enfin, dans la configuration 10%, le frotteur supérieur ne montre que trés peu de
trace de collage alors que la face inférieure est marquée sur quasiment toute sa largeur, mettant
en évidence un grippage asymétrique. Si nous nous rapportons aux tableaux 4.3 et 4.4, ces
observations montrent qu’il existe une corrélation directe entre la sévérité du grippage et I'état
de surface des frotteurs, comme cela a déja été souligné dans le chapitre 1.

Outil supérieur

Orutil infg’:ricur

| Essais non lubrifié
5mm -

Essai lubrifié

Figure 4- 8: Photographies de la surface des frotteurs aprés essais SRT. Mise en évidence des différentes
zones de grippage

Conclusion des essais

Neuf essais ont été réalisés avec des taux de réduction d’épaisseur variant de 7 a 30%. Les essais
de 7 a 15% étaient non lubrifiés. Les essais de 16 a 30% étaient lubrifiés avec une huile
minérale. Aucune trace de grippage n’a été observée sur l'essai non lubrifié a 7% et sur les essais
lubrifiés. Pour les essais non lubrifiés de 9 a 15%, le grippage apparait en prenant la forme d’'un
réseau de rayures de plus en plus dense, menant a I'apparition de fissures. Ce défaut apparait de
facon asymétrique et peut n’affecter qu'une seule surface de I'éprouvette. Pour les cas les plus
séveres, le défaut conduit a une augmentation importante de I'effort d’étirage et conduit a la
rupture de I'éprouvette. La sévérité du grippage est liée a la rugosité des frotteurs.

4.3.4 Modéle numérique

Maillage initial et conditions aux limites

Pour prédire l'apparition du grippage lors des essais SRT nous allons utiliser les
développements des chapitres 2 et 3, notamment le modéle de lubrification basé sur le couplage
des approches de Wilson et Otero. Ce modeéle prenant explicitement en compte les rugosités des
frotteurs et les frotteurs inférieurs et supérieurs utilisés lors des essais n’ayant pas toujours la
méme rugosité, seule la symétrie par rapport au plan (x,y) est prise en compte (Fig. 4.9).
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Le maillage de I'éprouvette comprend 266532 nceuds et 225000 éléments hexaédriques
thermo-élasto-plastique a intégration réduite C3D8RT. La dimension des éléments est de 0,2 x
0,2 x 0,2 mm, soit la méme taille de maille que pour les modeles de traction et de cisaillement
utilisés pour la procédure d’identification des parameétres matériaux. La rhéologie affectée aux
éléments est celle identifiée dans le chapitre 2 et rappelée en tableau 4.5. Chaque frotteur est
modélisé par 23124 nceuds et 20720 éléments thermiques rigides C3D8RT.

(a) (b)

Neeuds So

Figure 4- 9: Maillage initial de I’essai SRT. (a) Vue en perspective, (b) vue dans le plan (xy)

Le chargement s’effectue en deux étapes. Etape 1 : le frotteur supérieur descend d’une
distance h/2 et le frotteur inférieur monte d’une distance h/2. La valeur de h est calculée en
fonction du taux de réduction a simuler. Durant cette étape les nceuds So de I'éprouvette sont
bloqués. Etape 2 : les frotteurs sont maintenus en position et un déplacement de 100 mm est
imposés aux nceuds So. Toutes les simulations sont réalisées avec une vitesse de déplacement de
100 mm/s (étapes 1 et 2). La température initiale est de 20°C dans I'éprouvette et les frotteurs.
Les calculs sont lancés en explicite sous ABAQUS. La durée moyenne d’un calcul est de 6h45 CPU
(calcul effectué sur 4 processeurs Xeon 6134 a 3.2 GHz).

Tableau 4. 5 : Rhéologie de I'alliage d’aluminium 6082-T4

Loi d’écrouissage D, B €50 €p q bL 14
= 0,21
=205(1+4+—% 0,34 1 1,25 0,077 1,5 800 1,2
% ( 0,011)

Parametres d’interface pour les essais lubrifiés et non lubrifiés

Le modeéle utilise la routine VFRICTION présentée au chapitre 3. En entrée, la routine requiert
le coefficient d’adhésion my, la longueur I et 'angle 6 de la géométrie simplifiée des rugosités, le
coefficient de partage Rw et, pour la simulation des essais lubrifiés, le coefficient de piezo-
viscosité a la température ambiante a, le coefficient de température-viscosité §, le module de
cisaillement du lubrifiant G, la conductivité thermique du lubrifiant K; et le coefficient de la loi de
viscosité n.

Les parametres [ et 8 sont identifiés a partir des valeurs maximales des mesures de rugosités
effectuées sur les outils et présentées en tableau 4.3. La figure 4-10 montre la corrélation entre
le profil de rugosité simplifié en rouge et la rugosité réelle en bleu (cas du frotteur inférieur B
utilisé pour l'essai a 9%). Le coefficient de partage Rw est calculé a partir des propriétés
thermiques de I'acier et de 'aluminium (éq. 3.58 du chapitre précédent). Pour les propriétés de
I'huile minérale nous avons conservé les propriétés de I'huile utilisée dans les travaux de Otero
et al (tableau 4.6).
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Figure 4- 10: Comparaison entre le profil de rugosité simplifié (en rouge) et un profil réel (en bleu).
Mesure effectuée sur le frotteur B inférieur.

Tableau 4. 6: Rhéologie de I'’huile minérale [EGCR17]

Parameétres Définition Valeurs
a(GPa™1) Coefficient de piezo-viscosité a T, 15,7
B(K™D Le coefficient de température-viscosité 0,033
G(MPa) Module de cisaillement du lubrifiant 1
K;(W/mK) Conductivité thermique du lubrifiant 0,12
n Coefficient de la loi de viscosité 0,5

Le coefficient d’adhésion my doit étre identifié en fonction des matériaux étudiés. La
plateforme UST sur laquelle est monté le SRT ne disposant pas de capteur de force sur le vérin
vertical de serrage des frotteurs, seul I'effort de tréfilage est connu. Les essais SRT ne permettent
donc pas de déduire un coefficient de frottement uniquement sur la base des mesures
expérimentales. Nous identifions le coefficient d’adhésion par méthode inverse en nous basant
sur les valeurs de I'effort d’étirage. Nous simulons I'essai avec une valeur initiale du coefficient
égale a 0,5 puis nous ajustons cette valeur par dichotomie en fonction de I’écart entre I'effort
expérimental et l'effort numérique. Nous identifions deux valeurs différentes: une pour les
essais lubrifiés, une pour les essais non lubrifiés. Dans les deux cas nous utilisons I'essai avec le
taux de réduction le plus faible (16% lubrifié et 7% non lubrifié). La comparaison des efforts se
fait sur la distance d’étirage comprise entre 50 et 100 mm, distance au cours de laquelle les
courbes d’effort sont stables et ont atteint un régime stationnaire. Les résultats sont présentés
en figure 4.11. Les coefficients d’adhésion identifiés sont my = 0,10 pour les essais non lubrifiés
et mp = 0,01 pour les essais lubrifiés. L’écart important entre ces deux valeurs peut s’expliquer
par la présence de lubrifiant au niveau des aspérités de troisiéme ordre des plateaux dans le cas
lubrifié [Hele04].
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Figure 4- 11: Comparaison des efforts d’étirage numérique et expérimental (a) Réduction de 7%, mo = 0,10
(b) Réduction de 16%, mo = 0,01

4.3.5 Résultats numériques

Efforts d’étirage

La figure 4-12 présente 1'évolution des efforts en fonction de la distance d’étirage pour les
essais lubrifiés (réductions de 20 a 30%). L’ensemble des calculs est effectué avec le coefficient
d’adhésion my = 0,01 identifié a 16%. Les frotteurs utilisés ayant la méme rugosité, seul le taux
de réduction est modifié d’'une simulation a l'autre. Les résultats numériques montrent une
bonne corrélation avec les relevés expérimentaux.

Pour chaque configuration non lubrifiée, la simulation est effectuée avec le coefficient
d’adhésion my = 0,10 identifié a 7% et les parametres de rugosité du tableau 4.3. Les rugosités
des frotteurs inférieurs et supérieurs étant différentes, les conditions de frottement sont donc
différentes sur les deux faces des éprouvettes. Les courbes expérimentales montrent trois
comportements différents : stationnaire pour la réduction de 7%, fortes variations pour les cas
9, 12 et 15% et enfin de faibles variations suivies d'une croissance rapide apres 200 mm
d’étirage pour le cas 10%. Nous retrouvons globalement le méme type de réponse méme si les
simulations des cas 9, 12 et 15% surestiment largement les efforts :

e Simulation a 7% : 'effort d’étirage est stationnaire et correspond a I'effort expérimental,

ce qui est normal puisque cette courbe a servi a identifier le coefficient d’adhésion m,.
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e Simulation a 9% : l'effort d’étirage est stationnaire lors des 20 premiers millimetres
d’étirage. A 20 mm, I'écart entre l'effort numérique et I'effort expérimental est inférieur a
5%. Entre 20 et 30 mm, I'effort numérique augmente rapidement et atteint une valeur
quasi stationnaire a 5 kN, soit +50% par rapport a la valeur expérimentale (Fig.4.13(a)).
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Figure 4- 12: Effort d’étirage. Comparaison expérimental/numérique. Essais lubrifiés (a) 20%, (b) 25%,
() 30%.
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e Simulation a 10%: les observations montrant une variation importante de I'effort
expérimental aprés 200 mm d’étirage, la simulation a 10% a été effectuée avec un
déplacement de 300 mm (100 mm pour les autres simulations). La courbe d’effort est tres
stable le long des premiers 270 mm d’étirage, avec un effort quasi constant a 1800 N
surestimant légérement l'effort expérimental (3 a 17%). A partir de 270 mm [l'effort
numérique augmente brutalement (Fig. 4.13(b)).

e Simulations a 12 et 15%: les courbes d’effort présentent un plateau durant les 10
premiers millimetres de déplacement, puis elles présentent des phases successives de
croissance modérée, de I'ordre de 80 N.mm-1, suivi de décroissance rapide, de I'ordre de
240 N.mm! (fig. 4.13(c)).

Ces comparaisons au niveau des efforts montrent tout d’abord que le modele de lubrification
proposé est apte a prédire les conditions de contact du procédé d’étirage lubrifié. Le coefficient
d’adhésion my identifié pour 'une des conditions de contact s’avérant apte a reproduire les
conditions de contact des autres essais.
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Figure 4- 13: Comparaison efforts expérimental /numérique. Essais non lubrifiés (a) 9%, (b) 10%, (c) 15%.

Pour les essais non lubrifiés et sujets au grippage, les corrélations effort expérimental/effort
numeérique sont beaucoup moins bonnes, avec des erreurs pouvant dépasser par endroit 100%.
Cette différence tres importante peut s’expliquer par les hypotheses que nous avons émises pour
étudier le grippage. Tout d’abord comme nous ne nous intéressons qu’a l'initiation du défaut, les
éléments du maillage endommagés sont supprimés et non pas « transférés » a la surface de
I'outil. Nous avons donc une perte de matiére qui n'a pas de sens physique. Le modeéle
numérique n’est donc plus représentatif de la réalité expérimentale des que le grippage est
amorcé. Ensuite, du point de vue expérimental, le grippage s’accompagne d'un transfert de
matiére qui modifie le tribosysteme. La rugosité de 'outil ainsi que la nature de sa surface sont
modifiées. L’éprouvette ne vient plus en contact sur de I'acier mais sur une couche de transfert
acier/aluminium ce qui peut induire un coefficient de frottement plus faible [HeJa09]. Les
parametres du modéle de frottement, notamment le coefficient d’adhésion my et la géométrie
simplifiée des rugosités, ne sont donc plus valides des que le grippage débute et nécessiteraient
d’étre actualisés.

Contraintes, endommagement et initiation du grippage

Dans cette partie nous allons nous focaliser sur trois configurations différentes : un cas sans
grippage ni rupture (essai non lubrifié a 7%), un cas avec grippage et rupture (essai non lubrifié
a 15%) et un cas avec rupture sans grippage (essai lubrifié a 30%). Les cas avec rupture mettant
en évidence la présence d’'une bosse de matiére au niveau de la zone de contact (Fig. 4-7(d)),
nous allons notamment étudier I'évolution des contraintes dans cette zone.

Pression de contact

La figure 4.14(a) présente les profils de pression de contact relevés sous I'axe des frotteurs
aprés 10 mm d’étirage. A ce stade, les efforts sont stationnaires et I'endommagement n’a pas
encore atteint de valeur critique pour chacune des trois configurations. Malgré un niveau de
réduction quatre fois supérieur, les profils de pression de contact des configurations 7 et 30%
sont identiques, avec valeur de 400 MPa sur les deux tiers de la largeur de I'éprouvette et un
effet de bord conduisant a une baisse de 220 MPa au niveau de la rive. Le profil de pression est
par contre totalement différent pour le cas 15%, avec une valeur minimale sur 'axe de symétrie
(z =0), un maximum a 500 MPa en z = 8,5 mm, et une décroissance a I'approche de la rive pour
atteindre la méme valeur que les cas 7 et 30%. Les profils évoluent quelque peu avec la distance
d’étirage. La figure 4.14(b) présentent la pression dans le méme plan (y,z) aprés 100 mm
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d’étirage, distance a laquelle aucune des trois configurations n’a atteint un endommagement
critique. Le profil de la configuration 7% reste identique, avec une valeur moyenne légérement
plus faible (360 MPa). Le maximum de pression pour la configuration 15% augmente a 900 MPa
et tend a s’élargir sur une zone de 1,5 mm de large. Enfin, le profil de pression pour I'essai a 30%
décroit de 400 MPaenz=0a 200 MPa en bord de rive z = 15 mm.
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Figure 4- 14: Pressions de contact dans le %2 plan (yz) aprés un étirage de : (a) 10 mm, (b) 100 mm

La figure 4.15 présente les profils de pression dans les plans z = 0 et z = 7 mm, plans ou la
pression de contact est maximale. L’abscisse x = 0 correspond au début du contact.
L’augmentation de la réduction conduit naturellement a une augmentation de la zone d’emprise
(7% et 30%). Pour le cas 15%, 'augmentation de la longueur de contact s’explique par la
formation de la bosse qui augmente de fagon sensible I'épaisseur de la bande dans cette zone en
entrée de 'emprise. L’amplitude de la pression de contact est donc plus influencée par les
conditions de frottement qui engendrent la formation de la bosse de matiére que par le taux de

Page 91



La validation des modéles : Applications sur la prédiction du grippage

réduction lui-méme. Dans tous les cas, la pression présente un maximum absolu en entrée du
contact et un maximum relatif en sortie.
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Figure 4- 15: Profils des pressions de contact dans le plan (xy) a 100 mm d’étirage

Triaxialité et parametre de Lode.

La figure 4-16 montre I'évolution de la triaxialité 1, du paramétre de Lode 6, de la variable
d’endommagement D et de la pression de contact dans une zone de 5 mm autour de I'emprise
aprés 10 mm d’étirage. Ces valeurs sont relevées dans les éléments de I'éprouvette les plus
proches de la surface, au niveau du frotteur inférieur. Les courbes sont tracées dans le plan (xy)
ou la pression de contact est maximale (en Z = 0 pour les configurations 7 et 30%, en Z = 7 mm
pour la configuration 15%).

Dans les trois configurations, la variable d’endommagement D augmente durant le passage de
I'éprouvette dans 'emprise. L’augmentation est tres faible dans le cas 7% (de I'ordre de 10-3),
modérée dans le cas 30% (inférieure a 0,06) et forte dans le cas 15% (supérieure a 0,2).

Naturellement la triaxialité est négative dans I'emprise et positive dans la zone de traction
apres la sortie. Dans les cas a forte réduction (configuration 30%) ou avec des conditions de
frottement défavorables (configuration 15%), une zone en compression se forme a I'entrée de la
zone de contact conduisant a une baisse trés importante de la triaxialité n qui atteint des valeurs
largement inférieures a -1. Enfin, plus les conditions de contact sont séveres (donc plus
I'endommagement est élevé), plus le parameétre de Lode se rapproche de 0 dans I'emprise.

430 1 0,8
3 etir: p- a
107 - 400 étirape m—_p 0o = (a)
= = = I aEEsEESEEEEEsEEERE [
At E 350 = :
£ 810 -Z - 04 .=
E - 300 4 02 = vasans
s 250 4 <5
g o100 8 i_fj | \ TSN 0 ¢ ——CPRESST%
E = 20 . P s
. = 02 s — ]
E +10% < g 150 1 02 3 LODE
= L 04 #
& 2104 - § 190 7 04 E TRIAX
£ 50 - 06 E
0104 - ) L 08 §

7 5] el 10 I

position longitudinale (direcHon x, mm)

Page 92



La validation des modéles : Applications sur la prédiction du grippage

0,25 1000 4 | T I r 1 (b)
= otirage =
A 3 : go m— | 2
= 020~ F 800 - ! e N Tt i 0,5 5
= - | . ' S weendD
E-JI 015 | € 600 ! ‘:-‘ ! v -
: g f_+/ - \!-"‘ ! ¢  ==——CPRESS15%
= * = =
4 1 | F
E 0,10 ';:::: 400 i ‘.L'I I | -5 ._=1 ——LODE
o | * | =
2 005 | % 200 ——_ i 1 B TRIAX
= § | - 1 | | 4]
- LT | | g
[] 0 .I!r-r ! | | Al =
7 g 9 10 11
Position longitudunale (x, mm)
0,077 . 500 x ‘ r 1
A - — pr: (c)
‘E 0.06 E 400 ;-'f".'.".-.‘...‘.-'-.-I' 0 :‘:-:
9 0,05 ] S o snnns])
= dioé) 5 300 -1 3 &
e 0041 8 S § ——CPRESS-30%
E 003 3 200 - -2 £ 8
" w—LODE
£ o002 E -
= - "7 100 ! 1 3 « TRIAX
8 0 £ i R étirage W—.p a
ol ™ 0 .m'"'"i Y i s s -4
7 8 9 10 11 12

Position longitudinale (x, mm)

Figure 4- 16: Evolution de la variable d’endommagement D, de la triaxialité 17, du paramétre de Lode 8, et
de la pression de contact le long de '’emprise. (a) simulation a 7% de réduction, (b) simulation a 15% de
réduction, (c) simulation a 30% de réduction

Il est intéressant ici de faire le rapprochement entre 1'état de contrainte au voisinage de la
surface de contact et la déformation a la rupture erdonnée par le modeéle de Xue (équations 2.81
a 2.83 du chapitre 2). Pour cela nous avons relevé les valeurs de la pression hydrostatique et du
parameétre de Lode au niveau des zones d’entrée dans l'emprise, de pression de contact
maximale et de sortie (Fig. 4-17). Pour les cas a 7 et 30% de réduction ou aucune formation de
bosse en zone d’entrée n’est remarquée expérimentalement ou numériquement, la déformation
a la rupture est maximale au niveau ou la pression de contact est maximale et minimale en
sortie. Pour la configuration a 15%, la rugosité plus élevée du frotteur induit des conditions de
contact plus séveres qui se traduisent notamment par un parameétre de Lode proche de 0 en
sortie, et donc une diminution de la déformation a la rupture dans cette zone, accroissant le
risque d’endommagement critique. Durant I'étirage, la matiéere tend a s’écouler dans la direction
d’étirage mais également dans la direction z (élargissement de I'éprouvette). Le frottement
s’oppose a I'élargissement de I'éprouvette, créant dans la partie centrale de I'entrée une zone de
compression dans la direction z. Cette compression, combinée a la compression imposée par les
frotteurs conduit a une augmentation importante de la pression hydrostatique et, en
conséquence de la déformation a la rupture. Ainsi, c’est dans la configuration a 15% ou la
variation de la déformation a la rupture est la plus importante entre I'entrée et la sortie.
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Figure 4- 17: Evolution de la déformation a la rupture & dans I'’emprise

Observation des défauts numériques
Une comparaison entre les échantillons expérimentaux et les simulations numériques est
proposée dans le tableau 4-7. Seuls les cas présentant du grippage ou une rupture expérimentale
sont présentés. D’'une fagon générale, les simulations numériques montrent des éléments ayant
atteint I'endommagement critique dans tous les cas ou du grippage a été observé
expérimentalement. Le défaut numérique apparait de fagon périodique suivant un processus
classique d’endommagement :
e [’état de contrainte génere de 'endommagement,
e Dés qu'un I'élément atteint la valeur d’endommagement critique il est supprimé,
e Sa suppression conduit a une relaxation des contraintes dans le voisinage de la zone
concernée et la propagation du défaut s’arréte,
e [’étirage se poursuit et engendre une nouvelle augmentation des contraintes qui va a

nouveau engendrer un endommagement critique et faire réapparaitre le défaut
[Mari03].

Pour le cas a 9% de réduction le modéle numérique ne parvient pas a prédire un grippage
généralisé a toute la largeur de I'éprouvette. Ceci peut s’expliquer par le fait que le modele
suppose une symétrie par rapport a laxe z = 0, symétrie qui n'est pas observée
expérimentalement. Deuxiémement, dés qu’un élément a atteint 'endommagement critique Dc il
est supprimé du modéle et ne participe donc pas a la propagation du défaut.
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Tableau 4. 7: Comparaison numérique/ expérimentale du défaut

Variable

Ré ion éfaut numéri xpérimental )
éductio défaut numerique/expérimenta d’endommagement

SDv23
{Avg: 75%)

+3.401e-01
+3.117e-01
+2.834e-01
+2.551e-01
+2.267e-01
+1.984e-01
+1.700e-01
+1.417e-01

9%

+1.134e-01
+8.502e-02
+5.668e-02
+2.834e-02
+0.000e+00

SDv23
{Avg: 75%)

+3.401e-01
+3.117e-01
+2.834e-01
+2.551e-01
+2.267e-01
+1.984e-01
+1.700e-01
+1.417e-01

12%

+1.134e-01
+8.502e-02
+5.668e-02
+2.834e-02
+0.000e+00

SDV23
{Avg: 75%)

+3.401e-01
+3.117e-01
+2.834e-01
+2.551e-01
+2.267e-01
+1.984e-01
+1.700e-01
+1.417e-01

15%

+1.134e-01
+8.502e-02
+5.668e-02
+2.834e-02
+0.000e+00

SDv23
{Avg: 75%)

+3.401e-01
+3.117e-01
+2.834e-01
+2.551e-01
+2.267e-01
+1.984e-01
+1.700e-01
+1.417e-01

30%

+1.134e-01
+8.502e-02
+5.668e-02
+2.834e-02
+0.000e+00
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Les configurations a 12 et 15% prédisent le début du grippage dans des zones proches de
celles observées expérimentalement. Le modele numérique prédit également de facon correcte
le profil de la zone de rupture, que ce soit pour les essais lubrifiés avec absence de grippage
(configuration a 30%), ou pour les essais non lubrifiés avec grippage (Fig. 4.18).

Figure 4- 18: Réduction 15%. Comparaison expérimental-numérique du profil de rupture.

Dans le cas particulier de la configuration avec un taux de réduction de 10%, le modele
numérique détecte bien le début du grippage uniquement sur la face supérieure, comme cela a
été constaté expérimentalement. Le modele présente également une augmentation de la variable
d’endommagement a l'extrémité de la face inférieure, zone ou une initiation du grippage
apparait également sur I'éprouvette (Figure 4.19). Le modele prédit toutefois I'apparition du
défaut tardivement, apres 270 mm d’étirage contre 180 a 230 mm expérimentalement.
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F1gure4- 19: Réduction 10% . Comparaison expérimental-numérique de la localisation du grippage sur les
faces inférieure et supérieure.

4.3.6 Conclusion de la campagne d’essais d’étirage plan SRT

Une campagne d’essais sur le banc d’essai SRT développé a I'Université Technique du
Danemark a été menée afin de valider la méthodologie de calcul couplant modéle
d’endommagement avec prise en compte des effets du cisaillement et loi de frottement prenant
en compte la rugosité des corps en contact. Les résultats montrent que :
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La rugosité des outils joue un role important dans I'initiation du grippage.

A son stade le plus séveére, la dégradation de la surface est accompagnée par la
formation d’un réseau périodique de bosses (lumps) et de fissures.

Le grippage tend a apparaitre vers les rives puis a se généraliser a la largeur totale de
I’éprouvette. Cette localisation correspond aux zones de I’éprouvette soumises a de
fortes pressions de contact.

Dans l'ensemble des cas ou de I'endommagement a été observé, que ce soit
expérimentalement ou numériquement, une bosse de matiére s’était formée a I'entrée
de I'emprise, augmentant localement I'épaisseur de I'éprouvette et donc le taux de
réduction.

Dans le cas des essais lubrifiés, le modéle numérique prédit de fagon fiable les efforts
d’étirage avec comme seule donnée d’entrée le coefficient d’adhésion my identifié sur
une configuration de référence et les parameétres de rugosité propres a chaque essai.
Une analyse des contraintes dans 'emprise a été réalisée. Les résultats montrent que
les zones a haute pression ne sont pas les zones les plus endommagées.
L’endommagement est maximal en sortie de 'emprise, 1a ou la déformation a la
rupture est la plus faible.

Pour les essais non lubrifiés, d’'une facon générale le modéle numérique proposé,
construit sur la loi d’endommagement de Xue couplée au critere de Bai-Wierzbicki
d’'une part et sur un modele de lubrification couplant les approches de Wilson et de
Otero d’autre part, parvient a prédire I'initiation du grippage.

Toutefois, la prédiction d’initiation du grippage demeure « optimiste ». Le grippage
expérimental est toujours observé pour des distances d’étirage inférieures aux
distances d’étirage numériques (Tableau 4.8).

Tableau 4. 8: Récapitulation des résultats des prédictions de I'initiation du grippage

Con(fil,ilsl;:itlon Observation du grippage  Distance de grippage (mm) (fr;) (5;‘;)
redlg/ztlon Lubrifié expérimental numérique expérimental numérique (maximale)

7 O | | 0,3 4

9 O ™ ™ 9 24 1 13

10 O O/ O/ 180-230 mm 262 0,5 5

12 O ™ ™ 32 38 0,7 7

15 O 4] 4] 15 38 0,9 8

16 %} | |

20 %} | O

25 4] O O

30 4] O O

4.4 Essai de frottement pion-plan

Pour la campagne d’essais d’étirage plan SRT, la rugosité était tres variable d’un frotteur a
'autre et les contraintes techniques du montage ont rendu impossible la réalisation de plusieurs
essais dans la méme configuration de contact. Nous présentons une nouvelle campagne d’essais,
réalisée sur un tribometre permettant un meilleur controle de la reproductibilité des essais.
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4.4.1 Dispositif expérimental

La seconde campagne d’essais est menée sur le tribométre UMT TriboLab™ de Brucker en
configuration pion-plan. Dans cette configuration un pion applique un effort normal a la surface
de l'éprouvette et glisse suivant un mouvement rectiligne. Dans cette configuration, les
éprouvettes sont des plaques de dimensions maximales 120 mm x 100 mm. Le frotteur est un
pion axisymétrique présentant une surface plane et dont le diametre est déterminé pour
produire les pressions de contact voulues. L’effort et la vitesse appliqués peuvent étre constants
durant l'essai ou variables (Tableau 4.9). Il est également possible d’utiliser un capteur
d’émissions acoustiques pour enregistrer le bruit du contact durant les essais (Fig. 4-20). Durant
les essais, le déplacement de I'éprouvette, sa vitesse, I'effort normal et I'effort tangentiel sont
enregistrés en continu.

Capteur force
; bidirectionnel
Actionneur |
de la table [
Pion

Capteur
d’émissions
acoustiques

Eprouvette

Table porte
éprouvette

e /
Figure 4- 20: Machine UMT Tribolab, (a) vue d’ensemble, (b) dispositif pion-plan

Tableau 4. 9: Spécifications générales du module pion-plan de UMT Tribolab

Parametres Marge
Mouvement Translation
Vitesse de glissement maximale (mm/s) 10
Distance de translation maximale (mm) 120
Dimension maximale des éprouvettes (mm) 100X 120
Effort maximal (N) 2000
Température maximale (°C) 300

4.4.2 Plan d’expériences et procédure d’essais

Ce second plan d’expériences est complémentaire de la premiere campagne d’essais. Quatre
axes principaux sont étudiés. Tout d’abord, durant les essais SRT, et conformément aux
observations de travaux précédents [PPDD18], nous avons remarqué la forte influence de I'état
de surface des frotteurs sur l'apparition du grippage. En conséquence nous utilisons des
frotteurs fabriqués et polis de facon a présenter des rugosités arithmétiques moyennes Ra
égales a 0,2, 0,35 et 0,60 pum, permettant de couvrir une large gamme d’états de surface. En plus
de l'effet de la rugosité, l'effet de la pression sur linitiation du grippage est regardé en
appliquant des charges normales F, comprises entre 100 et 600 N. L’effet de la lubrification est

également investigué. Quatre types de lubrification sont testés : aucun lubrifiant, une huile
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minérale pure de référence et deux lubrifiants industriels, un lubrifiant solide et une huile
additivée. L’huile minérale pure est la méme que celle utilisée lors des essais SRT. L’huile
additivée est de I'llloform TDN81. Elle est notamment utilisée pour la mise en forme a froid des
aciers inoxydables, des alliages de nickel et des alliages d’aluminium. Les deux huiles ont été
analysées par fluorescence de rayon X a I'Université Technique du Danemark afin de connaitre
leur composition chimique [MVMDZ20]. L’huile pure ne contient aucun additif et I'llloform
contient essentiellement des additifs chlorés avec des traces de phosphore et de soufre. Les
propriétés des deux lubrifiants sont données dans le tableau 4.10. Enfin, I'influence de la vitesse
de glissement sera également regardée dans une configuration lubrifiée. L'ensemble de ces
configurations est détaillé dans le tableau 4.11.

Tableau 4. 10: Propriétés des lubrifiants utilisés

Masse Viscosité
Lubrifiant Description volumique dynamique additifs
(kg/dm3)  40°C (mPa.s)
HM Pure Huile minérale pure 0,88 66 aucun
HM Additif Huile minérale additivée 118 165 Chlore + traces de

(llloform TDN81) phosphore et de souffre

Tableau 4. 11: Campagne d’essais pion-plan

CFl:lEl(Il%e Ru(ﬁ?s)l té X;lt;s/ss Lubrification répétitions Objectif
100 0,20 035 0,60 5 O 3 Effet de la
300 0,20 0,35 0,60 5 O 3 charge normale
500 0,20 035 0,60 5 O 3
600 0,20 035 0,60 5 O 3
5-600 020 035 0,60 5 (| 3 Effet combiné
5-600 0,20 0,35 0,60 5 4] MoS2 3 de la charge
5-600 0,20 0,35 0,60 5 4] HM Pure 3 normale et de
5-600 0,20 0,35 0,60 5 4] HM Additif 3 la lubrification
100 0,20 0,35 0,60 5 4] HM Pure 3 Effet de la vitesse
100 0,20 035 0,60 10 ] HM Pure 3 de glissement

Procédure expérimentale

La géométrie des pions et des éprouvettes est présentée en figure 4-21. Les pions sont en
X38CrMoVS5 et les éprouvettes sont en alliage d’aluminium 6082-T6. Pour garantir la répétabilité
des mesures expérimentales, chaque configuration est répétée trois fois. Chaque éprouvette est
utilisée pour neuf essais consécutifs. Les neuf essais correspondent a une ligne du tableau 4.11 :
un chargement, trois rugosités, répétées trois fois. Les essais sont alors espacés de 8 a 10 mm
pour ne pas affecter les zones de test voisines. Chaque essai est réalisé avec un pion neuf frottant
sur une surface neuve. Quatre-vingt-dix pions répartis en trois lots ont ainsi été fabriqués pour
cette campagne d’essais : le lot 1 composé de 30 pions avec une rugosité moyenne de 0,2um, le
lot 2 composé de 30 pions avec une rugosité moyenne de 0,35 pm et le lot 3 composé de 30
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pions avec une rugosité moyenne de 0,60 pm. Des analyses par profilométrie 3D ont été
réalisées avant les essais afin de mesurer la rugosité des pions et la forme de la surface de
contact. Il apparait que I'ensemble des pions présente une surface de contact convexe avec un
défaut de planéité de l'ordre de 1% (Fig. 4-22). Ce défaut sera pris en compte lors des
simulations numériques.
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Figure 4- 21: Dimensions des pions (a) et éprouvettes (b) pour la campagne d’essai pion-plan
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Figure 4- 22: Profil de la surface de contact des pions et profil moyen équivalent.

La rugosité des frotteurs a été mesurée selon la procédure proposée par K. Le Mercier
[Leme17]. La forme convexe de la surface est éliminée par un polynéme de degré 4 puis quatre
profils sont mesurés dans des directions différentes. Huit parametres de rugosité sont calculés
pour chaque surface (Tableau 4.12). Ceux-ci correspondent a cinq parameétres d’amplitude, un
parameétre hydride (équivalent a 'angle moyen des aspérités) et deux parametres fonctionnels,
notamment relatifs a la surface portante et a 'homogénéité des profils [DeKB14]. La synthese
des mesures des parametres R, et Ry, qui serviront notamment a alimenter le modeéle
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numérique, est présenté en figure 4.23. Nous remarquons que la variabilité des valeurs
mesurées augmente avec la valeur moyenne et que les valeurs hautes du lot 2 (R, = 0,35 pm)
coincident avec les valeurs basses du lot 3 (R, = 0,6 pm).

0,8 10
0.7 9
(a) R, (um) (b) Ry, (%)
0.6 8
7
0.5 6
0.4 5
4
0.3
3
0.2 I > I
0,1 1
1} 0
Lot1 Lot 2 Lot 3 Lot 1 Lot 2 Lot3

Figure 4- 23: Moyennes des mesures réalisées : (a) Moyennes des Ra (b) Moyennes des R4q

Pour les essais lubrifiés le lubrifiant est appliqué directement sur I'éprouvette et recouvre
toute la surface de celle-ci. Pour les huiles, I'épaisseur du film lubrifiant est de I'ordre de 1 mm.
Le lubrifiant solide a base de bisulfure de molybdéne est pulvérisé sur la surface suivant le
protocole établi dans la thése de TT. Pham [Pham15]. L’épaisseur est homogéne et égale a 50
um. Dans le cas des essais a charge constante, I'effort normal est appliqué, puis la table support
d’éprouvette se translate avec une vitesse constante sur 80 mm. Pour les essais a charge
croissante, un effort de 5 N est appliqué pour assurer le contact entre le pion et I'éprouvette,
puis I'éprouvette translate alors que l'effort normal augmente a une vitesse constante de 7,5
N.mm-1.

Tableau 4. 12: Paramétres de rugosité retenus pour I'étude

Parameétres d’amplitude (um)

R,  Rugosité arithmétique moyenne

R,  Profondeur des vallées

R,  Hauteur des pics

R.  Hauteur moyenne des éléments de profil (Moyenne des hauteurs totales Rt)
R, SommedeR, etR,

Parameétre hybride (°)
R4;  pente moyenne quadratique

Parameétres fonctionnels (%)
Rn- Ratio de la surface portante
Ric  Hauteur de la section de profil entre deux R,,,- différents (homogénéité du profil)

4.4.3 Résultats des essais

Dans les travaux précédents de I'équipe de recherche, la sévérité du grippage était mesurée
apres essai en fonction du taux de transfert d’aluminium sur les frotteurs [Pham15, PPDD18].
Dans le cas présent, nous nous intéressons a l'initiation du grippage et devons donc suivre
I’évolution du grippage au cours des essais et pas uniquement a I'issue de ceux-ci. Pour cela nous
avons défini 5 niveaux de grippage observables sur I'éprouvette et non plus sur le frotteur. Ces
niveaux vont de 'absence de marque (niveau 0) jusqu'au grippage sévere caractérisé par la
présence de fissures et d’arrachement de matiére (niveau 4, Fig. 4-24). Au niveau 1 la surface est
marquée par l'apparition des premiéres rayures isolées. L'initiation du grippage correspond au
niveau 2 et est caractérisée par la concentration de rayures en une zone plus large.
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0.5 mm -

Niveau 0 Niveau 1 Niveau 2 Niveau 3 Niveau 4

Absence de Premiéres Elargissement Grippage avéré Grippage sévére

rayure generée  rayures des réseaux de avec fissures et

par le apparentes rayures. arrachements

frottement Initiation du de matiére
grippage

Figure 4- 24: Classification du niveau de grippage

De facon a pouvoir comparer facilement les résultats des différents essais, la force
tangentielle F; sera exprimée a travers le coefficient de frottement de Coulomb moyen COF
(COF = F/Fy).

Evolution du coefficient de frottement moyen

Influence de la charge normale

La figure 4.25 présente I'évolution du rapport Fi/F, pour les cas de charges avec un effort
normal constant et sans lubrification. Les courbes présentées sont la moyenne des trois
répétitions de la méme configuration.

L’ensemble des essais réalisés avec des pions du lot 1 présente un coefficient de frottement
stable, voisin de 0,12. Seule la configuration a 600N conduit a un coefficient de frottement
légérement plus faible, égal a 0,09.

Lorsque la rugosité augmente, I'effort tangentiel augmente rapidement et varie fortement,
comportement significatif de I'apparition du grippage. Ainsi, a 'exception d’'un seul des trois

essais réalisés sous la charge de 100 N, la totalité des essais menés avec des pions de rugosité
moyenne égale a 0,6 um conduit rapidement a du grippage. Pour les pions du lot 2, le grippage
apparait uniquement pour les charges supérieures a 100 N. Ces résultats confirment I'influence
combinée de I'effort normal et de la rugosité sur l'initiation du défaut de surface. Plus la charge
et la rugosité sont élevées, plus le risque de grippage est fort.

Influence de la lubrification

La figure 4.26 présente I'évolution du rapport Fi/F, pour les configurations avec une charge
normale croissante et |'utilisation de lubrifiants.

Pour les essais sans lubrifiant, les résultats obtenus sont similaires aux essais réalisés sous
des charges normales constantes (Fig. 4.26(a)). Le grippage n’apparait pas avec les pions de
rugosité faible, le grippage apparait a partir d’'un effort normal voisin de 150 N pour les
rugosités moyennes et a partir d'un effort normal inférieur a 50 N pour les rugosités élevées.

En présence de lubrifiant, la différence entre les rugosités moyennes et élevées est moins
marquée, le coefficient de frottement suivant les mémes tendances que ce soit avec les pions du
lot 2 ou du lot 3 (courbes rouges et bleues).
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Figure 4- 25: Essais non lubrifiés sous charge constante. Coefficient de frottement en fonction du
déplacement. R, = 0,2 en vert, Rs = 0,35 en rouge, Rs = 0,6 en bleu

La présence d’un lubrifiant solide a base de bisulfure de molybdene ne conduit pas a une
amélioration sensible du coefficient de frottement (Fig. 4.26(b)). Le grippage est légérement
retardé pour les essais avec la rugosité de 0,6 pm, mais il apparait toujours pour des charges
voisines de 150 N pour les rugosités a 0,35 pm. Pour la configuration avec une rugosité de 0,2
um, le coefficient de frottement est également plus élevé en début d’essai que pour la
configuration équivalente sans lubrifiant. Ce résultat paradoxal s’explique par le fait qu’'a charge
trés faible, 1a force tangentielle résulte essentiellement du cisaillement de la couche de lubrifiant.
La force F; est alors constante et le coefficient de frottement décroit avec I'augmentation de F,.
Avec 'augmentation de la charge normale, ce phénoméne perd de son influence et le coefficient
de frottement tend a se stabiliser.

La lubrification liquide n’apporte pas d’amélioration notable dans les configurations testées.
La vitesse de glissement semble trop faible pour initier un effet hydrodynamique et la
température de contact est probablement trop basse pour activer les additifs chlorés du
lubrifiant additivé [MVDM20]. Dans ces conditions de contact, c’est uniquement la faible
viscosité de I'huile minérale pure qui lui conféere un meilleur comportement que l'huile additivée.
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Figure 4- 26: Essais sous charge normale croissante de 5 a 600 N. Coefficient de frottement en fonction de
la charge normale. (a) sans lubrifiant, (b) MoS2, (c) HM Pure (d) HM additif. R, = 0,2 en vert, R, = 0,35 en
rouge, Ra. = 0,6 en bleu

Effet de la vitesse de glissement

Les courbes issues des essais lubrifiés sous différentes vitesses de glissement sont présentées
en figure 4.27. L’augmentation de la vitesse pour la faible rugosité montre une baisse du
coefficient du frottement de 10% (Fig. 4.27(c)). Toutefois I'augmentation de la vitesse par un
facteur 2 ne modifie pas grandement I'évolution du coefficient de frottement pour les autres
rugosités. Les courbes pour les rugosités moyennes de 0,2 et 0,35 restent stables alors que les
essais avec la rugosité la plus élevée montrent des variations importantes liées a la présence de

grippage.

Page 104



La validation des modéles : Applications sur la prédiction du grippage

(@) (b) (9
0,4 0,18
e
=03 !
= 0,12
£0,25 e 01
S 5 0
T 02 S 0,08
20,15 ™ 0,06 V=10mm/s
0,1 - - 0,04
“ 0,05 0,02
0 . . . . 0 T T T ]
0 20 40 60 80 0 20 40 60 30 0 20 40 60 80
Déplacement (mm) Déplacement (mm) Déplacement (mm)

Figure 4- 27: Essais sous charge constante 100 N, lubrifié HM Pure. Coefficient de frottement en fonction
du déplacement. (a) vitesse de glissement de 5 mm.s1, (b) vitesse de glissement de 10 mm.s1, (c)
Comparaison des deux vitesses a la rugosité moyenne de 0,2. R, = 0,2 en vert, R, = 0,35 en rouge, R, = 0,6 en
bleu

Initiation du grippage

Un exemple d’éprouvette et de pion apres essais est montré en figure 4.28. Sur cet exemple
les marques de grippage sont nettement visibles sur les six traces de droite correspondant aux
essais avec des rugosités moyennes de 0,35 et 0,6 um. Un relevé des niveaux de grippage est
effectué sur chaque éprouvette en analysant la surface tous les 10 mm de glissement. Le relevé
pour les essais réalisés avec une charge croissante de 5 a 600 N, sans lubrifiant, et pour les trois
niveaux de rugosité est présenté en figure 4.29.

(a) (b)
absence de
HEIRE ’. Dépot
Grippage d’aluminium

‘ 10 mm 10 mm

Figure 4- 28: Exemple de résultats : essais a 600N non lubrifiés (a) Eprouvette (b) Pion lot 3
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Figure 4- 29: Niveau de grippage, essais non lubrifiés, charge croissante. (a) Analyse des micrographies (b)
schéma de synthese de détection de la distance d’initiation du grippage.

D’apreés ces relevés, 'essai avec le pion de Ra = 0,2 ne grippe pas méme si des rayures isolées
sont observées (niveau 1), I'essai avec le pion de Ra = 0,35 grippe a partir de 40 mm de
glissement et l'essai avec le pion de Ra = 0,6 grippe a partir de 30 mm de glissement. Ces
observations sont ensuite confirmées par des relevés EDS réalisées sur la surface des pions afin
de vérifier la présence de transfert de matiere (Tableau 4.13). Les résultats montrent que le
pourcentage d’aluminium collé sur la surface de I'outil augmente avec la rugosité du pion. Bien
qu’aucun grippage ne soit observé pour la configuration a 0,2 um, les rayures correspondantes

au défaut de niveau 1 génerent de 'usure adhésive sur I'extrémité du pion.
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Tableau 4. 13: Tableau des analyses EDS de la surface

Ra=0,6 ym Ra=0,35 um Ra=0,2 um
i - r
Surface de
I'outil
Dépot
d’aluminium
. Spectre somme de carte . Spectre somme de carte . Spectre somme de carte
b % masse @ % masse o
Fe 497 0.4
c 595 . Fe 62.8 0.3 Fe 62.3 03
Al 9.0 0.1 C 2ok 03 @ 217 0.3
Composition o 5.0 0.2 Al 58 0.1 = o b
cr 32 0.1 0 37 0.1
de la surface - o g Cr 42 0.1 o 4 00
Si 1.0 00 0 26 0.1 Cl 23 0.0
04 0.1 Si 14 0.0 '
03 00 Mo 14 0.1
02 0.1 cl 10 0.0 Si 13 00
0.2 0.0 0.3 0.1 0.4 0.0

Une syntheése de I'ensemble des résultats est donnée dans le tableau 4.14. Pour chaque
configuration du plan d’expériences les essais sont répétés trois fois et la trace laissée sur
I'éprouvette est analysée en fonction des niveaux de la figure 4.24. Les cases colorées en vert
correspondent a I'absence de grippage lors des trois répétitions. Les cases colorées en jaune
signifient que le grippage est observé lors d’une seule des trois répétitions. Les cases en orange
représentent les cas ou le grippage est observé deux fois lors des trois essais. Enfin les
configurations ou les trois essais ont conduit a du grippage sont représentées en rouge. Pour les
résultats jaune et orange, la distance de début de grippage est calculée en ignorant les cas sans
grippage.

Les résultats des tests sont dans I'ensemble cohérents. L'ensemble des essais réalisés avec
des pions du lot 1 ne présente pas de trace de grippage, que les tests soient opérés avec ou sans
lubrifiant, sous une charge constante ou croissante. La quasi-totalité des essais menés avec les
pions du lot 3 conduit a du grippage. Enfin, les résultats des essais avec les pions de rugosité Ra
= 0,35 pum sont plus sensibles aux conditions de contact, notamment des que la charge normale
dépasse 150 N.
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Tableau 4. 14: Apparition du grippage, synthése des résultats

Charge (N) Ru(ﬁ(rﬁ)ité E/riltgls/ss‘; Lubrification débll)litsflz:engc:is;age
0,20 0,35 0,60 0,20 0,35 0,60
100 5 O - - (34
300 5 O - 19 19
500 5 O - 1,7 13
600 5 O - 15 14
5-600 5 O - 186 17,66
5-600 5 4} MoS2 - 40,8 31
5-600 5 M  HM Pure - 30 28
5-600 5 M HM Additif - 19 23,66
100 5 M  HM Pure - (21 (36)
100 10 M  HM Pure - (25 (@L9)

Corrélation grippage - rugosité

Le tableau de synthése ci-dessus montre que bien que les essais soient plutdt répétitifs (cases
rouge et verte), pour certaines configurations le grippage n’apparait expérimentalement qu’une
ou deux fois sur trois. Afin de mieux appréhender ce manque de répétabilité nous avons tracé
pour chaque configuration un diagramme araignée avec les paramétres de rugosité des
frotteurs. La figure 4.30 présente quelques-unes des configurations, notamment celles dont la
répétabilité n’est pas de 100%. Les diagrammes de gauche montrent les relevés de rugosité en
fonction des lots 1, 2 et 3 et les diagrammes de droite montrent les mémes relevés avec
I'information grippage (trait rouge) ou non grippage (trait vert). Les graphes 4.30(a) montrent
que pour la configuration non lubrifiée avec une charge constante de 100 N, les deux essais qui
menent a du grippage sont ceux dont les pions possedent les parameétres de rugosité les plus
élevés, notamment au niveau des parametres d’amplitude et du parametre fonctionnel Ry (plus
Ry est élevé, plus le profil est hétérogene).

La configuration non lubrifiée a 600 N montre que le grippage peut apparaitre avec des
valeurs de R, égales a 0,3 um alors que dans les mémes conditions, des frotteurs ayant des R,
égaux a 0,4 ne grippent pas. La rugosité arithmétique moyenne n’est donc pas un parametre
d’amplitude pertinent pour notre étude. Il est préférable de se baser sur la rugosité totale R..
Cette remarque est confirmée avec I'observation des profils de rugosité pour les essais lubrifiés
a 100 N et 10 mm/s ou le grippage apparait pour des pions ayant une rugosité totale R,
supérieure a 3,4 um (Fig. 4.30(g)).

En procédant a la méme analyse pour tous les essais, nous pouvons établir une zone de
sécurité des parametres (Tableau 4.15). Le risque de grippage est présent pour des outils avec
des parametres de rugosité supérieurs aux valeurs du tableau.

Tableau 4. 15: Paramétres de la zone de sécurité pour les configurations testées

Parameétres Ra (um) Rdq(°) Rc(um) 100-Rmr (%) Rz (um) Rv(um) Rp (um)
Valeurs - 3 0,6 39 1,23 0,6 0,6
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100N ; V=10mmis ; PO

100N ; V=10mm/s ; PO Outil-0,2um Refum)
Outil2-0,2um
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Figure 4- 30: Synthése des mesures de rugosité pour I'ensemble des pions. A gauche : représentation en
fonction des lots. A droite : représentation en fonction du grippage. (a) pions utilisés sans lubrifiant avec une
charge de 100 N, (b) pions utilisés sans lubrifiant avec une charge de 300 N, (c) pions utilisés sans lubrifiant
avec une charge de 500 N, (d) pions utilisés sans lubrifiant avec une charge de 600 N, (e) pions utilisés sans
lubrifiant avec une charge de 5 a 600 N, (f) pions utilisés a 5 mm/s avec huile minérale pure, une charge de
100 N, (g) pions utilisés a 10 mm/s avec huile minérale pure, une charge de 100 N

4.4.4 Modeéle numérique

Maillage initial et conditions aux limites

Expérimentalement, quand le grippage se produit il apparait lors des dix premiers
millimétres de glissement pour les essais sous charge normale constante et lors des 50 premiers
millimétres pour les essais sous charge normale croissante. En partant de ce constant et de facon
a minimiser les temps de calcul, deux modeles sont construits : un modeéle avec une éprouvette
de 25 mm de long et une distance de glissement de 20 mm pour les essais sous charge constante
et un modéle avec une éprouvette de 80 mm de long et une distance de glissement de 60 mm
pour les essais sous charge croissante.

Les deux modeles prennent en compte la symétrie par rapport au plan (xy). Les nceuds de la
surface inférieure sont bloqués. Les maillages de I'éprouvette sont respectivement constitués de
88000 et de 228800 éléments thermomécaniques a intégration réduite C3D8RT. La surface de
contact entre I'éprouvette en contact avec le pion est modélisée finement par trois couches ayant
une taille de mailles de 0,05 mm. Cette taille de maille est identique a celle utilisée pour
I'identification des parameétres d’endommagement. La taille des éléments est augmentée dans
I'épaisseur jusqu’a la face inférieure, zone non critique pour I'étude. La largeur de I'éprouvette
est égale a 4,4 mm, soit 2 fois la largeur des traces de frottement observées expérimentalement.

Le pion est modélisé par 5128 éléments C3D8RT. La forme du pion prend en compte le défaut
de planéité observé dans la partie expérimentale. Les conditions aux limites imposées au pion
sont une descente dans la direction Z jusqu’'a ce que l'effort normal désiré soit atteint, puis
translation du pion a vitesse constante en maintenant I'effort pour les configurations a charge
constante, ou en augmentant l'effort de 7,5 N/mm pour les essais a charge croissante. Dans cette
configuration, I'effort final exercé par le pion est égal a 455 N (Fig. 4.31).
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A

Figure 4- 31: Simulation numérique de I'essai pion-plan. Vue 3D, de dessus et de coté du maillage initial

Parametres matériaux et d’interface
Les parameétres matériaux de l'alliage 6082-T6 ont été identifiés au chapitre 2 et sont
rappelés dans le tableau 4.16.

Tableau 4. 16: Rhéologie de I'alliage d’aluminium 6082-T6

Loi d’écrouissage D, B ) €p q pL 14

0,063
o, = 300 14 0,34 2 055 0,063 1,5 800 1,2
0,00014

Tout comme pour le modéle numérique de 'essai SRT, les parameétres nécessaires au modele
de lubrification sont la géométrie simplifiée des rugosités des pions et le coefficient d’adhésion
my et le coefficient de partage thermique R.. Tout comme précédemment, les parametres
géométriques I et 8 du modele de lubrification sont identifiés a partir des mesures de rugosités
effectuées sur les outils et le coefficient de partage Rw est calculé a partir des propriétés
thermiques de I'acier et de I'aluminium. L’identification du coefficient d’adhésion est effectuée
par méthode inverse sur une configuration ne présentant pas de grippage et ayant en
conséquence un effort tangent stable. Nous avons choisi d’appliquer la procédure
d’identification a l'essai sous charge constante de 100N, a la vitesse de 5 mm.s1, avec des pions
de R, égaux a 0,2 pm, avec la lubrification en huile minérale pure et sans lubrification. Des
valeurs de my respectivement égales a 0,8 et 0,95 ont été identifiées pour les configurations avec
et sans lubrifiant (Fig. 4.32).

Les autres parametres du modeéle numérique sont donnés en tableau 4.17.
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(@) (b)
025 - / Fi/Fn expérimental 025 -
0,2 1 0,2 1 / Fi/Fn expérimental
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0,1 4 Fi/Fn numérique 01
/En 1 \ F;/F, numérique
0,05 0,05
0 T T T 1 0 1 T T
0 5 10 15 20 0 10 15
Déplacement (mm) Déplacement (mm)
Figure 4- 32: Comparaison entre le rapport Ft/Fn expérimental et numérique pour le cas 100N a rugosité
arithmétique moyenne de 0,2pm (a) essai non lubrifié, mo = 0,95, (b) essai lubrifié, mo = 0,80.
Tableau 4. 17: Paramétres utilisés durant les simulations avec et sans lubrification
parametres Définition Valeurs
Rugosité R,;1  Rugosité arithmétique moyenne des pions (pum) [0,2 /0,35 /0,6]
R,>,  Rugosité arithmétique moyenne des éprouvettes (um) 0,6
Rdq  Angle du profil de rugosité des pions (°) [3/5/6,7]
Tribologie m,  Coefficient d’adhésion (avec/sans lubrification) [0,8 /0,95]
et rhéologie k Contrainte d’écoulement en cisaillement pur initiale (MPa) 173
des Ei,vi; Module d’Young (MPa), coef. de Poisson des pions 210000; 0,33
matériaux E,,v, Module d’Young (MPa), coef. de Poisson des éprouvettes 72000; 0,33
Rhéologie a Coefficient du piezo-viscosité a 40°C (GPa™1) 15,7
des B Coefficient de température-viscosité (K1) 0,033
lubrifiants Mo Viscosité dynamique a 40°C (mPa.s) Hll\—ldl\gtl:lj(lilii(iaf:: 6166 5
G Module de cisaillement du lubrifiant (MPa) 1
Thermique K; Conductivité thermique de lubrifiant (W/mK) 0,12
K;,K, Conductivités thermiques des matériaux (W/mK) 50,2; 205
01,0, Chaleurs spécifiques des matériaux (J K *kg™) 418;921

4.4.5 Résultats numériques

Evolution du coefficient de frottement moyen
La figure 4.33 présente I’évolution du coefficient de frottement moyen pour différentes

configurations d’essais avec les pions de rugosité Ra = 0,2 um. La particularité des essais

expérimentaux menés avec cette rugosité est de ne présenter aucun cas de grippage. Les

simulations numériques conduisent a une prédiction correcte de l'effort tangentiel, avec une

stabilisation de I'effort tangent apres quelques millimétres de déplacement, méme pour les cas a

chargement croissant. Seule la configuration avec le lubrifiant solide sous-estime largement

'effort tangentiel en début d’essai, lorsque la charge normale est inférieure a 230 N. Ce résultat
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peut s’expliquer par le fait que la lubrification solide est gérée par le modele de Wilson et Sheu,
avec le méme coefficient d’adhésion que pour les simulations sans lubrifiant. Si ce modéle
permet de représenter les régimes de lubrification mixte et limite, il ne permet pas de modéliser
de facon fiable le régime a film solide épais qui semble dominer en début d’essais, lorsque la
charge normale est faible. Pour les charges plus élevées, le régime de lubrification devient limite
et le modéle numérique parvient a une prédiction fiable du coefficient de frottement moyen (Fig.

4.33(f)).

20

60

(@) (b) ()
0,25 0,25 0,25 -
Fn=300N Fn=500N Fn=600N
0,2 0,2 0,2
- 0,15 - 0,15 - 0,15 -
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Figure 4- 33: Comparaison entre le rapport Ft/Fn expérimental (en bleu) et numérique (en rouge) pour le
cas Ra = 0,2pm (a-b-c) charge constante sans lubrifiant, (d-e-f) charge croissante, avec lubrifiant solide ou
liquide

Les courbes Fi/F, pour les simulations avec les rugosités moyennes de 0,35 et 0,6 présentent
un comportement périodique avec une succession de pic et de creux autour d'une valeur
moyenne stable (Fig. 4.34). Ce comportement est directement lié a la gestion des éléments finis
endommagés qui sont supprimés du maillage des que 'endommagement critique est atteint.
Chaque creux le long de la courbe F/F, correspond a la suppression d’'un élément au niveau de
la zone de contact. La corrélation entre les efforts expérimentaux et numériques n’a alors plus de
sens puisque numériquement la matiére est supprimée alors qu’expérimentalement elle est
transférée sur le pion et contribue a 'augmentation de l'effort tangentiel. Par contre nous
pouvons noter qu’au début du contact, le rapport coefficient de frottement moyen est égal a 0,2
proche de la valeur expérimentale.
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Figure 4- 34: Comparaison entre le rapport Ft/Fn expérimental (en bleu) et numérique (en rouge) pour le
cas Ra = 0,6pm, Fn = 500 N, sans lubrification

Observation des défauts numériques

La figure 4.35 présente I'évolution de la variable d’endommagement au voisinage de la
surface de contact pour les configurations non lubrifiées avec une charge constante de 600 N.
Pour la simulation avec une rugosité faible, 'endommagement critique n’est jamais atteint.
L’endommagement apparait alors de facon homogéne, avec une valeur de la variable D voisine
de 0,22 sur toute la partie stationnaire de la trace. Pour la rugosité intermédiaire,
I'endommagement critique est rapidement atteint. La suppression des éléments endommagés
conduit a une relaxation des contraintes qui entraine la formation de défaut périodique typique
de 'endommagement. Pour la rugosité la plus élevée, I'endommagent s’étend a I'ensemble des
éléments de I'extréme surface. La suppression des éléments n’est plus suffisante pour faire
chuter 'endommagement qui apparait alors de facon continue le long de la trace. Cette typologie
de défaut se retrouve au niveau expérimental méme si les amplitudes et la périodicité du défaut
ne sont pas identiques.

Pas de grippage

Variable
d’endommagement

+3.401e-01
+3.117e-01
+2.834e-01
+2.551e-01
+2.267e-01
+1.984e-01
- +1.700e-01
+1.417e-01
+1.134e-01
+8.502e-02
+5.668e-02
- +2.834e-02
+0.000e+00

F,= 600N

Figure 4- 35: Comparaison numérique/expérimentale du défaut, essais non lubrifiés, charge normale
égale a 600 N.
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La figure 4.36 présente la comparaison expérimental-numérique de la surface de I'éprouvette
apres essai pour la configuration charge croissante, lot 2, lubrifié avec I'huile additivée. Cette
configuration est celle qui a conduit a la plus grande erreur de prédiction. Tout comme pour les
simulations des essais SRT, nous retrouvons ici un défaut périodique, avec une succession de
zones endommagées. Dans le cas présent, la charge croissante induit des défauts de plus en plus
larges, mais également de plus en plus espacés. Le modéle numérique prédit I'apparition du
défaut avec un retard

Déformation Endommagement

SDV20 sov23
- R (Avg: 7 5%) (Avg: 75%:)

Déformation 1075400 +3.401e-01

» =5 +3. -
plastique §.0572-01 +2.834e-01
L B.062e-01 +2.551e-01
+7.166e-01 +2.267e-01
+6.2708-01 +1984e-01

. +537da-01 +1.700e-
Variable +3.279e-01 +1.417e-01
dend c $3.5830-01 +11340-01

+2.687e-01 +8. ha-
endommagemen 1791001 +5.6680-02
+8.0575-02 +2.8348-02
+0.000e+00 +0.000e+00

Figure 4- 36: Comparaison numérique expérimentale du défaut, essais lubrifié HM Add, charge croissante

Prédictions des distances avant grippage

Une synthese des distances de grippage numérique et expérimental est présentée dans le
tableau 4.18. Le modele numérique est capable de prédire la présence ou I'absence de grippage
pour les configurations testées, que ce soit en présence ou non de lubrifiant. La prédiction de la
distance de glissement avant grippage est tout a fait satisfaisante pour les essais a charge
normale constante (I'écart est compris entre 0,1 et 0,3 mm, soit une erreur relative entre 7 et
20%). L’erreur augmente pour les simulations a charge croissante ou le modele numérique se
montre trés optimiste et prédit toujours l'apparition du défaut apres qu’il soit observé

expérimentalement.
Tableau 4. 18: Synthese des essais pion-plan

Lot1; Ra=0,2um Lot2; Ra=0,35um Lot3; Ra=0,6um
Charge Vitesse Lubrification

(N) (mm/s) Grip. Grip. Grip. Grip. Grip. Grip.
EXP NUM EXP NUM EXP NUM
(mm) (mm) (mm) (mm) (mm) (mm)

300 5 - NG NG 1,9 1,7 1,9 1,6

500 5 - NG NG 1,7 1,6 1,3 1,4

600 5 - NG NG 1,5 1,2 1,4 1,6
52600 5 - NG NG 18,6 33,7 17,66 23,9
52600 5 HM Pure NG NG 40,8 48,7 31,0 46,2
52600 5 HM Additif NG NG 30,0 48,3 28,0 46,6
52600 5 MoS2 NG NG 19,0 33,9 23,7 28,8
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4.3.7 Conclusion des essais pion-plan
Une campagne d’essais de frottement Pion-plan sur le banc d’essai UMT TRIBOLAB a été
réalisée dans le but d’investiguer l'effet de la rugosité, la lubrification et la pression sur
I'apparition du grippage. Les résultats montrent que :

e Les pions possédant une rugosité arithmétique moyenne égale a 0,2 um et un angle de
3° n’ont pas généré de grippage pour I'ensemble des configurations d’essais testées.

e la rugosité arithmétique moyenne n’est pas un parametre de rugosité pertinent pour
I’étude du grippage. 1l est préférable d’utiliser la rugosité totale R..

e A l'absence de grippage, le modele numérique montre une bonne aptitude a prédire
I'effort de frottement avec comme seuls données d’entrée le coefficient d’adhésion my
identifié sur une configuration de référence, les parametres de rugosité propres a
chaque essai et les données rhéologiques des lubrifiants liquide

e Le modéle numérique perd de sa fiabilité pour I'étude de conditions de contact
impliquant le régime de lubrification a film solide épais, tel que cela a été rencontré
pour la lubrification au bisulfure de molybdene sous faible charge normale.

o Comme cela a déja été remarqué a l'issue de la campagne d’essais d’étirage plan SRT,
le modele tend a prédire le grippage de fagon tardive. Ce défaut tend a s’estomper
lorsque la charge normale augmente. Ce défaut est potentiellement lié au modele de
Wilson et Sheu de prédiction de la surface réelle de contact réduite. Une amélioration
du modéle pourrait passer par le développement d’'une méthode de calcul de A plus
réaliste.

4.5 Conclusion

Deux campagnes d’essais ont été menées sur des éprouvettes en alliage d’aluminium 6082.
Les essais ont été réalisés avec et sans lubrification, pour des conditions de chargement
essentiellement stationnaires. Des simulations numériques de ces essais ont été réalisées. Ces
simulations se font a I'échelle macroscopique des essais. Elles reposent sur 'utilisation du
modeéle d’endommagement de Xue pour prédire la rupture du matériau au voisinage des
surfaces de contact et d'un modéle de lubrification basé sur les travaux de Wilson et d’Otéro
pour prédire les contraintes de frottement en prenant explicitement en compte la rugosité des
contacteurs et la nature des lubrifiants.

Dans la majorité des cas étudiés, le modele numérique mise en place arrive a prédire le défaut
de grippage. Les simulations mettent en évidence la forte sensibilité des modéles a la rugosité
des surfaces en contact. La méthodologie proposée répond donc aux objectifs initiaux de I'étude.
Toutefois les modeles numériques sont généralement optimistes quant a la distance a partir de
laquelle le grippage va apparaitre. La prise en compte d’'une nouvelle méthode pour calculer la
surface réelle de contact réduite pourrait améliorer la fiabilité de ces prédictions.
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Application sur un procédé industriel : Essai du filage avant

5.1 Objectifs - Procédure de validation

Apres avoir appliqué notre démarche sur des essais de laboratoire dans le chapitre
précédent, il est nécessaire de se rapprocher au plus pres des conditions rencontrées lors des
procédés de mise en forme. Pour cela, dans ce chapitre, nous appliquons la méthodologie
numeérique du chapitre 4 a I’étude d’un procédé de filage avant sur des lopins d’aluminium 6082-
T6. L’objectif est de voir si le couplage loi d’endommagement/modele de lubrification est
capable de prédire le grippage dans une configuration ou le contact est fermé et la pression
hydrostatique importante. Nous nous positionnons volontairement dans des conditions
d’utilisation proches de celles d’'un bureau des méthodes industriel disposant de I'outil
numérique mais pas nécessairement des moyens d’essais nécessaires a la détermination précise
des parameétres du modeéle. L’objectif est donc ici de vérifier que la stratégie numérique
proposée est capable de prédire la force nécessaire a la mise en forme d’'une piece donnée afin
de valider le choix d'une presse et de détecter les risques d’apparition du défaut de grippage,
synonyme d’échec du procédé.

5.2 Dispositif expérimental et plan d’expériences

Les essais de filage sont réalisés sur une presse Strecon d’'une capacité maximale de 150 kN.
L’outillage utilisé dans ce chapitre est le méme que celui utilisé par K. Le Mercier pour I’étude de
la dégradation des outillages en mise en forme a froid [Leme17]. Cet outillage est constitué de
trois outils : un poingon, une filiére-conteneur, un éjecteur (Fig. 5-1). Il permet la réalisation d'un
filage avant avec un taux de réduction de 45% sur des lopins de diametre initial maximal de 15
mm (Tableau 5.1).

(a) Vue d’ensemble presse + outillage (c) Lopin initial et déformé

Figure 5- 1: Filage avant : dispositif expérimental
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L’essai se déroule en deux étapes principales : le filage avant et I'éjection. Durant I'étape de
filage avant, le lopin est introduit manuellement dans le conteneur par 'opérateur. Ce dernier
abaisse la vitre de sécurité et actionne le vérin de la presse. Le vérin pousse le poincon sur une
distance de 10 mm. Une fois le filage terminé, le block filiére-conteneur est retourné, et un
éjecteur de diametre 10 mm est utilisé pour repousser la piece hors de la filiere. Les différentes
étapes sont schématisées en figure 5-2. Durant le procédé, la vitesse de filage et la vitesse
d’éjection sont égales a 8 mm.s-1. Un capteur force de 200 kN et un capteur de déplacement sont
connectés a un oscilloscope digital Yokogawa permettant l'acquisition des courbes effort-
déplacement durant la phase de filage (le capteur force devant étre retiré lors de la phase
d’éjection, celle-ci n’est pas enregistrée).

Poingon de mise en forme Poincon d’éjection
Eprouvette Eprouvette
* «
(a) Filage (a) Ejection

Figure 5- 2: Différents étapes de I'essai de filage avant [Leme17]

Tableau 5. 1: Spécifications générales du dispositif de filage avant

Parameétres Valeur
Vitesse 8 mm/s
Distance de translation maximale 10 mm
Dimensions maximales des lopins (Diamétre - Hauteur) ? 15-12 mm
Effort maximal 150 kN

Le poingon, la filiére et I'éjecteur sont en acier Vanadis 4E (Tableau 5.2). Le méme outillage
est utilisé pour I'ensemble des essais de filage avant (Fig. 5-3). La forme de la filiere ne
permettant pas de mesure directe de sa rugosité, des répliques de la surface sont réalisées a
'aide de la résine Repliset T3 de Struers® [DLDD14]. La résine est injectée dans la filiére. Une
fois séchée, le moulage obtenu est retiré de I'outil et sert a la prise de mesure des rugosités. La
précision donnée par la résine est de 'ordre de 0,1 um [Leme17]. La rugosité dans la direction
paralléele a I'axe de la filiere est mesurée avec les mémes protocoles de mesures que ceux
évoqués dans les chapitres précédents. Les valeurs mesurées et utiles pour la simulation
numérique sont une rugosité R, égale a 0,35 um et une valeur de 'angle moyen des aspérités Ryq
égale a 5°.

Le matériau utilisé dans la campagne d’essais est recu sous forme de barre cylindrique de
diametre 15mm. Les barres ont une rugosité arithmétique moyenne initiale égale a 4 um. Les
éprouvettes sont découpées a la longueur de 12,5 mm et sont polies jusqu’a 'obtention d’une
rugosité R, égale a 0,20 pm. Certaines éprouvettes ont été conservées avec leur rugosité initiale.

La rugosité de la filiére ainsi que le taux de réduction de section sont figés pour I'ensemble de
la campagne d’essais. Le plan d’expériences comprend deux parametres : avec et sans
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lubrification (huile minéral pure) et la rugosité de la piece (Tableau 5-3). Chaque configuration
est répétée trois fois. Aprés chaque essai, la filiere est nettoyée afin d’éliminer les dépdts des
essais précédents.
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Figure 5- 3: Dimensions du poingon, de la filiére et de I'éjecteur.

Tableau 5. 2: Composition de I'acier Vanadis 4 E (%)

C Si Mn Cr Mo Ni v S Fe
1,40 04 04 47 35 - 3,7 - 87,3

Tableau 5. 3: Plan d’expériences

configuration taux de réduction Ra filiéere Ra piece Lubrification Vitesse

1 45 % 0,35 0,2 O 8 mm.s!
2 45 % 0,35 4 O 8 mm.s-1
3 45 % 0,35 0,2 M HM Pure 8 mm.s!

5.3 Observations expérimentales

Les figures 5-4 et 5-5 présentent respectivement 'ensemble des courbes effort-déplacement
enregistrées durant les essais et une comparaison des valeurs moyennes.
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Figure 5- 4: Essais de filage avant. (a) configuration 1 : non lubrifié, Ra = 0,2 pm, (b) configuration 2 : non
lubrifié, Ra = 4 pum, (c) configuration 3 : lubrifié, Ra = 0,2 pm
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Figure 5- 5: Courbe moyenne de filage pour les configurations 1, 2 et 3

L’effort de filage augmentent rapidement lors de la phase d’introduction du I'éprouvette dans
la filiere. A partir de 4 mm de déplacement, le procédé entre dans sa phase stationnaire et la
courbe tend a se stabiliser. Sans surprise, il apparait que I'effort de filage est peu sensible aux
conditions tribologiques. Ceci s’explique par le fait que I'énergie de déformation plastique est
prépondérante dans ce type de procédé. Néanmoins, les influences de la rugosité de la piece et
de I'apport d’un lubrifiant sont notables méme si la variation des efforts reste faible. L’apport du
lubrifiant conduit a une baisse globale de la force de filage de 4%. L’augmentation de la rugosité
de la piéce de 0,2 a 4 um conduit quant a elle a une augmentation de I'effort maximal de 10%.
Cette augmentation apparait essentiellement vers la fin du filage apres 2,5 mm de déplacement.
Or la surface du lopin en contact avec le conteneur diminue au fur et a mesure du filage. Dans
des conditions de contact non dégradées, la contrainte de frottement est constante. La
diminution de la surface de contact induit alors une décroissance de la force exercée sur le
conteneur et, en conséquence, de I'effort de filage total exercé sur le poincon (Fig. 5-6). Dans
notre cas, l'effort de filage ne décroit pas. Cela implique que les conditions de contact se
dégradent au cours du filage et entrainent une augmentation de la contrainte tangentielle. Cette
augmentation est d’autant plus forte que la rugosité de la piece est élevée.

Page 122



Application sur un procédé industriel : Essai du filage avant

100 -
80 -
Effort sur le poingon
£ 60 1
[<H] . FFt +
3] ! ——__Effort sur le conteneur
o 40 A |
=
/%‘:.
20 1 Effort sur la filiere
0

0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20
Déplacement (mm)

Figure 5- 6: Exemple de courbe d’effort en filage avant d’'un lopin en alliage 6082 d’apreés de Moraes Costa
et al.[MoSV20]

La figure 5-7 présente les éprouvettes a l'issue de la phase d’éjection. L’ensemble des essais
présente des traces importantes de grippage. Ces traces apparaissent aussi bien sur la partie
filée que sur la partie non filée en contact avec le conteneur. Pour les essais réalisés avec la
rugosité de lopin faible (configurations 1 et 3) le défaut de surface apparait sous la forme de
rayures orientées dans le sens de glissement. Le défaut est amoindri par l'utilisation du
lubrifiant mais reste observable. Pour les lopins avec la rugosité arithmétique moyenne de 4 pm
la surface apparait beaucoup plus dégradée, avec des rayures paralleles au sens de glissement
mais également d’'importantes traces de transfert de matiére. L'orientation de ces amas de
matiére ainsi que le fait qu’ils se situent essentiellement sur la fin de la partie filée, tant a
prouver que ces transferts sont constitués de matiere arrachée au lopin lors de la phase de filage
et revenue adhérer a la surface du lopin lors de I'éjection.

5 mm
|

Figure 5- 7 : Eprouvettes apres essais de filage et éjection: (a) configuration 1, Ra = 0,2um non Lubrifié (b)
configuration 2, Ra = 4pm non Lubrifié (c) configuration 3, Ra = 0,2pm Lubrifié

5.4 Modele numérique

5.4.1 Maillages et conditions initiales

Le procédé de filage étudié est un probléme axisymétrique. Toutefois les routines permettant
I'utilisation du modéle d’endommagement de Xue et du modeéle de lubrification étant
implémentées uniquement en 3D, le maillage utilisé pour I'étude du procédé sera a base
d’éléments volumiques. La prise en compte des symétries dans les plans (xz) et (yz) conduit a la
modélisation d’'un quart du procédé. Le maillage du lopin est constitué de 68 200 éléments
C3D8RT de 0,2 mm de coté. Ces éléments sont identiques a ceux utilisés pour l'identification des
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parametres de la loi d’'endommagement dans le chapitre 2. La filiére, le poingon et I'éjecteur sont
modélisés a I'aide d’éléments C3D8RT indéformables. Le modéle géométrique est représenté en
figure 5-8. La simulation est réalisée en deux étapes: la phase de filage durant laquelle le
poincon descend de 10 mm dans la direction z et la phase d’éjection durant laquelle le poingon
est retiré et 'éjecteur monte de 15 mm. Durant les deux phases la filiere est fixe.

Poingon

Lopin

(a)

Ejecteur

Figure 5- 8: (a) Modéle géométrique (b) Maillage initial

5.4.2 Données rhéologiques et tribologiques

La rhéologie des lopins a été identifiée dans le chapitre 2 (barre 6082-T6). Les paramétres de
la loi d’écrouissage et de la loi d’endommagement sont rappelés en tableau 5-4.

Tout comme pour les simulations du chapitre précédent, les données tribologiques
nécessaires au modeéle de lubrification sont la géométrie simplifiée des rugosités, le coefficient
d’adhésion my et les propriétés des lubrifiants. De fagon a prendre en compte la rugosité de la
piece sur les conditions de contact, le profil de rugosité utilisé dans le modeéle n’est plus basé
uniquement sur la rugosité de 'outil mais sur la rugosité composite de la surface :

_ 2 2
Raeq - \/RaLopin + RaFiliére (5.1)

Contrairement au chapitre 4 ou l'un des essais était utilisé pour identifier le coefficient
d’adhésion, nous supposons ici que le coefficient d’adhésion ne dépend que du matériau et du
lubrifiant. Ainsi nous utilisons les valeurs du coefficient d’adhésion my identifiées lors des essais
sur les plaques de 6082-T6: my = 0,95 pour les essais sans lubrifiant et my = 0,8 pour les essais
avec I'huile minérale pure. Bien que cette hypothése puisse étre sujet a discussion, notamment
par le fait que les plaques et les barres d’aluminium n’ont pas exactement la méme rhéologie,
nous considérons que cette hypothése répond a une utilisation dans un contexte industriel de la
méthode numérique proposée. La synthése des valeurs utilisées est présentée dans le tableau 5-
5. Enfin, les propriétés de I'huile minérale pure sont les mémes que celles du chapitre 4.
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Tableau 5. 4: Parameétres rhéologiques des barres d’alliage 6082-T6

Loi de Swift Loi d’endommagement
C1 Cc2 C3 D, B €f0 €p q pL y

barre 6082-T6 370 0,001 0,03 090 1 2,00 0,100 15 800 1,7

Tableau 5. 5: Parameétres rhéologiques pour les simulations numériques

Ra Filiére Ra Lopin Ra eq qu mo
configuration1 0,35 pm 0,2 pm 0,4 pm 4° 0,95
configuration2 0,35 pm 4,0 um 4,01 um 4° 0,95
configuration3 0,35uym 0,2 um 0,4 um 4° 0,80

5.4.3 Résultats

Efforts de filage

La comparaison entre les efforts de filage expérimentaux et numériques est présentée en
figure 5-9. Dans les trois configurations la courbe d’effort numérique présente une montée
rapide, suivi d'un palier entre 2 et 4 mm de déplacement puis une nouvelle augmentation et une
stabilisation de I'effort en fin de filage. L’augmentation de l'effort entre 0 et 2 mm correspond au
début de la phase de réduction de section du lopin et I'arrivée dans la zone de calibration de la
filiere. Le palier observé numériquement correspond au passage du lopin dans la zone calibrée
de la filiere. Cette transition est moins marquée sur les courbes expérimentales mais est bien
présent (tangente en bleu) (Fig 5-9). La seconde augmentation de I'effort entre 4 et 6 mm de
filage correspond a la phase de sortie du lopin de la zone de déformation. Cette partie est
fortement affectée par les conditions tribologiques. L’accroissement de I'effort est de 17 kN.mm-!
pour la configuration 3 (lubrifiée, faible rugosité), de 24 kN.mm-! pour la configuration 1 (non
lubrifiée, faible rugosité) et 38 kN.mm-! pour la configuration 2 (non lubrifiée, forte rugosité).
Enfin, la partie stationnaire de la courbe numérique est légerement inférieure a la valeur
expérimentale, quelle que soit la configuration. L’écart entre la force maximale numérique et la
force maximale expérimentale peut s’expliquer par la suppression des éléments finis
endommagés.

L’apport du lubrifiant conduit ici a une baisse globale de la force de filage de 6% contre 4%
expérimentalement. L’augmentation de la rugosité de la piece de 0,2 a 4 pm conduit quant a elle
a une augmentation de I'effort maximal de 16% contre 10% expérimentalement. Sachant que le
modeéle numérique est développé pour prendre en compte la rugosité de l'outil principalement
nous pouvons conclure que la réponse du modéle numérique est tout a fait satisfaisante dans
cette utilisation « industrielle ».
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Figure 5- 9: Comparaison expérimental (bleu)-numérique(rouge). (a) configuration 1 : non lubrifié, Ra =
0,2 pm, (b) configuration 2 : non lubrifié, Ra = 4 pm, (c) configuration 3 : lubrifié, Ra = 0,2 pym
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Figure 5- 10: Courbe moyenne de filage pour les configurations 1 (rouge), 2 (vert) et 3 (bleu). Evolution de
I'effort d’étirage en fonction de la position du lopin dans la filiére et de la déformation plastique

Initiation du défaut numérique

Quelle que soit la configuration testée, I'endommagement apparait dés le premier millimétre
de déplacement du poingon. Les premiers éléments a étre endommagés sont situés dans le plan
x = y. Le probleme étant axisymétrique, cette localisation est un artéfact numérique lié a la
géométrie du quart de modéle et a la forme des éléments C3D8RT. Néanmoins
I'endommagement se propage rapidement suivant la circonférence du lopin avant que les
premiers éléments n’atteignent I'endommagement critique et soient supprimés (Fig. 5.11). La
localisation initiale de I'endommagement liée a la modélisation 3D n’a donc pas d’influence
notable sur la forme du défaut qui apparait bien de fagon axisymétrique et concerne 'ensemble
des éléments a la jonction de la surface latérale et de la surface inférieure du lopin.

A l'issue de la simulation, la localisation du défaut a évolué et se situe a une distance d de
I'extrémité inférieure du lopin (Fig. 5-11(c)). Lors du filage avant, la face inférieure du lopin
vient en contact avec la filiere ce qui génére une nouvelle surface latérale (Fig. 5-12). Ce
phénomeéne conduit a une augmentation significative de la surface de contact entre le lopin et la
filiere/conteneur. Cette augmentation de surface est a 'origine de I'accroissement de 'effort de
filage pour les déplacements de 4 a 5 mm. Cette nouvelle surface est également accompagnée
d’'une augmentation de la déformation plastique en surface ce qui accroit les risques de grippage
[LDDR98]. Ainsi deux zones dans l'emprise sont susceptibles de faire apparaitre de
I'endommagement critique : la zone en entrée et de sortie de la zone de calibration.
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Figure 5- 11 : (a) Localisation des premiers éléments atteignant I'’endommagement critique (b)
Localisation des éléments endommagés apres 0,5 mm de déplacement (c) Localisation des premiers éléments
endommagés a I'issue de la simulation (configuration 1)
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Figure 5- 12 : Evolution de la surface inférieure du lopin durant les 5 premiers mm de déplacements du
poinc¢on (configuration 1).

L’évolution du parametre de Lode dans la zone de contact est présentée en figure 5-13. Nous
retrouvons naturellement une zone de compression avant I'entrée dans la zone de diminution de
section (paramétre de Lode O proche de -1) et de la traction en sortie de la zone calibrée
(parametre de Lode proche de +1). Au voisinage de la surface de contact le parameétre de Lode
est négatif, avec des valeurs comprises entre -0,3 et -0,8. La surface est donc sollicitée avec des
composantes de compression et de cisaillement. Pour la configuration de référence, non lubrifié
avec une rugosité de 0,2 um, le paramétre § diminue en approchant de la zone de sortie, zone otl
la pression de contact est plus importante. Pour la configuration lubrifiée, la répartition du
parameétre de Lode est plus homogéne, avec une valeur évoluant peu entre -0,4 et -0,3. A
I'inverse, la configuration 2 sans lubrifiant et avec forte rugosité conduit a une distribution
hétérogéne du parameétre, avec un maximum a -0,3 au centre de la zone de calibration et des
minimums voisins de -0,7 en entrée et en sortie de cette zone. De fagcon paradoxale, le frottement
en augmentant la valeur absolue du parametre de Lode conduit a un accroissement de la valeur
de la déformation plastique a la rupture & et retarde ainsi I'apparition de la rupture des
éléments endommagés.

Page 127



Application sur un procédé industriel : Essai du filage avant

-1,000
-0,667
-0,333

+0,000

+0,333
+0,667

' i +1,000

L

Figure 5- 13: Distribution du parametre de Lode a la fin du filage. (a) configuration 1 : non lubrifié, Ra =
0,2 um, (b) configuration 2 : non lubrifié, Ra = 4 pm, (c) configuration 3 : lubrifié¢, Ra = 0,2 pm
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Endommagement final du lopin : influence de I'éjection

Une analyse de la variable d’endommagement dans I'ensemble du lopin ne montre aucun
risque de rupture au sein de la piece : seule la surface atteint localement 'endommagement
critique (Fig. 5-14). Nous pouvons toutefois noter que 'augmentation de la sévérité du contact
filiere/lopin induit une augmentation de la pression hydrostatique a I'entrée de la zone de
déformation, qui implique une baisse de la variable d’endommagement dans cette zone
[Mari03]. Ainsi, plus le frottement est faible, plus la zone d’'endommagement s’étend a l'intérieur
de la zone de réduction de section (Fig. 5-14(c)).
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d’endommagement

+5.000e-01
+4.583e-01
+4.167e-01
+3.750e-01
+3.3353e-01
+2.917e-01
+2.500e-01
+2.083e-01
+1.667e-01
+1.250e-01
+.3353e-02
+4.167e-02
+0.000e+00

|

(a) Ra=0,2pm non lubrifié (b) Ra=4pum non lubrifié (c) Ra=0,2um lubrifié
Figure 5- 14: Variable d’endommagement a la fin du filage

Si la phase d’éjection des procédés de filage est souvent jugée comme critique [Debr16,
Leme17], rares sont les données que permettent de quantifier cette criticité. Le tableau 5.6
montre 'endommagement en surface du lopin a l'issue des opérations de filage et d’éjection. A la
fin du filage, quelle que soit la configuration de contact, le grippage est présent a I'extrémité du
lopin, dans la zone correspondant a la surface initialement libre venue en contact avec la filiére,
ainsi que sur la surface latérale sous forme de bandes orientées dans le sens de glissement. Ces
bandes sont plus étendues pour les configurations 1 et 3 a faible rugosité. Le tableau 5-7 donne
les distances de filage avant I'apparition du grippage. Les valeurs obtenues sont tres proches.
Toutefois les calculs prédisent logiquement que la lubrification retarde le grippage,
I'augmentation de la rugosité I'accélére.

Lors de I'éjection, les défauts initiés lors du filage sont accentués et se généralisent a
I'ensemble de la surface latérale des lopins. Bien que le modéle numérique ne soit pas capable de
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modéliser les phénomeénes de collage, de transferts de matiére, ni I'’évolution du frottement liée a
I'usure adhésive de la phase de filage, la géométrie finale des lopins est correctement prédite,
avec un endommagement plus important dans la configuration 2 (Fig. 5-15).

Seuls les défauts présents sur la surface latérale non filée des lopins ne sont pas prédits
numériquement. Des essais et des simulations complémentaires devraient étre menés pour
identifier clairement la raison de cette incapacité du modele a prédire 'apparition de ces rayures
qui, de par leur forme observée expérimentalement, apparaissent tres probablement lors de la
phase d’éjection. Il est probable que cela soit lié a la précontrainte présente dans I'outillage et
non prise en compte dans le modéle numérique actuel [Debr16].

Tableau 5. 6: Influence de I'étape d'éjection sur la variable d’endommagement D

Fin de Filage Fin d’éjection Lopins expérimentaux

0,900
0,750
0,600
0,450
0,300
0,150
0,000

(a)

0,900
0,750
0,600
0,450
0,300
0,150
0,000
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0,900
0,750
0,600
0,450
0,300
0,150
0,000

Variable
d’endommagement

+5.00D=-D1
+8.250=-01
+7.50De-D1

Ra=4 um
Non
Lubrifié

Figure 5- 15: Comparaison des déformées expérimentale et numérique, configuration 2

Tableau 5. 7: Distance de début de grippage lors du filage

Configuration Distance de début de grippage (mm)
1 Ra = 0,2um non lubrifié 3,52
2 Ra = 4pm non lubrifié 3,36
3 Ra = 0,2um lubrifié 3,68

Afin de pouvoir quantifier I'influence de la phase d’éjection sur le grippage total, nous avons

relevé le nombre d’éléments ayant atteint 'endommagement critique lors des différentes
simulations (Fig. 5-16). Il apparait clairement que c’est la phase d’éjection qui génere le plus
grand nombre de suppression d’éléments. La configuration 2 est celle qui génere le plus grand
écart entre les deux opérations de mise en forme avec 4,4 fois plus d’éléments endommagés lors
de I'éjection que lors du filage. Ce nombre descend a 3,36 pour la configuration non lubrifiée
avec une faible rugosité puis a 2,9 pour la configuration lubrifiée. Le nombre total d’éléments
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supprimés varie de 2,4% du nombre total d’éléments initiaux (configuration 2) a 1%
(configuration 3).

2000 ~
1800 -
1600 -
1400 -
1200 - H Filage
1000 - m Ejection
800 - Somme
600 -
400 -
200 ~
0 - T .
Ra=4pmnon Ra=0,2pmnon Ra=0,2um
lubrifié lubrifié lubrifié

Nombre d'éléments éliminés du
calcul

Figure 5- 16: Comparaison des différentes simulations par la technique de suppression d'éléments

5.5 Conclusion

Des essais sur un procédé semi-industriel de filage avant ont été réalisés afin de valider les
développements numériques dans des conditions d’utilisation proches de l'industrie. Trois
configurations de contact différentes ont été simulées : avec et sans lubrification, avec une
rugosité faible et une rugosité forte. Les données rhéologiques et tribologiques sont issues
d’essais de laboratoire non spécifiques au procédé étudié. Ainsi les coefficients de frottement
sont issus des essais de type pion/plan réalisés dans le chapitre 4.

Le modéle numérique développé durant cette étude a permis la prédiction de
I'endommagement des surfaces des lopins dans I'ensemble des cas étudiés. Les résultats prédits
par ces coefficients montrent une bonne corrélation avec les essais. Des analyses de I'état des
contraintes et les variables d’endommagement montrent que :

e La méthodologie numérique proposée permet de prédire le grippage dans I'ensemble
des configurations testées.

¢ Les modeles numériques sont cohérents avec les résultats expérimentaux. Ils prédisent
de facon satisfaisante les zones ou le grippage se produit ainsi que la sévérité du
grippage observé.

e L’opération d’éjection est clairement la phase de mise en forme qui génere le plus
d’endommagement critique. Cette opération est 3 a 4 fois plus sévere que la phase de
filage.

o [’utilisation de données tribologiques identifiées lors des essais pion/plan ne nuit pas a
la fiabilité du modele.

e Des simulations avec outils déformables et prise en compte de la précontrainte dans les
outillages devraient permettre d’améliorer la robustesse du modele numérique.
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Les alliages d’aluminium sont largement utilisés pour I'allegement des structures grace a
leurs faibles densités, leurs bonnes caractéristiques mécaniques et leur bonne résistance a la
corrosion [DuSo14]. Mais 'usage de ces alliages présentent certaines difficultés. La grande
difficulté rencontrée avec les alliages d’aluminium est leur forte tendance au grippage lors des
procédés de mise en forme a froid [Bay97, HeJa09]. La présente étude a pour objectif la
prédiction numérique par la méthode des éléments finis du défaut de grippage en mise en forme
a froid de I'aluminium. Les applications durant ces travaux ont été réalisées sur les alliages
6082-T4 et 6082-T6.

Durant le premier chapitre une analyse bibliographique des études numériques du
grippage a été réalisée. D’apres cette étude il est conclu que le grippage est un phénomene qui
dépend fortement de I'état de surface des outils tel que la rugosité ainsi que les propriétés des
matériaux en contact et de la présence de la lubrification. La difficulté de la modélisation se
manifeste dans le choix d'une loi d’endommagement au niveau de la surface et le choix d’une loi
de frottement capable de prendre en compte I’état de surface des outils utilisés ainsi que la prise
en compte de la présence d’un lubrifiant. Les hypothéses de départ considerent que le grippage
est prédit numériquement lorsque la rupture se produit en proche surface de la piéce.

Le deuxiéme chapitre a été consacré au choix d'un modéle d’endommagement pour
modéliser la dégradation de la surface. Les études montrent que la prise en compte du taux de
triaxialité et du parameétre de Lode sont nécessaires lorsque la contrainte dominante est le
cisaillement [CGMB14, Xue07]. La prise en compte de ces deux variables est parfois nécessaire
aussi dans le critére de plasticité utilisé [BaWi08]. Dans la présente étude le critére de plasticité
de von-Mises a été remplacé par le critére de Bai-Wierzbicki [BaWi08]. Ensuite, plusieurs types
de modeles d’endommagement ont été comparés. Finalement, le modéle de Xue [Xue07] a été
sélectionné pour le reste de l'étude. Ce modele prend en compte a la fois la pression
hydrostatique et le parameétre de Lode. De plus il posséde moins de paramétre a identifier que
les modeéles micromécaniques tel que le modele GTN. Une procédure d’identification simplifiée
des parametres de ce modeéle a été présentée en se basant sur des essais de traction et de
cisaillement pour trois différents types d’échantillons : des toles en AA 6082-T4, des toles en AA
6082-T6 et des barres cylindriques en AA 6082-T6. La premiére étape de l'identification consiste
a identifier par la méthode inverse la loi d’écrouissage et les parametres du critére de plasticité
de Bai-Wierzbicki sans la prise en compte de I'endommagement. La loi d’écrouissage utilisée
durant notre étude est une loi de type Swift. Une fois la loi d’écrouissage identifiée, les
parameétres de la loi de Xue sont identifiés de facon directe pour les parametres y, q et p;, et par la
méthode inverse pour le reste des parametres.

Dans le troisiéme chapitre une étude bibliographique des différentes lois de frottement
utilisées en mise en forme a été conduite. Ces lois peuvent étre classées en trois catégories. Les
lois de premiére génération telles que la loi de Coulomb et la loi de Tresca. Les lois de la
deuxieme génération qui prennent en compte explicitement la rugosité des surfaces et les lois de
la troisiéme génération qui prennent en compte I'effet de la lubrification et la distinction entre
les différents régimes de lubrification. Le modele de Wilson [WiHH95] est parmi les modeles qui
prennent en compte I'état de surface et la lubrification en régime PHD. En régime limite, lorsque
le film de lubrifiant est rompu ce modéle se réduit au modéle du contact a sec développé par
Wilson et Sheu [WiSh88]. Toutefois, le modele de lubrification de Wilson [WiHH95] ne prend




Conclusions

pas en compte les effets thermiques et les effets de la variation de la viscosité a haute pression.
Otero [EGCR17, OMSS09] présente dans ces travaux une procédure de mise a jour des propriétés
du lubrifiant en tenant compte des effets thermiques et la variation de la viscosité a haute
pression en régime EHD. Le modéle proposé dans la présente étude propose un couplage entre
le modeéle de lubrification de Wilson [WiHH95] et la procédure de mise a jour thermique
proposée par Otero [EGCR17]. Le modele a été ensuite implémenté sous ABAQUS a travers la
routine utilisateur VFRICTION. Le calcul de I'épaisseur du film de lubrifiant dans les nceuds est
basé sur les expressions proposées par [Bair07] et permet d’éviter a avoir a résoudre 1'équation
de Reynolds. Le régime de lubrification est sélectionné a partir de l'épaisseur du film.
Finalement, le modéle proposé est un modele qui vise les différents régimes de lubrification et
qui prend en compte la rugosité et la présence de lubrifiant.

Le quatrieme chapitre a été dédié a la validation des développements a travers des essais
de frottement de laboratoires. La premiére campagne d’essais a été réalisée sur le banc d’essai
SRT a I'Université Technique du Danemark. Les toles en AA 6082-T4 ont été utilisées. Les essais
ensuite ont été simulés numériquement a 'aide des développements proposés précédemment.
Les parametres des rugosités ont été déterminés de fagcon directe a I'aide des mesures des
profils réalisées avec un profilomeétre optique ALICONA. Ensuite, les coefficients d’adhésion ont
été déterminés par méthode inverse en se basant sur un seul essai non lubrifié pour les
configurations non lubrifiées, et un essai lubrifié pour les configurations lubrifiées. Les résultats
montrent que le grippage est fortement lié a la rugosité des outils et qu'il est localisé dans les
zones a hautes pressions du contact. Lors du dernier stade du grippage nous remarquons la
formation d’un réseau périodique de bosses. Les analyses numériques d’initiation du grippage
lors de la formation de la bosse montrent que les zones les plus endommagées, et donc le lieu ou
s’initie le grippage, ne sont pas les zones ou la pression est la plus élevée. Cela est di a
I'augmentation de la déformation a la rupture a 'entrée de I'emprise. Le modéle numérique
prédit la présence du grippage pour toutes les configurations expérimentales ou le grippage
était présent.

La deuxieme campagne d’essai a été réalisée sur un banc d’essai UMT Tribolab. Le but de
cette campagne était de mieux contréler les valeurs des rugosités. Pour cela, des essais de
frottement pion-plan ont été réalisés. Les toles en AA 6082-T6 ont été utilisées. Les mesures
avec le profilometre 3D montrent que la surface des outils est convexe et présente un défaut de
planéité. Cela affectera les surfaces de contact et par suite 'apparition du grippage. Le défaut a
été pris en compte lors de la modélisation de la géométrie des outils. Pour l'identification du
modeéle numérique, le coefficient d’adhésion a été déterminé en se basant sur un seul essai pour
chaque configuration de lubrification. Pour des rugosités de 0,2 pm le grippage n’était pas
observé, méme pour les charges les plus élevées. Pour les groupes de pions a rugosité 0,35 pm et
0,6 pum, le grippage a été observé pour toutes les configurations sauf a 100N. Le modéle
numérique réussit toujours a prédire la présence du grippage sauf pour le cas 100N.

Toutefois, pour les deux campagnes d’essais le grippage expérimental est toujours observé
pour des distances inférieures aux distances numériques. Cela est dii a la nature du modele. En
effet, le modele proposé est un modéle macroscopique, la détection du défaut commence au
moment ou la taille des mailles choisie permet I'observation du défaut. Si on vise a observer des
défauts au niveau microscopique il faut refaire la procédure d’identification avec une taille de
maille plus faible. Dans les cas ou il n'y avait pas de grippage, le modele montre une bonne
aptitude a prédire I'effort de frottement.
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Durant le cinquiéme chapitre, les développements numériques ont été appliqués sur un
procédé semi-industriel de filage avant sur des cylindres en AA 6082-T6. Les coefficients
d’adhésion déterminés a partir des essais pion-plan ont été utilisés. Le grippage a été observé
expérimentalement pour I'ensemble des configurations testées. Le grippage numérique a été
observé des les premiers millimetres de mise en forme. Les coefficients d’adhésion identifiés a
partir des essais pion-plan et utilisés lors les essais de filage avant permettent une bonne
prédiction de la force de filage. Ce résultat souligne la robustesse du modeéle de frottement
implémenté au chapitre 3. L’endommagement prédit sur la surface des éprouvettes montre de
bonnes cohérences avec les échantillons expérimentaux en terme de géométrie déformée et de
localisation des défauts. Une analyse des différentes étapes du procédé a été faite en fonction du
nombre d’éléments supprimés lors de la simulation numérique. Les résultats montrent que c’est
durant I'étape de I'éjection que la surface de la piéce sera le plus dégradée. Cette observation a
été évoquée également lors d’essais réalisés par Lemercier [Lemel7].

Page 134



Perspectives

Un modele numérique visant la prédiction numérique du grippage a été proposé durant la
présente étude. Cela a été réalisé en couplant la procédure de mise a jour des propriétés de
lubrifiant d’Otero au modele de lubrification proposé par W.R.D. Wilson en prenant en compte
'effet de 'endommagement du matériau. L’application a été réalisée sur les alliages AA 6082-T4
et AA 6082-T6. Les perspectives de ces travaux peuvent étre séparées en trois voies. Une voie
liée au modele d’endommagement du matériau, une voie qui traite la modélisation du frottement
et enfin une voie relative a la modélisation de « I'aprés grippage ».

Pour la partie liée a I'endommagement du matériau, il sera intéressant de réaliser d’autres
types d’essai pour une identification plus fiable de la loi d’endommagement de Xue. Toutefois, le
modele de Xue comme tout modéle phénoménologique couplé présente le probleme de la
dépendance au maillage. Pour pouvoir observer, un défaut lors des simulations numériques il
faut choisir une taille de maille qui permette I'observation de ce défaut et cela dans le but
d’éviter les retards de prédiction et par la suite amélioration de la précision du modele. Pour
cela, refaire la procédure d’identification avec une taille de maille plus fine améliore la précision
mais augmente plus le temps du calcul. Une solution pourrait étre alors de s’orienter vers une
méthode non locale consistant a écrire que 'endommagement en un point matériel M dépend de
I'historique du point M et des points N; voisins de M. Cette approche introduit des fonctions de
pondération f(M,N;) mais se dispense de la taille des mailles. Il devient alors possible d’utiliser
des tailles de mailles différentes pour l'identification, la simulation du procédé, ou encore pour le
remaillage des zones grandement déformées.

Pour le modéle de frottement implémenté, la surface réelle du contact pour le cas du contact
non lubrifié est estimée en chaque incrément. Une amélioration de la procédure
d'implémentation peut étre proposée afin de calculer la surface réelle du contact de fagon plus
réaliste et cela en utilisant une routine qui permet la récupération de I'historique des variables
entre les incréments. Le calcul de la surface réelle de contact est basé sur des développements
2D, avec des profils de rugosité triangulaire. Il serait intéressant de considérer des aspérités 3D,
a titre d’exemple pyramidales ou sphériques. D’autres pistes peuvent également étre
investiguées, notamment les effets thermiques a I'interface. Il serait intéressant par exemple de
regarder comment le modéle de lubrification peut gérer la transition solide/liquide lorsque la
chaleur émise en niveau du contact est suffisante pour faire évaporer le lubrifiant [RJBM21].

L’objectif de nos travaux était de prédire I'apparition du grippage, et cet objectif est atteint.
Mais que se passe-t-il une fois le grippage initié ? Dans la modélisation actuelle, les évenements
qui se produisent apres la suppression des premiers éléments numériquement ne permettent
pas de prédire les phénomenes mécaniques susceptibles d’apparaitre apres l'initiation du
grippage. D'un point de vue expérimental, le matériau arraché a la surface de la piéce vient soit
se coller a la surface de I'outil, soit former le troisieme corps a l'interface de contact. Dans le
modeéle numérique actuel, cette matiere arrachée disparait. Une piste intéressante pourrait étre
de changer de méthode de calcul et de passer par la méthode des éléments discrets (DEM). Nous
pourrions envisager une approche en trois étapes : MEF pour la prédiction de I'instant initial de
grippage, passage a la DEM dans la zone a risque, calcul précis de I'arrachement et du transfert
de matiere, retour a la MEF avec un maillage corrigé, prenant en compte la nouvelle géométrie et
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les nouvelles propriétés rhéologiques des matériaux en contact. Il s’agit ici d’'un sujet d’étude
trés ambitieux avec de nombreux verrous scientifiques et techniques a lever (notamment le
couplage MEF-DEM, la gestion des changements d’échelle, l'actualisation des données
matériaux)
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Annexes

Annexe 1 : Implémentation des modeles d’endommagement
de Xue et LEL

1. L’algorithme de retour radial

L’un des algorithmes les plus utilisés pour l'intégration des équations de plasticité isotrope de
von Mises est I'algorithme de retour radial proposé par [Wink63] .

Le principe de I'algorithme est d’appliquer une prédiction élastique ensuite de tester si I'état
des contraintes est situé encore dans la surface de charge de von Mises, autrement dit si la
contrainte de von Mises ne dépasse pas la contrainte d’écoulement alors la prédiction devient
final et on passe a I'incrément suivant. Dans le cas contraire, une correction plastique doit étre
appliquée pour se projeter sur la surface de charge. La figure A1-1 présente une illustration de la
méthode o; représente le tenseur des contraintes a I'incrément i et @ représente la surface de
charge et H; les différentes variables du matériau.

trial
ll:r'ﬂ,+l

prédiction corvection
elastique /o 11 plastique

T N\@(0,Ha) =0
Ty

domaine ®(o,Hy) =0
élastique &
lincrément n

Figure A1- 1: Interprétation géométrique de I'algorithme de retour radiale[Hube10]

Le tenseur des déformations peut étre décomposé en une partie élastique €® et une partie
plastique €P selon I’équation suivante :

€=€°+¢€P (A1.1)

La prédiction au début est considérée totalement élastique :

trial
ge

— €€ 4 Ae® (A1.2)

’état de contrainte est prédit par :

. . 1 .
strial — Sz'tinal =2G (Eﬁtrlal 3 tr( Eetrlal)>
o (A13)

trial _ e trial . .
sij = 2Gej; aveci + j

O.mtrial =K tr( Eetrial) (A1.4)
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La surface de charge de von-Mises est définie par :

0=3 -0, (A1.5)

Si ¢ <0 la contrainte d’écoulement n’est pas dépassée et pas de correction plastique a
appliquer. Si ¢ > 0 on est situé dans le domaine plastique. Dans ce cas une correction plastique
est appliquée.

La premiére étape de la correction plastique est le calcul du vecteur de retour défini par
[Hube10, Souz02] :

a(p 3 strial
N=—=Ny+N,J= |=———+=9I (Al.6)
60' d v \/;” Str‘lal " 3

Avec:
N : La partie déviateur du vecteur de retour
N, : La composante volumique du vecteur de retour

I : Le tenseur d’identité

. p L 3(1-2v)
Y : estégalea 2

sl Le tenseur déviateur

I Strial = Strial, Strial

Ensuite il faut calculer la variation de la déformation plastique équivalente générée définie par
les deux équations suivantes :

_ ¢
AE? = :
¢ T3G+H (A17)
do.
_ %y Al18
e’ (A1)

Finalement, on applique la correction plastique sur I'état des contraintes selon les équations
suivantes :

s =s"_26AEN, (A1.9)

O = (0,1 — KIAENNT (A1.10)

Avec G et K respectivement les modules du cisaillement et de compressibilité du matériau.
La mise a jour du tenseur de déformation se fait a I'aide des équations suivantes :

e = e2" _ AN, (A1.11)
€L = estrial — 9AE? (A1.12)
A€P = AE’N (A1.13)
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Cet algorithme a été utilisé dans plusieurs travaux comme mentionné [Hubel0, LSAM13,
Souz02, XueO7] . Dans ce travail on va lutiliser pour l'implémentation des modéles
d’endommagement a travers une routine utilisateur VUMAT sur le logiciel de calcul éléments
fins ABAQUS/explicit.

2. Procédure d’intégration

L’interface VUMAT permet la récupération de l'incrément de déformation imposé, cet
incrément va étre considéré comme la prédiction élastique Ae®. L'implémentation est faite a
travers un schéma explicit ou la variable 'endommagement D; a I'incréméet i est utilisée pour la
détermination de la valeur de la variable d’endommagement a I'incrément i+1. Pour le modéle
LEL la procédure peut étre retrouvé dans [Boug09] et pour le modéle Xue dans[Xue07]. Pour
I'intégration du critére de plasticité de Bai-Wierzbicki un couplage faible est utilisé, les fonctions
de la correction hydrostatique et de I'angle du Lode sont considérées comme constantes dans
I'incrément [Cao13].

1-Initialisation au début de I'incrément i+1 :

A partir d’'un incrément i déja calculé on initialise 'incrément i+1 selon les équations
suivantes :

trial
(e, = €°, + A€’

w;(D;)
2-Calcul des contraintes de prédiction élastique :
Les contraintes sont calculées a partir des équations A1.2 et A1.3:
. . 1 .
trial _ e trial _ gtrlal
trial Skk jy1 = 26 (ekk i+1 3 tr (f i+1)>
Siv1 =

trial — e trial .
Skjf oy = 2Gey; i1 avec k # j

trial _ etrial
Om= iv1 T Ktr(g i+1)

3-Calcul des invariants J, et 3 :

( 1 .2
szm = or(si)

1 13
L]3i+1 -3 tr (EPEI )
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4-Calcul de la contrainte de von Mises g, la triaxialité n et le parametre du Lode 0 :

(
O-eqi+1 = ,’3]21'4-1

trial
_0m i
X Niyr = —————

Oeqyq

— 2 27 :
0is1=1 ——arccos< J3iy )

m 2 ((32,)?

5-Calcul de la contrainte d’écoulement selon la loi de Swift: g, = C; (1 + Z—)
2

6- Tester la plasticité du matériau

Correction de Bai-Wierzbicki (k;,, # k)
c6 SifBiq1 =0
ax __
Cog =
cg Si0;,1<0
2Kkpw

_ 5 0
In+1 = [1 - Cn(ni+1 - 7]0)] Cg + (CSX - CS) Oiv1 — as
2kpw

Si (‘pi+1 = O'eql-_'_1 - .gn+10'yi_'_1 < 0) alors

Cas Elastique :

e — g€ e
( € =€ TAe
P —¢P
= it+1 =i
€ i+1 =€

Wit1(Diy1) = wi(Dy)

—_ trial
Siv1 = Wir1(Diy1)Si1

— trial
\Omirq1 = Wi+1(Di+1)Um i+1

Sinon

Cas plastique :

Page 157



Annexes

Calcul de la déformation plastique équivalente :

~ 95, GG @)\
Hiy1 = Gn+1 —a—p = 9n+1 . 1+ T
€ /Jit1 2 2

Ep. — Piv1
173G 4+ Hyyy

D _ =D | A=P
€41 =€ T A 14
Si (€" ;41 < €p) alors

Correction plastique sans évolution de la variable dendommagement

e — € =4
( €1 =€ ;A 11Ny
_ —p
Epi+1 - Epi + Ae i+1Ni+1
- _=p —p
€ i1 =€ TAE 14y

Wir1(Diy1) = wi(Dy)

— trial =P
Sis1 = Wir1(Diy1)Siy — 2GAe i+1Ndjq

i —p
Omip1 = Wi+1(Di+1)(f7mtrlal — K9Ae" 1)
Sinon

Correction plastique avec la prise en compte de I'évolution de
I'endommagement

Modéle de XUE Modéle LEL
Si (pL < _Umi+1) alors Si(Miy1 <1m3) alors_
hiys = h
AD =0 Sinon si (9,4 > n,) alors
Dit1 =D; hiv1 =1
Sinon
Sinon si (pcyeoff > —0m;,,) alors o (1-hn+hn, —n,
ah (M1 —n2)
D;+1 = D¢ Fin Si
Sinon i Si (i+1 < Num) alors
OLips = _69i+1 AD =0
Dit1 = D;
— Sinon
g mit Wit1 (D)) =1 — hiy1D;
Firy = Fokpyy, Pir )t (O11y,) Si (1,41 < 0) alors
2
B Viy = ——im___[2 g 3(1-2 2
w1 (D) = (1 - D;F) i+1= 3E10L = hD)T? 31+ 1) 430 = 2v)(1i41)
Sinon
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—p m—1 —p 2
€ i Ae"; Oe¢q. 2
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Annexe 2: Validation de Il'implémentation des
modeles d’endommagement

1. Procédure de validation
Afin de valider I'implémentation proposée, on va reproduire des simulations a partir de la
bibliographie selon la procédure suivante :
1- La validation du critére de plasticité de Bai-Wierzbicki sans la prise en compte de
I'endommagement, cela peut se faire en prenant €, trés élevée.

2- La validation de I'implémentation du modeéle LEL en couplage avec le critére de Bai-
Wierzbicki

3- La validation de I'implémentation du modéle Xue en couplage avec le critere de Bai-
Wierzbicki

2. Validation de I'implémentation du critere de plasticité de Bai-
Wierzbicki :

Afin de faire varier les valeurs du taux de triaxialité et du parametre de Lode, Bai et
Wierzbicki proposent dans [BaWiO8] plusieurs formes d’éprouvettes. On va valider
implémentation pour des éprouvettes 3 6 =1 et § = 0. Les formes des éprouvettes sont
indiquées sur la figure A2-1.

Pour 8 =1, un essai de traction avec une éprouvette ronde entaillée a été simulé. Le
diametre de I'éprouvette au niveau de l'entaille est de 8mm, le diamétre extérieur est 15 mm et
le rayon d’entaille est de 4mm.

Pour = 0, un essai de traction avec une éprouvette plate entaillée a été simulé. L'épaisseur
de I'éprouvette est de 5mm, le rayon de I'entaille est de 1.59mm et I'épaisseur au niveau de
I'entaille est de 2.1mm.

Triaxiality
’ N
ot — -4
0.5} 1 .
I

I
Plane strain <——
iFlat grooved

I specimen
I

® Notche

1

I round bdr
o @

|

I

|

|

Compression

. Lode parametér
-1 0 1
Figure A2- 1: Différentes éprouvettes a différents parametres du Lode[Cao14]

Les dimensions des éprouvettes sont issues des travaux de Bai-Wierzbicki (Voir Tableau
A2.1) . Seul le parametre k a été pris égal a 3 puisque I'implémentation est réalisée avec la
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fonction modifiée par Cao. Le maillage choisi est du type C3D8R a 0.3 mm de taille. Les
géométries maillées sont présentées sur la figure A2-2.

(a) Y4 de I'éprouvette ronde entaillée

(b) %2 de I'éprouvette plate entaillée
Figure A2- 2: Géométrie des éprouvettes des simulations

Tableau A2. 1 : Parametres de la simulation des essais de Bai-Wierzbicki[BaWi08]

Matériau

C

E(MPa) v Loi d’écrouissage No| ©n o] co | cg
— 1
AL2024-T351 | 72000 | 0.33 | g, = 908(0.0058 + &,)%17*2 3 0.09 | 0855 | 1 | 0.9
Essai de traction : Eprouvette ronde entaillée 8 = 1:
025
0.225
0.2
—0.175
Io.‘ls
0.125
SOV20
0.1 z [Avg: TS%)
+2.500e-D1
+2.250e -D1
+2.000e- D1
+1.750e-D1
+1.500e-D1
+1.250e-D1
+1.000e- D1
+7.500e 02
+8.000=-02
| +2.500e 02
Y +D.0DDe+0D

(a) Déformation plastique équivalente pour un
déplacement 0.94 mm- Modéle Forge [Ca013]

(b) Déformation plastique équivalente a 94 mm avec la présente

implémentation- Modele ABAQUS

Figure A2- 3: Résultats numériques de la simulation de I'essai de traction de I'éprouvette ronde entaillée
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Figure A2- 4: Essai de traction pour I'éprouvette ronde entaillée

Essai de traction : Eprouvette plate entaillée 6 = 0 :

90 -
80 - ‘,.00’

2
PRI paanEnEE

¢ Von-mises

Force (kN)
S ul

B Expérimentale

Implémentation B & W

0,2 0,3 0,4
Déplacement (mm)

Figure A2- 5: Essai de traction pour I'éprouvette plate entaillée

Les résultats des simulations montrent que la procédure d'implémentation arrive a
reproduire le comportement du matériau des essais réalisés (Figures A2-4 et A2-5). On peut
remarquer également une légére surestimation de leffort. Cela est conforme avec les
observations de [Cao13]. Les résultats et les essais de Bai et Wierzbicki sont présentés sur la
Figure A2-6.
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40
j — Correction for
35 R ——memmeT T 80+ LT ’\q hydrostatic pressure
1 . - " Correction for
30 o the Lode angle paramieter
1 f 60
25
| z
20 > . 0 g .
AL2024-T351 in 90° direction o 404 AL2024-T351 in 90° direction
Gauge section distance=25.5mm g Flat-grooveq specimen
151 —— Notched bar R4-1 w Gauge section distance=25 mm
] —C— Notched bar R4-2 —0— Notch R1.59 - 1
10 4 ) - ' —C—Notch R1.59 - 2
- S!mulat!on (w/o correction) . 204 —_ Simulation (wlo ction)
5 __;__ g!mu:a:!on (Wi gretﬁsure oohrrectlon only) — — - Simulation (w/ pressure correction only)
imulation (w/ both corrections) —+r— Simulation (w/ both corrections)
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0.0 0.1 0.2 0.3 04 0.5 0.6 0.7 0.8 0.0 0.1 0.2 0.3 04 0.5 0.6

Displacement (mm)
(a) Eprouvette ronde entaillé de rayon 4mm

Displacement (mm)

(a) Eprouvette plate entaillé de rayon 1.59mm

Figure A2- 6: Essais et simulations de validation de Bai et Wierzbicki[Bawi08]

3. Validation de I'implémentation du modele LEL :

Les travaux menés sur le modele LEL ont été réalisés sur le logiciel de simulation de procédés
de mise en forme Forge. Or nos travaux sont réalisés sur le logiciel ABAQUS. La validation de
I'implémentation est réalisée par la simulation d’'un essai de cisaillement réalisé sur des
échantillons de type « Butterfly ». Ce type d’échantillons a été congu par [BaWi08](Voir figure
A2-7).

Mors supérieur

o s by e TN

Echantillon

Mors inférieur

Figure A2- 7: Echantillon de type Butterfly [BaWi08]

L’échantillon simulé est en acier HEL dont la composition chimique ainsi que les parametres
utilisés peuvent étre retrouvée dans [CGMB14](Voir tableau A2.2) .

Tableau A2. 2: Parameétres du modéle LEL utilisés pour la simulation [CGMB14]

S (MPa) S 1 N2 €p a a Niim D, h
3 4 0.1 _1 0.15 0.35 0.65 1 0.15 0.2
3 3
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Le critere de plasticité de Bai-Wierzbicki avec seulement la correction de I'angle de Lode, a été
utilisé [CGMB14](Voir tableau A2.3).

Tableau A2. 3: Parameétres de la loi d'écrouissage et du critére de plasticité utilisés pour la simulation

[CGMB14]
Matériau E(MPa) v Loi d’écrouissage o c5 | 5 k
Acier HEL | 210000 | 0.33 o, = 875(0.05 + €,)** 092 | 1] 1 |30

L’éprouvette est maillée avec des éléments du type C3D8R de 0.1 mm de taille comme le
présente la figure A2-8.

Figure A2- 8: La géométrie maillée de I'ensemble

Durant la simulation une fixation du mors inférieure est imposée, ensuite un déplacement du
mors supérieur est imposé jusqu’a 'apparition de la rupture. Les résultats de la simulation avec
la présente implémentation sont présentés sur la figure A2-9.

7 -
6 7 ,”’:I"-/"v."\\
/

5 -
g4 -
) = LEL-Forge
23
2 | = LEL- ABAQUS

2 1 EXP

1 -

0 n T T T 1

0 1 2 3 4

Déplacement (mm)

Figure A2- 9: Résultat de la comparaison avec le modéle LEL implémenté sur ABAQUS

4. Validation de I'implémentation du modele de Xue :

Pour la validation du modéle de XUE un essai de compression réalisé dans [Xue07] a été
simulé. L’échantillon est un cylindre en AL2024-T351 de diameétre 8mm et de hauteur 11.25 mm.
Les paramétres utilisés sont présentés au tableau A2.4. Un coefficient de frottement de p=0.02
entre le spécimen et les plateaux a été utilisé. La géométrie utilisée durant la simulation est
représentée sur la figure A2- 10. La taille des mailles est égale a 0.15mm de type C3D8R. Les

Page 164



Annexes

résultats de la simulation sont présentés sur la figure A2-11. La rupture diagonale est bien prédit

conformément a[Cao14, Xue07].
Tableau A2. 4: Parameétres de la simulation de I'essai de compression de Xue

Loi d’écrouissage E(GPa) v €fo p. (MPa) q k m B y D,
_ 30201 + —2_yoa73 72 033 | 08 800 | 15| 1 2 2 |04 09
%= 0.00387

Figure A2- 10: Géométrie utilisée pour la simulation de I'essai de compression

EDN2]

[fwg: T5%)
+2.00De -0
+E1E2e-01
+7.164=-01

+E.182=-D2
+0.000=+D0

(c) Déplacement d=6.2 mm

(a) Etat initial

(d) Etat final du spécimen
Figure A2- 11 : Résultat de I'implémentation du modéle de Xue (Variable d’endommagement Dc=0,9)

Cao dans [Cao14] a utilisé le modele de Xue en couplage avec le critere de Bai-Wierzbicki. Une
simulation d'un essai de traction d’'une éprouvette plate entaillée de rayon d’entaille R=7mm
(Figure A2-12) est réalisée afin de valider le couplage entre le modele de Xue et le critére de Bai-
Wierzbicki. Le choix de cette géométrie comme mentionné précédemment a pour but de
garantir une marge proche de zéro pour le paramétre de Lode. Le matériau utilisé est un acier a
haute teneur en Carbone dont les propriétés peuvent étre retrouvées dans [Cao13].
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Figure A2- 12: Géométrie utlisée pour la validation du couplage entre le modele de Xue et le critére de Bai-
Wierzbicki[Cao14]

Les paramétres de la loi d’endommagement sont présentés au tableau A2.5. La loi
d’écrouissage utilisée est de type Voce modifié par Cao [Cao14]. Le critére de plasticité de Bai-
Wierzbicki avec la dépendance au parameétre de Lode seulement est utilisé. La loi d’écrouissage
ainsi que les paramétres du critére de plasticité sont présentés au tableau A2.6. La taille de
mailles utilisée est 0.15mm de type C3D8R. % d’éprouvette a été modélisé. La géométrie maillée

est présentée sur la figure A2-13.
Tableau A2. 5: Parameétres de Xue utilisés pour la simulation de validation

E(GPa)

v

EfO

pL(MPa)

q

k

m

B

Y

€p

D¢

210

0.33

0.6

1735

0.236

1

2

2

1.1

0.054

0.6

Tableau A2. 6: La loi d'écrouissage et les paramétres du critére de plasticité utilisés pour la validation du

couplage

Loi d’écrouissage

¢

oy, = 601.15 + (562.05 + 100€,) (1 — e~7%)

0.95

30

Figure A2- 13: Géométrie maillée utilisée dans la simulation
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Figure A2- 14: Comparaison entre I'implémentation ABAQUS et les résultats Forge dans[Cao14]

|
[fwg: T5%)
+6.000=-01 D_Xue
+5.400=-01 0.6
+4.5DDe-[4 I '
+4.200=-01 0.54
+1.600=-01
+1.000=-01 =048
+2.400=-01
+1.E0D=-01 0.4z
+1.200=-01
+6.000=-02 g 0.38
+0.000=+ 00 ;
0.3
B 2.24
0.18
0.12
0.06
=00
(a) Variable d’endommagement avant I'initiation de la rupture (a) Variable d’endommagement avant l'initiation de la rupture
avec le modéle ABAQUS avec le modeéle Forge[Cao14]

Figure A2- 15: Comparaison entre les résultats numériques ABAQUS-Forge

La figure A2-14 montre une bonne corrélation entre le modéle Forge, le modele Abaqus et les
résultats expérimentaux. La comparaison de la localisation de la rupture et les variables
d’endommagement sur la figure A2-15 montrent également que le modele de Xue couplé avec
Bai-Wierzbicki implémenté sur Abaqus arrive a reproduire les résultats du modele de [Cao14].
Les différences remarquées entre les deux simulations sont dilies aux différents types de
maillage utilisés.
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Résumé

La thése propose une nouvelle approche pour prédire le défaut de grippage rencontré lors de
la mise en forme des alliages d’aluminium a froid. De nombreuses études expérimentales
montrent que ce défaut de grippage est fortement lié aux conditions de contact et de frottement,
et est notamment fonction de la rugosité des outils de fabrication. Les modéles permettant de
prédire I'apparition de ce défaut sont rares et reposent généralement sur des observables
indirects, tel que les champs de pression ou de température, sans prendre explicitement en
compte I'influence des facteurs de premier ordre que sont la lubrification et I’état de surface des
matériaux en contact.

La méthodologie proposée de nos travaux repose sur I'hypothése que le défaut apparait
lorsque la matiere de la piece au voisinage de sa surface de contact atteint un niveau
d’endommagement critique. Toutefois, dans une étude précédente, il a été montré que les
modeéles d’endommagement reposant exclusivement sur la pression hydrostatique, tels que les
modeles GTN ou de Lemaitre, n’étaient capable de prédire 'endommagement qu’a condition de
modéliser la rugosité des surfaces. Cela conduit a des simulations numériques multi-échelles
trés couteuses en temps de calcul et incompatibles avec la modélisation de procédés industriels
réels. Pour contourner cette difficulté, la présente étude propose d’utiliser des modeles
d’endommagement prenant en compte les effets de cisaillement générés par le contact frottant.
L’influence de la rugosité repose alors sur un choix pertinent de la loi de frottement.

Dans un premier temps, un chapitre bibliographique traite des modéles d’endommagement.
Une attention particuliére est portée aux modeles utilisant le parametre de Lode afin de prendre
en compte leffet des contraintes de cisaillement sur [I'évolution des variables
d’endommagement. Dans un second temps une revue bibliographique des modéles de
frottement et de lubrification est présentée. L’étude met notamment en avant les modeles
reposant sur une approche mésoscopique de la lubrification, avec la modélisation de
I'écrasement des rugosités lors du contact frottant. A l'issue de ces chapitres, le modéle
d’endommagement développé de L. Xue et un modeéle de lubrification prenant explicitement en
compte la valeur des rugosités des surfaces sont utilisés pour prédire le grippage dans
différentes configurations de contact. Dans un premier temps cette méthodologie numérique est
appliquée a I’étude du procédé d’étirage plan de plaques en alliage d’aluminium 6082-T4. Puis la
méthodologie est appliquée a un contact pion/plan sur des plaques en alliage 6082-T6. Enfin un
procédé de filage avant de lopins cylindriques est étudiés avec les mémes outils numériques. Ces
différentes configurations sont testées avec ou sans lubrifiant et avec des outils ayant différentes
valeurs de rugosités. Les résultats montrent que la procédure proposée permet dans la majorité
des cas testés de prédire 'apparition du défaut, que ce soit dans des configurations avec ou sans
lubrifiant. Les prédictions sont néanmoins optimistes, les distances de glissement avant
I'apparition du grippage numérique étant généralement supérieure aux distances mesurées
expérimentalement. Les résultats sont toutefois prometteurs et un certain nombre de
perspectives sont présentées afin d’améliorer la précision de la méthodologie proposée.

Mots clés : Grippage, aluminium 6082, endommagement, rugosité, lubrification, mise
en forme a froid, frottement



Abstract

The thesis proposes a new approach to predict the galling defect encountered during cold
forming of aluminum alloys. Numerous experimental studies show that this defect is strongly
linked to the conditions of contact and friction and is a function of the roughness of the
manufacturing tools. Models to predict the appearance of this defect are rare and are generally
based on indirect observables, such as pressure or temperature fields, without explicitly taking
into account the influence of first-order factors such as lubrication and 'surface condition of the
materials in contact.

The proposed methodology of our work assumes that the defect appears when the material of
the part near its contact surface reaches a critical level of damage. However, in a previous study,
it was shown that damage models based exclusively on hydrostatic pressure, such as GTN or
Lemaitre models, were only able to predict damage if they model roughness. surfaces. This leads
to multi-scale numerical simulations which are very costly in terms of computation time and
incompatible with the modeling of real industrial processes. To get around this difficulty, the
present study proposes to use damage models considering the shear effects generated by the
friction contact. The influence of roughness is then based on a relevant choice of the friction law.

First, a bibliographical chapter deals with damage models. Particular attention is paid to
models using the Lode parameter to consider the effect of shear stresses on the evolution of
damage variables. Secondly, a bibliographical review of friction and lubrication models is
presented. The study notably highlights models based on a mesoscopic approach to lubrication,
with the modeling of the crushing of roughness during rubbing contact. At the end of these
chapters, the damage model developed by L. Xue and a lubrication model explicitly considering
the value of surface roughness is used to predict seizure in different contact configurations.
Initially, this numerical methodology is applied to the study of the flat drawing process of 6082-
T4 aluminum alloy plates. Then the methodology is applied to a pion / plane contact on 6082-T6
alloy plates. Finally, a process for spinning before cylindrical slips is studied with the same
digital tools. These different configurations are tested with or without lubricant and with tools
having different roughness values. The results show that the proposed procedure allows in most
of the cases tested to predict the appearance of the defect, whether in configurations with or
without lubricant. The predictions are nevertheless optimistic, the slip distances before the
onset of digital seizure being generally greater than the distances measured experimentally. The
results are however promising, and several perspectives are presented to improve the precision
of the proposed methodology.

Keywords: Galling, aluminum 6082, damage, roughness, lubrication, cold forming,
friction
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