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Introduction générale






L’'usinage a grande vitesse

L'Usinage a Grande Vitesse (UGV) est une opératienléevement de matiére a des vitesses
de coupe élevées, pouvant aller jusqu'a 50.ra® procédé s’est trés vite développé : d’abord
en Europe chez les moulistes, puis au Japon potfablacation de trés petits outils, et
finalement en Amérique du Nord, en particulier pdusinage d’alliages légers dans le
domaine aéronautique. Aujourd’hui, il semble quesihage a grande vitesse tende a se
généraliser, et devienne une pratique plus courante

Les principaux avantages de ce procédé sont uroissement du taux d’enlevement de
matiére et une réduction des efforts de coupe obgportement thermique du procédé est trés
favorable : une grande partie de la chaleur predest évacuée dans le copeau, minimisant
I’échauffement de la piéce et de I'outil. L'état sierface obtenu est alors, en général, de tres
bonne qualité. La quantité de lubrifiant utiliséeup aussi étre fortement diminuée, ce qui
ameéne a la fois une amélioration économique ebganle. Le succes de l'usinage a grande
vitesse se traduit au final par des amélioratiaritptives et quantitatives de la production,
et donc une augmentation importante de la prodte{itug04, Def05, SIC09].

Etat de maitrise du procédé

Cependant, 'UGV reste un procédé complexe. Il emejeu des phénoménes physiques trés
localisés, dans des conditions extrémes. Le copeatiétre amené a se segmenter, en raison
de la formation de bandes de cisaillement adiabesiqBCA), a l'intérieur desquelles les
températures dépassent 1000°C et la vitesse dendgfon 10 s'. Ces bandes, trés
localisées, ont une largeur de I'ordre du microa.comportement des métaux dans de telles
conditions est aujourd’hui encore mal connu et émjgible [Wrt02, Moa02, Lur08].

Fig 1: Bandes de cisaillement adiabatique obseng&sur des copeaux de Ti6Al4V pour des vitesses de
coupe de 1,2 m/s (a) et 13m/s (b) [Moa02]

L’'optimisation du procédé est souvent basée sucdesaissances empiriques, et nécessite de
longues campagnes d’essais. Cela suffit a rebetgaios industriels, sachant que le temps
nécessaire a la mise sur le marché d’'un nouvealujprest souvent un facteur de réussite
déterminant. De plus, I'expertise en ce domainelesbre plus longue a acquérir que pour de
I'usinage traditionnel, et I'erreur est souventé&@ment sanctionnée par de la casse ou un
accident.

Il est donc urgent d’améliorer la compréhensiotildéV et des phénoménes mis en jeu, afin
de pouvoir développer des modeles capables deétagal La simulation de ce procédé par
des méthodes éléments finis permet d’accéder aindesmations locales impossibles a



observer expérimentalement. Elle pourrait raccouteimaniére importante les campagnes de
mise en place d’'une gamme d’usinage grace a destyidés numeériques.

Les projets de la fondation CETIM : PGV 1 et PGV 2

C’est dans cette optique que la Fondation CETINhanicé un programme de recherche en
deux parties, visant a mieux comprendre le compwid des métaux dans le cadre de
procédés de mise en forme a grande vitesse : F®@@hnde Vitesse (PGV). La premiere
partie, PGV 1, a débuté en 2004. Regroupant qleiheratoires différents, elle traite de la
modélisation analytique et numérique de la fornmatie bandes de cisaillement adiabatique.
La seconde partie, PGV 2, a débuté en 2005. Ejmupe quatre nouvelles études, et traite
de la modélisation analytique et numérique de liage a grande vitesse. Les buts fixés sont
d’identifier la loi de comportement d’un acier 30dans une plage de vitesses de déformation
et de températures la plus étendue possible, dé&tiel comportement thermomécanique du
contact entre un outil non revétu et I'acier 30dt.de développer des logiciels de simulation
performants capables de modéliser de maniere Erphliste possible le procédé d’'usinage
en 2D et 3D, le tout avec des temps de calcul maesioles.

Contenu de la these

Cette these s'inscrit dans le cadre du projet PG\et2a pour but de développer une
formulation éléments finis capable de modélisepilecédé d’'usinage a grande vitesse en
pointe d’outil le plus efficacement possible. Lelealoit étre évolutif afin de pouvoir prendre
en compte facilement tous les couplages multi-gjlues désirés, méme s’ils sont complexes
et fortement non linéaires. Il doit étre capablegdeer un grand nombre de degrés de liberté,
afin d’obtenir une modélisation précise des phémmse Il doit pouvoir gérer des
déformations extrémes, notamment en ce qui condarséparation et la segmentation du
copeau. Les temps de calcul obtenus doivent ceper&dee réduits au maximum, afin de
pouvoir envisager des études d’optimisation reposan plusieurs dizaines de simulations.
Ces contraintes nous ont poussés a nous orientsrdes méthodes de résolution semi-
explicites et explicites. Elles peuvent en effeégner facilement des lois de comportement et
des couplages complexes, et sont particulierem@inaees dans le cadre de simulation de
procédés a grande vitesse.

Le travail que jai réalisé se divise en deux gemgarties. La premiere consiste a mettre en
place une formulation de type explicite, et & léidea dans le cadre de procédés a grande
vitesse. Deux approches ont été envisagées : umelttion semi-explicite avec des éléments
tétraédriques vitesse-pression a stabilisationebwt une formulation totalement explicite
avec des éléments tétraédriques linéaires mogiéias qu’elle ne soit pas sensible au locking
volumique. L’étude de validation montre que la fatation explicite est beaucoup plus fiable
et performante, et qu’elle semble parfaitement t&ap la modélisation de procédés a grande
vitesse. L'implémentation de la formulation a é&élisée a I'aide de la bibliotheque éléments
finis CimLib, développée au CEMEF [Dig03-07]. laiiement prévue pour des applications
implicites, elle permet cependant de récupéreratabmeux outils tels que le remailleur, le
calcul de distance, I'écriture de fichier résulet,nous donne la possibilité de programmer
facilement des opérations sur des variables él&inestet nodales en parallele.

La seconde partie du travail que jai réalisé cstiesa adapter cette formulation explicite a la
modélisation de l'usinage a grande vitesse, en daukois dimensions. Une résolution
explicite du probléeme thermique est implémentéeoeplée a la formulation mécanique. De
plus, un algorithme d’adaptation de maillage est en place afin d’épauler le remailleur
existant pour les simulations 3D. Ces développesngermettent de modéliser avec une



grande précision la formation de copeau, ainsilgyarition et la propagation de bandes de
cisaillement adiabatique dans des cas de microagsira grande vitesse en deux et trois
dimensions. Les simulations sont validées et éesalu@ar rapport a des résultats
expérimentaux et numériques issus de la littérature

L’état de I'art de la simulation de I'usinage arma vitesse et I'usinage en 3D par éléments
finis est présenté dans le premier chapitre ddéndéael Les formulations semi-explicites et
explicites implémentées sont décrites et validéassdes chapitres 2 et 3. Finalement,
I'application de la formulation a la modélisatioe tlusinage a grande vitesse en 2 et 3
dimensions est présentée dans les chapitres 4 et 5.






1 Revue bibliographique






1.1 Introduction

1.1.1 La modélisation de l'usinage par éléments finis #1870 a nos jours

Le procédé d'usinage peut étre modélisé a plusiéanglles. On peut d’abord étudier le

comportement vibratoire de la machine outil en tnsidérant comme une structure

déformable. On peut aussi modéliser la piéce ebsiolage, afin d’optimiser ce dernier pour

minimiser les défauts de forme. On peut enfin miedélla coupe, c'est-a-dire se placer a la
pointe de l'outil et étudier les phénomenes tele uformation du copeau, les contraintes
résiduelles sur la surface usinée, ou encore kusie l'outil. C'est a cette échelle de

modélisation que I'on s’intéresse dans cette tkésans cette étude bibliographique.

Les premiers modeéles de coupe en éléments finemtddt début des années 1970. Depuis, la
recherche dans ce domaine est florissante. Ongeetdire une idée du travail effectué en
lisant la bibliographie exhaustive de Maekerle [B&eMae03], catalogue de tous les articles
traitant de modélisation de l'usinage de 1976 a22@@ des articles de revue un peu plus
ciblés et commentés [Vaz00, Kal01, Dor05].

Jusqu’a 1980, tous les modeles sont en formul&idérienne, en prenant des frontiéres fixes
prédéfinies pour la piece. C'est le régime permaxenl’usinage qui est étudié tel un flux
stationnaire de matiére autour de I'outil. Celanpetrde déterminer les efforts de coupe et la
répartition de température. Cependant, il n’estgussible de modéliser le régime transitoire,
de prédire la géométrie du copeau ou encore latgwid la surface usinée. Ces modeles ne
sont bien sir pas applicables a la modélisatidiJd&V et a la segmentation du copeau, et ne
seront donc pas étudiés dans ce rapport.

Au début des années 1990 apparaissent les premimigles qui prennent en compte la
formation et la segmentation du copeau, et dasedande partie des années 90 apparaissent
les tous premiers modeles 3D. En formulation Eetére, Lagrangienne ou ALE, ils
parviennent a modéliser le régime transitoire (E)gEn 2009, on ne compte qu’une douzaine
de modeles éléments finis 2D publiés simulant lanfdion de copeaux segmentés, ainsi
gu’une douzaine de modéles éléments finis publi@slant la coupe en 3D. Parmi eux, les
codes commerciaux AdvantEdge, Deform et Forge pangnt a modéliser la coupe 3D avec
segmentation de copeau [Aur06, Tws06, Dor05, D&®J7-
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1.1.2 Etendue de I'étude bibliographique

Aujourd’hui, des études bibliographiques précigesoenplétes ont déja été publiées en ce qui
concerne la modélisation de l'usinage traditioneel 2D. De plus, la majorité des codes
éléments finis dotés d’'un remailleur correct pamaent a simuler ce procédé. Pour éviter les
redondances, ce chapitre de thése ne s’attarde phmsur la simulation 2D de l'usinage
traditionnel. En revanche, les problématiques gsiant d’actualité telles que la modélisation
3D de l'usinage et la modélisation de la formatilencopeaux segmentés seront étudiées en
détail.

Iy a peu darticles publiés dans le domaine pdécément délimité. Une douzaine de
groupes de recherche ont produit la quasi-totdie travaux. Tout d’abord, un grand pole
ouest-pacifique regroupe les travaux de la Japabesiety for Precision Engineering et ceux
de l'université de Taiwan (Ueda, Hashemi, Obikalia). lls ont développé des modeles
pionniers, peu représentatifs de la réalité catddies de mailles sont trop importantes et les
systemes de séparation ou segmentation de copgrbasiques. Depuis, en ce qui concerne
les travaux académiques, le binbme Owen (Univedsté&wansea, Pays de Galles) et Vaz
(université de Santa Catarina, Brésil), I'équipeBd&er (Braunschweig, Allemagne), I'équipe
de Fang et Zeng (Université de Tsinghua, Beiji@dntBlé (ENI de Tarbes), Barge (ENI de
Saint-Etienne), I'équipe de Saanouni (Universitéhrmlogique de Troyes) et Delalondre et
Fourment (Cemef, MINES-ParisTech) ont apporté de®liarations intéressantes et
parviennent a modéliser le procédé de maniereivemaent réaliste. Finalement, deux
logiciels sont commercialisés spécialement pour ajgdications d’usinage : Advant’Edge,
développé par Ortiz, Marusich et Molinari, ainseda logiciel de forgeage Deform, adapté a
I'usinage grace aux travaux de Ceretti (UniverdiééBrescia, Italie) et Ozel (Université de
Cleveland, USA). Ceux-ci expliquent la multiplicatid’études EF de l'usinage et 'usinage a
grande vitesse publiées depuis 2005 environ, raaisdjorité d’entre elles ne font qu’utiliser
les logiciels sans réellement les enrichir au pdévue numérique.

1.1.3 Plan de I'étude

Cette étude bibliographique est divisée en troidigga Chacune d’entre elles souléve un
probléme particulier relatif a la modélisation desinage et de 'UGV par la méthode des
eléments finis, et liste les différentes solutiensisagées pour y faire face. La premiére partie
traite du choix de la formulation utilisée (modatisn 2D ou 3D ; formalisme eulérien,
lagrangien ou ALE ; intégration temporelle), la@ade de la simulation de la séparation du
copeau (ligne de séparation, modéle d’endommageméftrmation plastique) et la derniere
de la simulation de la segmentation du copeau (amesans modele d’endommagement).

1.2 Formulation des modeéles numériques

1.2.1 Modélisation 2D et 3D

La plupart des cas d’'usinage industriels nécedsitétre modélisés en 3D. Cependant, les
complications qui en découlent sont importantestréOle nombre de degrés de liberté qui
augmente grandement, les algorithmes 3D de remejllde contact et de propagation de
fissure causent de sérieux problemes, parfois pase résolus.
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Afin de s’affranchir de ces contraintes, certaintears ont préféré se restreindre a de la coupe
orthogonale, procédé modélisable en 2D [Bak02-@808 Cer99-02, Guo04, Has94, Mar95,
Owe99, Ohi97-05, Xie98, Ng02, Iss08]. Les résultabdenus, méme s’ils ne sont pas
directement applicables aux cas industriels, pdemetcependant d’approfondir les
connaissances de base dans le domaine de l'usstatgel’'UGV. Les facilités procurées par
la modélisation 2D permettent de se concentrelesyphénomeénes physiques rencontrés et de
gérer des déformations importantes. On obtiensales simulations précises de la formation
de copeaux continus ou segmentes.

En paralléle, des modéles 3D plus basiques ordétéloppés [Obi94, Mae96-97, Lin96-98-
01-01bis]. Les maillages utilisés sont grossiete®tésultats approximatifs.

L’augmentation de la puissance de calcul a permissadeux branches de développement
paralléles de se rejoindre peu a peu. Des algoeghde remaillage 3D robustes et efficaces
permettent aujourd’hui de gérer la formation d'wpeau, continu pour le moins [Cer00,
Mol02, Pan04, Fan05] voire segmenté [Tws06, Del8[7-CGes résultats sont encourageants.
Cependant, rares sont encore les modéles qui genmhetobtenir en 3D la méme précision
gue celle obtenue il y a déja 15 ans en 2D.

), ~b)

o
N

Fig 3: Modélisation de la formation de copeau coiriu, segmenté et discontinu en 2D (a, b, c) [Mar95dle
copeau continu (d, e) [Lin97, Pan04] , Iégéremenégmenté (f) [Tws06], et segmenté (g) [Del08] en 3D

1.2.2 Formulations eulériennes, lagrangiennes et ALE

Les premiéres simulations d’'usinage par la méthuedeéléments finis, dans les années 70, se
basent sur une formulation eulérienne, avec unocwnde la piéce et du copeau fixe et
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prédéfini [Ng02, Mac99]. Il n'existe alors aucunopleme de remaillage. Cependant, ce
modele ne convient qu’a la simulation du régimetioconde I'usinage traditionnel, et ne peut
prétendre prévoir des géométries de copeau quataensusinage traditionnel ou en UGV.

Les résultats obtenus en méthode eulérienne, pouigiété améliorés. Un domaine contenant
a la fois la piéce et I'air est maillé, et on garkintérieur de ce domaine une frontiere mobile
entre les deux entités. Cette méthode, largemdigéet dans la simulation de procédés tels
gue la fonderie ou linjection [R3D09], est cepemtdgeu utilisée dans le domaine de
'usinage [LsD09, MauQ7]. La qualité et la précrsides résultats obtenus dépendent de la
qualité de suivi de la frontiére. Elles sont dotroieement liées a la finesse du maillage dans
la zone de la frontiere mobile. L'utilisation d’'wemailleur adaptatif permettant de suivre ces
zones est fortement recommandée.

L’alternative la plus largement utilisée consistetifiser une formulation lagrangienne, ou le
maillage est attaché a la matiere. Dans ces cagquddité du remailleur détermine non
seulement la précision des résultats, mais ausfiidabilité du calcul. En effet, si on ne
parvient pas a gérer les distorsions importantbgesipar la matiere, le maillage dégénere et
le calcul s’arréte.

En utilisant des éléments tres grossiers et deaillenrs basiques, certains auteurs ont réussi
a modéliser avec tres peu de précision la formation copeau discontinu [Has94] (Fig 4 a).
Des algorithmes de fissuration limitent ici la gtiende déformation a encaisser dans les
éléments. Cependant, la fiabilité de ces résulésts assez faible, et I'utilité de telles
simulations peut étre mise en doute.

En raffinant correctement le maillage, sans utiliskartifices numériques et avec un
remailleur moyen, on peut modéliser l'attaque dmutil dans la piéce, mais pas faire la
transition avec le régime continu [Ued93, Lin96®@B0O1bis]. Le maillage va en effet
dégénérer avant. Afin de sauter cette zone deitiandifficile, passage du régime transitoire
au régime continu, certains auteurs ont commenc@malation avec un copeau arbitraire
préformé (Fig 4 b). Ensuite, petit a petit, la métrie du copeau va converger vers celle du
régime continu. [Mae96-97, Obi94-97-05]. Maekawfor@mnalisé cette méthode et I'appelle
Iterative Convergence Method (ICM). Il a étudiéstabilité et les résultats obtenus, et assure
gue quelle que soit la géométrie de départ du eppgeaonverge bien vers une géométrie
proche de celle obtenue expérimentalement. Cepgnd@mnphase transitoire n’est pas
modélisée, et on n'imagine pas que cette méthodsgétre appliquée a 'UGV.

L'utilisation d’'une formulation lagrangienne couelé un remailleur adaptatif robuste et
performant donne de trés bons résultats (Fig 4.e€)procédé de coupe peut alors étre
modélisé du début a la fin, quel que soit le typecdpeau obtenu [Bak02-05, Cer99-00-02,
Sek93, Fan05, Guo04, Mar95, Mol02, Ng02, Owe998sBel07-08].

m‘;_:rgéﬁr_-."ﬁ.“un /T
—q&‘i‘%ﬂvgs&q}es%gg Wk
A N Vv

AN g
== ..ﬁ'&‘\“’é“‘?ﬂ
AW B

Fig 4 : Exemples de modéles en formulation lagrangimne. a) segmentation totale de copeau sans
remaillage [Has94]. b) géométrie initiale de la jgice avec la méthode ICM [Mae97]. ¢) exemple de
remaillage adaptatif [Fan05].
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Les formulations Arbitraires Lagrangiennes Eulémes (ALE) constituent une alternative
intéressante aux formulations purement lagrangeregsociées a des remailleurs. Des
formulations découplées sont généralement utiligéek revient a réaliser d’abord un pas de
calcul lagrangien classique, puis a effectuer upération de R-adaptation, c'est-a-dire un
remaillage ne changeant pas la connectivité desinogiette opération est beaucoup moins
colteuse qu’'un remaillage classique, et permetatserver un maillage de bonne qualité
durant le procédé. La conservation des surfacessliyest cependant pas aisée, et un lissage
excessif des éventuelles aspérités est parfois nabseCertains auteurs utilisent des
formulations ALE pour modéliser de l'usinage en RRuo02, Bar05] ou en 3D [Pan04].
Cependant, ils définissent une taille de mailldarme sur tout le domaine, ce qui ne permet
pas d’obtenir une précision suffisante pour la nisdéon de la segmentation de copeau avec
des temps de calcul raisonnables (Fig 5).

Fig 5: Principe de la r-adaptation du maillage (aJDel05], et exemple d'utilisation dans la formulatbn
ALE sans adaptation de maillage proposée par Pantl(b) [Pan04].

Finalement, il est possible de coupler les formoet ALE a du remaillage adaptatif
semblable a ceux utilisés par les formulationsdagrennes. La R-adaptation est dans ce cas
aussi adaptative. Par rapport aux méthodes lagmangs pures, cette méthode permet
premierement de limiter le nombre de remaillagesesgaires et donc de gagner du temps,
voire d'aider le remailleur a conserver des élémald bonne qualité dans certaines zones
critiques comme la pointe de I'outil. Cette méthedé souvent utilisée pour la simulation 3D
d’'usinage et d’'UGV [Aur06, Att08, Del07-08] (Fig).6

b)

Fig 6 : Utilisation d’'une formulation ALE adaptativ e couplée avec un remailleur adaptatif pour la
simulation d’'usinage a grande vitesse en 3D aveclbgiciels Deform [Att08] (a) et Forge [Del08] (b).
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1.2.3 Intégration temporelle implicite et explicite

Lorsque I'on utilise la méthode des éléments fitia peut discrétiser le probléme dans le
temps de différentes maniéres. Les deux plus diassi sont lintégration implicite et
I'intégration explicite [Wag01l1]. Chacune d’entrelesl présente des avantages et des
inconvénients, dépendant notamment du type de géarddélisé.

Avec une formulation implicite, on résout le prab® mécanique en statique ou en
dynamique. A chaque pas de temps, I'équilibre ésfig. Ce schéma d’intégration temporel
est inconditionnellement stable, ce qui signifiéilcue limite pas la durée du pas de temps.
Ce dernier ne dépend que de la discrétisation testipaque I'on souhaite obtenir dans le
procédé. Finalement, les formulations implicitesiy@nt étre utilisées en association avec
tous les types d’éléments, et notamment le simpRXeP1, simple, robuste et efficace.
Cependant, la résolution du systeme d’équatiortsague pas de temps nécessite I'inversion
de la matrice de rigidité. Cette étape est longudaput quand le nombre de degrés de liberté
grandit. Dans les cas non linéaires, il faut wilisne méthode de résolution itérative de type
Newton-Raphson, qui entraine une inversion de o®fpar incrément. L'implémentation
d’'une nouvelle loi de comportement est fastidiel®®.plus, I'algorithme peut dans certains
cas ne pas converger, par exemple quand on obdesvehutes de contraintes importantes.
Particulierement efficace lorsque I'on peut utiligke grands pas de temps, cette méthode
devient trés colteuse lorsque les événements dactavu la cinétique rapide du procédé
imposent de réduire celui-ci de maniére importante.

Les formulations explicites permettent elles deowélse les problémes mécaniques
dynamiques. La résolution d’'un pas de temps perg @hmeédiate si I'on utilise une
condensation diagonale de la matrice de masséedt amlors pas nécessaire de résoudre un
systéme d’équation et on peut directement metjoairales variables nceud par nceud, ce qui
est un avantage important pour le calcul paraj@leexemple. Le temps de résolution d’'un
pas de temps est donc minime, que ce soit pourlaesde comportement simples, ou
complexes avec de fortes non-linéarités. Par corotreschéma d’intégration temporel est
conditionnellement stable, ce qui signifie que ddeur du pas de temps ne peut dépasser une

valeur critiqued;, correspondant au temps nécessaire & une ondeegungo traverser le plus

petit élément du maillage. La valeur de ce pasedgp$ critique dans le cas d’'un matériau
élastique est donnée par la formule ci-dessou$prastion de la taille du plus petit élément
Al, du module dYoungE et de la masse volumiquep (Eg. 1). Dans les cas

élastoviscoplastiques, elle est généralement udix #ois plus petite, et est déterminée de
maniére empirique [Sta98, Hib02].

¢ _ Al
A= ? Eq. 1
\/p

Cette condition sur la valeur du pas de temps pesirformulations explicites est tres
restrictive pour la mise en forme des métaux, eestnen général forcé d'utiliser un pas de
temps beaucoup plus petit que celui que I'on etifig en implicite, notamment pour les
procédés de longue durée a des vitesses relativdaibles. Dans ces cas la, bien que la
résolution d’'un pas de temps soit beaucoup plugeagu’en implicite, les formulations
explicites ne sont en général pas compétitivescBaire, dans le cas de simulations mettant
en jeu des vitesses plus grandes, des phénomédes évenements de contact complexes,
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qui obligent, dans le cas de formulations impl&ita diminuer fortement le pas de temps
gu’elles utilisent, les formulations explicites tmwent tres intéressantes, et présentent des
temps de calcul trés compétitifs.

Afin d’adapter les formulations explicites aux pédés quasi-statiques, des méthodes dites de
« mass scaling » peuvent éventuellement étre égisLa masse volumique du matériau est
artificiellement multipliée par 10, 100 voire 10@kxla a peu d’'influence sur un procédé quasi
statique, mais permet de multiplier le pas de teanpiue de la formulation explicite par 3,
10 ou 30 et donc de réduire les temps de calcabeséquence.

L'usinage traditionnel est un procédé a vitesse areel En théorie, les deux schémas
d’intégration temporelle peuvent étre utilisés, snane formulation explicite utilisée sans
mass scaling ne serait sirement pas compétitivecdpdre, I'UGV est un cas de dynamique
rapide relativement complexe, avec des lois de cotement trés fortement non linéaires
présentant des chutes de contrainte brusques. dresulitions explicites semblent donc
particulierement indiquées.

Dans la littérature, les deux schémas d’intégratiomplicite [Lin96-97-98-99-00-01-01bis,
Mae96-97-05, Ued93, Xie98, Bak02-05, Cer99-00-Gh(d>, Del07-08] et explicite [Has94,
Mar95, Owe99, Ng02, Mol02, Guo04, Pan04, Bar03)8k®nt été utilisés pour modéliser
'usinage traditionnel et 'UGV. Le code commerciativantEdge utilise des formulations
explicites, alors que Deform utilise lui des foratidns implicites (Fig 7). Cependant, tous
les auteurs s’accordent a dire que plus un modaekomplique (3D, nombres de degrés de
liberté, frottements et endommagement complexejs ¢ choix d’'une méthode explicite
devient intéressant [Bak02, Cer99, Mar95, Owe9%00@h Certains d’entre eux qui utilisent
eux-méme une formulation implicite, soutiennent nrm@ains dans leurs articles qu’une
formulation explicite aurait mieux convenu.

b) c)

PN

55|~ Damaged chiplosas strength kinks
and breaks off in area of m aximum /‘
tensile stress

X (mm)

Fig 7 : modélisation de 'endommagement dans un cepu issu du contact entre le copeau et la piéce en
usinage traditionnel, par un logiciel implicite Debrm (a) [D3DO05] et explicite AdvantEdge (b) (c) [Tw06]

1.3 Modélisation de la séparation du copeau

La séparation du copeau est un des principaux pdmtblocage de la simulation numérique
de l'usinage. En effet, lors de la désolidarisatthn copeau avec la piéce, et donc de la
création de la surface usinée, des déformatiomssitmportantes apparaissent, qu’il faut étre
capable de gérer. Les différents types de méthotileses sont ici classées en trois groupes
principaux : la séparation de copeau a I'aide dligmee de coupe prédéfinie, la séparation de
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copeau en utilisant un modéle d’endommagement aeali#Ere, ou la séparation de copeau
opérée par déformation plastique.

1.3.1 Séparation de copeau sur une ligne de coupe prédéfi

Les méthodes de séparation de copeau sur une dignoupe prédéfinie font partie des
premieres méthodes utilisées, et restent asseartegr C’est une modélisation simple, qui
évite d’avoir a gérer de trop grandes déformateoifes pointe de I'outil. Cela revient en fait &
utiliser un modele de propagation de fissure sue ligne de coupe prédéfinie, par
dédoublement de nceuds et création de surfaces2daublement d’'un noeud est commandé
Soit par un critere géomeétrique, soit par un aigghysique calculé en ce nceud. La ligne ou le
plan de coupe est défini par la ligne ou le plapagsage de I'aréte de I'outil.

Le critere géométrique utilisé est la distanceestgrnoeud a séparer et la pointe de I'outil
[Ued93]. Les critéres physiques qui ont été uslisént la déformation plastique [Xie98] ou la
contrainte de cisaillement [Hua96]. Cependant, ‘anpas trouvé de seuil critique permettant
de caractériser un matériau, et la valeur seuitaegburs ajustée au cas par cas. Par la suite,
les criteres géométriques et physiques ont étiéadisimultanément, la vérification de 'un ou
de l'autre étant suffisante pour entrainer le détwuent du noeud. Le critere géométrique
sert alors de sécurité au cas ou les limites phgsia’aient pas été atteintes a temps [Lin 96-
98-01-01bis, Obi94-97, Hua96]. Ce genre de modideseparation de copeau est pratique. Il
a permis de faire des avancées intéressantes a@amedélisation de la coupe sans avoir
recours aux remailleurs les plus performants, plesrtemps de calcul restreints. Cependant,
iIs ne conviennent qu'a des cas simplifiés, otigad de coupe est connue par avance, ou le
rayon d’outil n'est pas pris en compte, et ou lellage est structuré. De plus, si les valeurs
d’effort global correspondent parfois aux résultatgpérimentaux, il est clair que les
phénomenes physiques se produisant en pointe Idh@usiont pas modélisés de maniére fiable
et précise. De méme, la géométrie globale correspanfois, mais on observe souvent des
anomalies en y regardant plus finement, avec desratons qui se font beaucoup trop en
amont par rapport a I'outil (Fig 8).

| { i ! ';
- - i 1 \

i

(i) D =200 um (ii) D =400 um (i) D = 600 pum (iv) D = 874 pm

Fig 8: Formation du copeau en 3D avec critére déparation géométrique du copeau, a différents stade
d'avance de I'outil [Ued93].

1.3.2 Séparation du copeau grace a des modéles d’endonemmesgt

Ce type de méthode est assez semblable a la pnéegdaais la ligne de coupe n’est pas
prédéterminée. L’endommagement est modélisé paprocédé de propagation de fissure
[Has94] en 2D, ou par Kkill element (suppressionéfigents) en 2D et 3D [Pan04, Ng02,
Bak06]. Ces méthodes, tout en restant d'une relaimplicité, ont le gros avantage d’étre
bien plus générales que celles par séparation gleacosuivant ligne prédéfinie. En effet, le
kill element a tendance a améliorer la robustessealcul en supprimant en général des
éléments fortement distordus sur le point de dégén®n peut alors modéliser des cas trés
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complexes tels que l'usinage, le fraisage, voire percage, sans avoir a recourir
obligatoirement a un remailleur tres performantp&alant, il est important de noter que s'il
n'est pas indispensable, un remailleur adaptatifi@sfortement conseillé. Méme si la
faisabilité du calcul n'est pas directement en ealistilisation d’'un maillage trop grossier
dans les zones endommagées ne permet pas d’otiésniésultats de qualité (Fig 9 a et b).
Certains auteurs prédéfinissent alors les élémgutseront supprimés et construisent des
maillages structurés en conséquence [Ng02, PardkQap (Fig 9 c). lIs retrouvent alors les
défauts des modeles a ligne de coupe prédéfinien &bbtenir une méthode a la fois
générale et précise, on peut décider d’adapteilla ie maille des éléments en fonction du
critere de kill element utilisé. Néanmoins, undeteltilisation nécessite de faire appel a un
remailleur adaptatif performant.

a)

| pm \
A

I

Fig 9 : Séparation du copeau utilisant un modéle dhdommagement par propagation de fissures (a)
[Has94], ou par element killing (b) [Pan04], (c) [02].

L’enjeu principal commun & toutes ces méthodes istnsa identifier un critere
d’endommagement performant et fiable. Pour I'inst@comportement des métaux dans de
telles situations est peu connu et les critéresitifiles sur bancs expérimentaux ne
conviennent pas a toutes les configurations d'g&n&’est donc directement sur cas test
simulés que l'on ajuste aujourd’hui le critere afju’il corresponde au mieux a la
configuration envisageée.

1.3.3 Séparation de copeau par déformation plastique

Au début des années 90, Chenot, Fourment et Sekinment une nouvelle porte en ce qui
concerne la modélisation de l'usinage par elémimits[Fou92, Sek93]. Grace a l'utilisation
de remailleurs adaptatifs, ils arrivent a gérer déstorsions d’éléments en pointe d’outil
naturellement, et modélisent la séparation de aogaas utiliser d’artefacts numériques par
repoussement de matiére. Cette méthode est demuise par tous les modeles éléments finis
de précision [Mar95, Owe99, Cer99-00-02, Mol02, B&K5, Bar05, Fan05, Del07-08]. Elle
peut aussi étre utilisée en 3D, a condition quekastesse du remailleur soit a la hauteur.
Dans ce cas, les algorithmes de remaillage sontesblcouplés a des procédures de R-
adaptation qui les aident a maintenir des élémamtisonne qualité en pointe d’outil [Att08,
Del07-08].

Lorsque la séparation est modélisée par déformatamstique, on peut modéliser précisément
les champs de contrainte et de déformation en @aidutil, pour des plans de coupe
guelconques et des rayons d'aréte pris en comptey la pas de criteres particuliers a
evaluer. Les rhéologies classiques des matériaumgttent d’obtenir de bons résultats dans
le cadre de l'usinage traditionnel. Ce sont des étemdsimples a utiliser, qui gagnent sans
aucun doute en généricité. Cependant, ces avargages/ent au pris de temps de calcul plus
importants [Bak06].
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Fig 10 : Formation progrésswe au cgpeau paraefmaon plastique, sans utilisation de
critere de séparation en 2D (a, b, c, d, e, f, §8k93] et application au cas 3D (h) [Cer00Q].

1.3.4 Conclusion partielle

Si les modéles de séparation de copeau par ligirggfinie ou par endommagement ne sont
pas a proscrire définitivement, il faut cependastutiliser avec circonspection. En usinage et
en UGV, il est certain qu'une part d’endommagenuhrdtile est présente en pointe d’outil,
mais le phénomeéne principal qui engendre la folwnatlu copeau est bien la déformation
plastique du métal entrant en contact avec I'outil.formation du copeau peut en effet étre
simulée de maniére tres réaliste en n’utilisant dgida déformation plastique. Il est bien sar
enrichissant de rajouter a un modele d’'usinageise gn compte de 'endommagement, mais
il faut s’assurer que les seuils de séparationadacdchou de kill element n’interviennent pas
trop t6t, empéchant alors la déformation plastideese produire, et faussant les phénomenes
physiques. Il est par contre évident que l'utiisatde remailleurs adaptatifs robustes et
performants devient de toute premiere nécessité @ddi pouvoir gérer la distorsion des
éléments alors engendrée.

1.4 Segmentation du copeau

Les deux paragraphes précédents ont abordé desatihges propres a la fois a la

modélisation de l'usinage traditionnel et de I'UGEe chapitre traite maintenant de la
segmentation du copeau, une problématique pa#dreukiux grandes vitesses. Les valeurs
thermomeécaniques rencontrées sont ici extrémedanerencore plus difficiles gu’auparavant

les mesures et observations expérimentales. Isatibn de la simulation numérique prend
alors tout son sens.

1.4.1 Du phénomene physique vers sa modélisation

Le phénomene de segmentation de copeau est digpbysent a la présence de bandes de
cisaillement adiabatiques, phénoméne auto-entretihiau couplage thermodynamique.
Différents types de copeaux peuvent étre obteramtinu, plus ou moins segmentés et
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discontinus. lls sont étudiés et décrits en détaits plusieurs articles et theses [Owe99,
Bak05, Del07-08]. Dans un premier temps, la déftiongplastique dans la zone primaire va
créer un échauffement. Si la chaleur n'a pas Ipsetde se diffuser dans la piece, ce qui est le
cas pour les hautes vitesses de coupe, un échauffdocal important est observé. Dans ces
conditions, I'adoucissement thermique prend le wessir I'écrouissage, et la contrainte de
fluage du matériau commence localement a stagnés, aisser. Cette baisse locale de la
contrainte de fluage a tendance a concentrer |derndétions, et donc a accélérer
I'échauffement local et I'adoucissement thermidue.phénoméne devient auto-entretenu, et
la formation d’'une bande de cisaillement est dé&tién. La quasi-totalité des déformations se
produira alors dans une bande de quelques micaprispeut atteindre des températures
prloches de la température de fusion du matérialesvitesses de déformation dépassaht 10
s~

Il est évident que dans de telles situations therdmaniques, le comportement des métaux
n'est pas maitrisé. Le comportement rhéologiquea eature de 'endommagement dans ces
zones extrémement sollicitées n'ont pas encoreidgétifiés rigoureusement, faute de
matériel expérimental pouvant atteindre simultanénues gammes de températures et de
vitesses de déformation.

Dans la littérature, on rencontre plusieurs sohgietenues afin de modéliser I'apparition de
bandes de cisaillement adiabatique. On peut, danpremier, cas développer une loi de
comportement qui prend en compte l'adoucissemeeintique a haute température en
extrapolant les lois identifiées. On fait alors yflothése que I'endommagement est
négligeable, et I'on n'utilise pas de modeles dmnctagement de la matiere. Sinon, I'on
peut ajouter a la loi de comportement un modéledbenmagement, défini de maniére
empirique, voire arbitraire, couplé a de la prop@agede fissure ou a du kill element. Certains
ont méme testé plusieurs possibilités afin de desparer entre elles [Aur06]

1.4.2 Segmentation de copeau sans modéle d’endommagement

Ce type de modélisation, bien que simplifié, adladage de se concentrer sur I'essentiel du
phénomeéne. La création d’'une bande de cisailleméiatbatique est d’abord un phénoméne
de couplage thermomécanique. Se concentrer sar de lcomportement, et sur son couplage
a haute vitesse, en évitant de rajouter des parasnstipplémentaires d’endommagement a
identifier, est donc un avantage certain. Le prijpayer est bien sar [l'utilisation d’un
remailleur tres performant, car le cisaillement@&xte présent dans la bande doit étre encaissé
par le maillage. Pour éviter des colts de calcahipitifs, il faudra de plus étre capable
d’adapter la taille de maille, afin d’obtenir un itfzage tres fin dans la bande de cisaillement,
et plus grossier ailleurs. Les résultats obtennscaipe orthogonale et oblique, sont tres
précis et de trés bonne qualité [Bak02-05-06, RhiDKBi05, Aur06, Del07-08]. Pour des
variations de parametres raisonnables autour diarde référence (plus ou moins un ordre de
grandeur de variation environ pour chaque parameétre prédit bien les mémes évolutions
gue celles observées expérimentalement.
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Fig 11 : Exemple de segmentation de copeau contita) et quasi discontinu (b) sans utiliser de modele
d’endommagement [Bak05]

Cependant, cette méthode nécessite de définirairrddologique dans un domaine ou l'on
n'a pas d’'information expérimentale. Baker et Datalre utilisent des lois de Johnson-Cook
avec une dépendance thermique modifiée, afin gaedolicissement thermique a haute
température soit assez important pour déclencher hande de cisaillement adiabatique
[Bak02]. Ces lois sont définies de maniere empejcafin de coller a un essai en particulier,
et ne permettent pas de simuler correctement desdassinages ou les parametres
différeraient de plusieurs ordres de grandeur. ©bleme est sans doute dd a la trop grande
simplicité actuelle de ces lois. Il est aussi entdgu’un modele sans endommagement n’est
pas capable de simuler la formation d’'un copeaaldotent discontinu. Deux bouts de
copeaux qui doivent étre compléetement séparés ldaréalité, sont ici relies par une fine
bande de métal possédant des propriétés mécanipgedasses. Néanmoins, ils ne se
séparent pas.

1.4.3 Segmentation de copeau avec modéles d’endommagement

Le couplage de la loi rhéologique prenant en confipoucissement thermique avec un
modele d’endommagement peut, comme cela a été éyvaapprocher de la réalité physique.
Cependant, il faut immédiatement exclure dans wmjar temps les modeles négligeant
I'adoucissement thermique. Les résultats obtenos@an réalisme médiocre et ces modeles
ne réagissent pas du tout de maniére physiquevariion des parameétres de coupe ou des
propriétés du matériau [Has94, Obi97, Lin01-01bisjr Fig 12).
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Fig 12 : Modélisation de la segmentation de copeattlisant un modele d'endommagement sans prendre
en compte les phénomenes d’adoucissement thermidioealisés [Lin01].

Différents criteres d’endommagement sont utilisémsdle cadre de la modélisation de
I'usinage. lls sont basés sur des modeles de feacluctile. On peut énumérer par exemple
les criteres de Crockroft-Latham [Cer99-02], LemsaifOwe99], Johnson-Cook [Ng020]
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[Pan04, Guo04]. L'endommagement est en générallédiagblement avec la mécanique,
mais I'on trouve dans certains cas des lois de ootement complexes fortement couplées a
de I'endommagement ductile [Iss08]. La validité aleacun de ces critéres est difficile a
évaluer. Comme pour les lois rhéologiques, ils sdrds difficiles a identifier
expérimentalement étant donné les conditions thewsaniques présentes dans la bande de
cisaillement adiabatique, et sont plutét choisgoateriori pour coller au mieux avec un cas
précis d'usinage. Cette étude bibliographique nmpavera pas les différents criteres et
n'évaluera pas leur validité, mais s’attarderagilsur les méthodes numériques utilisées afin
de rendre compte de la séparation de la fissure.

La premiere solution utilisée consiste a modélisendommagement en propageant une
fissure dans le matériau. Outre les modeles basigue prenant pas en compte
I'adoucissement thermique [Has94, Obi97, Lin01-6] lelle est utilisée par certains modeles
2D relativement précis et réalistes [Mar95]. Cergatialgorithme n’engendre pas de pertes
de matiere, la fissure se propageant par dédouhtesieenceuds et création de surface. lls sont
par contre complexes a implémenter, colteux, &tils a adapter a la simulation 3D. Deux
types de criteres doivent étre définis : un crigmalaire d'initiation de la fissure, et un double
critére, scalaire et vectoriel, pour propager clsgure (voir Fig 13). Pour que la fissure ne
Soit pas trop irréguliére, ou conditionnée par &liage, ce type d'algorithme doit étre couplé
a un remailleur adaptatif qui raffine le maillagend les zones a risque d’endommagement.
Les résultats obtenus sont alors de trés bonnéépalur tous types de copeaux, du régime
continu au régime discontinu en passant par leseetgs (voir Fig 14).

a) b)
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Fig 14 : Copeaux obtenus pour différents domainesukinage en utilisant une loi rhéologique prenant e
compte I'adoucissement thermique associée a un nadd d’endommagement par propagation de fissure et
a un algorithme de remaillage adaptatif basé sur leritére d’endommagement [Mar95].
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Les algorithmes de kill element représentent unerrative intéressante pour modéliser
'endommagement du matériau, notamment en 3D oualgsrithmes de propagation de
fissure sont moins maitrisés et deviennent tresecal La méthode consiste & évaluer un
critere de rupture en chaque élément, et d’élimulieectement les éléments ou le seuil
critique est dépassé. Elle est utilisée avec suene2D [Ng02, Owe99, Pan04, Cer99-02,
Guo04, 1ss08], ainsi que dans tous les modelesndige 3D modélisant 'endommagement
[Pan04, Aur06, Tws06]. Les résultats obtenus pewgtr de trés bonne qualité. On arrive a
obtenir des géométries de copeau trés procheselipoér tous les régimes, du continu au
discontinu, a condition d’utiliser cette méthodeassociation avec un remailleur performant
(voir Fig 15). Comme nous I'avons déja dit, ceti&thode a de plus I'avantage d’améliorer la
robustesse du calcul dans certains cas critiquesupprimant les éléments sur le point de
dégénérer. La perte de masse, certes non nullee négligeable si les algorithmes de
remaillage adaptatif raffinent les zones fortememtlommagées. Un algorithme de lissage
peut éventuellement suivre I'étape de kill elemgrayr faciliter par exemple I'utilisation
d’algorithmes de contact sur les surfaces libréées [Cer99-02].

a) B) | v=1000 mimin:
DoC=0.25 mn;
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+1.T08=+01
41, 55 e+l]
+1. 39 Bt
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Fig 15 : Modélisation de la segmentation de copean utilisant des algorithmes de kill element en
association avec un remailleur adaptatif performant(a) [Cer02] et (c) [Iss08] ou avec un maillage
structuré uniforme (b) [Guo04].

1.4.4 Conclusion partielle

La segmentation de copeau provient de deux phéresnéer premier, phénoméne dominant,

est I'apparition de bandes de cisaillement adigbati Ce phénomeéne, issu du couplage
thermomeécanique, entraine a la fois une élévagoteshpérature intense et un adoucissement
thermique trés prononcé dans une fine bande dd s@taissant toutes les déformations. Ce
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couplage doit étre pris en compte par la loi rhgiojoe utilisée pour modéliser correctement
la segmentation du copeau. Le second phénoméenestjdgiimportance moindre et ne doit
pas devenir le moteur principal de la segmentatist, 'lendommagement du métal a
I'intérieur de ces bandes. Il est cependant nétessie le prendre en compte afin de
modéliser la formation d’'un copeau discontinu. Poar les algorithmes de kill element
semblent particulierement adaptés, de par leurlgitgpet leur efficacité. Dans tous les cas,
gue ce soit pour gérer les déformations intenséments a I'intérieur de la bande de
cisaillement, ou pour capter correctement I'évolutde 'endommagement, I'utilisation d’'un

remailleur adaptatif performant est indispensaliarpbtenir des résultats d’une précision
raisonnable.

1.5 Conclusion

Au vu de rapports publiés par certains groupesedbearche [Bil04, Dor05, Cet05] et de
I'étude bibliographique présentée ci-dessus, ilpessible de se faire une idée de I'état de
I'art en modélisation d’'usinage et d’UGV en pointeutil en 2009. Si les premiers travaux
ont commencé au début des années 90, et qu'uneainende modeles ont été proposeés
depuis, trés peu sont génériques et prennent rebtement en compte les phénomenes
physiques rencontrés dans l'usinage. En 2D, uraergizde modeéles donnent un rendu correct
de la géométrie de copeau, de la répartition dpdéemture, et des efforts de coupe. En 3D,
peu de modeles prennent en compte la segmentagiocopeau. Le logiciel AdvantEdge
permet d’obtenir quelques résultats de précisiggagmte moyenne. Par contre, Deform et
Forge ont permis respectivement a Aurich et Detidend obtenir des résultats d’une
précision bien plus importante sur des cas 3D de&olLes travaux réalisés par Delalondre et
Fourment au CEMEF dans le cadre du projet PGV hotamment aboutit a des simulations
de bandes de cisaillement complexes discrétisées plus de quatre éléments dans leur
largeur. L'utilisation d’'un remailleur adaptatif boste et performant semble étre une
condition absolument nécessaire pour modéliseectament le procédé, quelles que soient
les méthodes utilisées afin de rendre compte dégaration et de la segmentation du copeau.
Cela est d’autant plus vrai en 3D, ou la maitrigens aboutie du remaillage explique le peu
de résultats publiés.

En ce qui concerne la validité des simulationsrppport aux résultats expérimentaux, il faut
savoir que de gros progrés peuvent encore étee fats meilleurs modeles actuels arrivent a
de bons résultats qualitatifs, c’est-a-dire quiigivent prédire par exemple l'influence de la
modification des parametres de coupe autour d'endearéférence. Cependant, on n'a pas
identifié aujourd’hui de loi de comportement, ded@ndommagement ou de loi tribologique
associée a un alliage permettant de modéliseratement toutes les configurations de coupe
avec ce matériau. Pour l'instant, les lois utilsséent en général identifiees directement sur
une seule expérience de coupe que I'on veut simlles sont difficlement généralisables.
En ajustant des parametres rhéologiques ou desnptaes de frottement, on parvient
aujourd’hui sur un cas précis a modéliser des &fie coupe avec 10% ou 20% d’erreur, et a
reproduire correctement la géométrie des copeatenab.

Le silence est souvent fait sur les temps de calénéssaires pour I'obtention des résultats.
Quand ils sont fournis, les comparaisons d’'un moa@el'autre restent difficiles car les cas
simulés ou la finesse du maillage different souveédh a cependant une information
gualitative des auteurs, qui pensent que les fatioms explicites seraient plus performantes
gue les implicites pour les simulations d’'UGV, motaent en 3D et si les lois de
comportement, d’'endommagement et de frottemenségis sont complexes et fortement non
linéaires.
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2 Formulation semi-explicite
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2.1 Introduction

2.1.1 Contexte général

Les procédés de mise en forme de meétaux engendeergrandes déformations quasi-
incompressibles. Cela impose de prendre des piéoauparticulieres dans le choix des
méthodes numériques utilisées pour la modélisaton particulier, leur simulation par la

méthode des éléments finis nécessite le choix méds ne présentant pas de locking
volumique. Pour ce faire, ils se doivent de remlplicondition de stabilité, dite condition inf-

sup [Bab73].

2.1.2 Etatde l'art

Un des éléments les plus simples et les plus rebugmplissant ces conditions pour les
formulations implicites est le mini élément mixta eitesse et pression PP1. C’est un
elément utilisant une interpolation linéaire et ustabilisation bulle (RFB) linéaire par
morceau [Cou97, Per00, Bas06], inspirée de la Isation RFB classique quadratique
[Arn84]. Il n’est sensible ni au locking volumiquei, au locking en flexion. L’interpolation
linéaire de I'élément permet de faciliter le treient du contact et les opérations de
remaillage. Sa robustesse a été mise a I'épreuve d@ nombreuses situations au sein de
codes implicites comme Forge ou Rem3D [Che06].

Cependant, si cet elément est parfaitement adapte aesolution implicite, le transposer a
une résolution explicite pose probleme. En effetgduplage entre les vitesses et la pression
est essentiel pour les éléments mixtes, notammam$ tés cas incompressibles et quasi-
incompressibles. Utiliser une formulation totalemexplicite releguerait ces termes de
couplage au second membre de I'équation a résoucks. termes étant de premiere
importance méme dans les cas tres inertiels, ledpa®mps critique qu’engendrerait cette
formulation ne pourrait étre acceptable.

Mihaela Teodorescu a travaillé durant sa thése EMEF sur ce probléme, et propose une
résolution semi-explicite associée au mini-élémpréo02]. Les équations couplées du
probleme de Navier-Stokes incompressible sont wésoken accélération et pression, en
explicitant le terme comportemental visqueux, mais imposant I'incompressibilité
implicitement. Afin de garder une stabilisation REBmplete dans le cas semi-explicite, le
terme de vitesse bulle est reconstruit a poste@&iterme n’ayant aucun sens physique, il ne
devrait étre ni calculé ni transporté. De plus,faé de prendre I'accélération en tant
gu’inconnue complique quelque peu les équationmaldélisation de I'incompressibilité et le
contact.

2.1.3 Travail effectué

Je propose ici une résolution semi-explicite dubfgnme de Navier-Stokes en vitesse et
pression — c'est-a-dire résolution explicite dpddie déviatorique et une résolution implicite
de la partie sphérique. Le probleme est discréfisgialement par une méthode de Galerkin
PI" P1 et temporellement par une méthode standardr Exiglicite du premier ordre.

Contrairement a Mihaela Teodorescu, certains temeek stabilisation RFB sont négligés
afin de ne pas avoir a reconstruire le terme dessé bulle. Une étude de stabilité du
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probleme est effectuée, et des solutions sont gémso afin de maintenir I'ellipticité du
probléme, méme pour des pas de temps inférieu@®&sdcondes [Boc04]. Le contact est
imposé aux noeuds par pénalisation [Bru08]. Cegtra sont implémentés a partir de la
librairie de calcul éléments finis parallele CimLieveloppée au CEMEF [Dig03-07]. La
validation est effectuée par rapport aux résultditenus avec la résolution implicite de
Navier-Stokes de la librairie CimLib, utilisant d@¢ments P1P1.

Le premier paragraphe de ce chapitre décrit la dtation semi-explicite et les différentes
méthodes de stabilisation mises en place. Le sepamndgraphe détaille I'algorithme de
contact utilisé. Les troisiemes et quatriemes pagages évaluent la formulation pour des
rhéologies viscoplastiques linéaires sur des csisréspectivement sans puis avec prise en
compte du contact. Une réflexion est faite surds ge temps critique des formulations semi-
explicites dans le cinquieme paragraphe, avanbdelgre dans le sixieme paragraphe.

2.2 Description de la formulation

2.2.1 Probléme mécanique

Un probléme mécanique incompressible dynamiqueréstlu sur un domain€. Ce
probleme est soumis & des conditions limites sspBce),.

pa=div(o)
div(v)=0 Eq. 2
+ conditiondimitessurQ

ou a etv représentent les vecteurs accélération et vitesketenseur des contraintesgela
masse volumique.

Le tenseur des contraintes est décomposé en sa géaviatoriques et sa partie sphérique
dépendant de la pressipn

og=s-pld Eq. 3

En insérant cette décomposition dans le systémgqudtions de I'équilibre mécanique
dynamique (Eq. 2), on obtient le systeme suivant :

pa=div(s) - grad(p)
div(v) =0 Eq. 4
+ conditiondimitessurQ

Le déviateur des contraintegpourra alors étre exprimé en fonction de la dé&tiom et la
vitesse de déformation grace a la loi de compontémtilisée. Pour simplifier les notations,
on se place ici dans le cadre d’'une formulatiomopgastique, o dépendra exclusivement
de la vitesse.

2.2.2 Discrétisation temporelle semi-explicite

Le probleme va étre discrétisé temporellement stivan schéma semi-explicite afin
d’obtenir un systeme d’équations d’inconnues véestspression.
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Tout d’abord, I'accélération est exprimée en fanttie la vitesse inconnweet de la vitesse
au pas de temps précédepta l'aide d’'un schéma d’Euler du premier ordre. [es, le
déviateur des contraintes est exprimé en fonctem@riables au pas de temps précédent. Il
dépend alors exclusivement de la vitesse précédgnten partie déviatorique du probleme
meécanique a résoudre est donc explicitée.

a= 2

ets=s(v,) Eq.5

L'imposition de la condition d'incompressibilité p&e terme de couplage entre l'inconnue
vitesse et I'inconnue pression n’est pas modifiégeaésout de maniére implicite, c'est-a-dire
gu’ils dépendent de la vitesse au temps courramtest une inconnue. On obtient au final le
systéme d’inconnuesetp suivant :

V4 grad(p) = o~ +div(s(v.,))
p *orad(p) =p¢ -
div(v) =0 Eq. 6

+ conditiondimitessurQ

2.2.3 Probléeme faible continu

On noteL%(Q) I'espace de Lebesgue des fonctions de carrératiégsurQ.

LZ(Q):{f | £|f(x)|2dQ<oo} cq. 7

De méme, on notd(Q) I'espace de Sobolev inclus dans I'espace de Igelsedéfini par :

HY(Q)= {f | fOL*(Q)etDi :l..dim(Q):%D LZ(Q)} Eq. 8

Finalement, considérons les espaces de Sobolegi@ssmux conditions limites en vitesse de
type Dirichlet du probléme pour la soluti¢hi, (Q) et pour les fonctions test?, * (Q):

HE (Q)= {v | vOHY(Q)etv=v, surQC,}

HL *(Q)= {v| vOHY(Q) etv=0surQ, } =42

Si I'on considéere les fonctions test et p*, on peut exprimer la forme faible du
probleme semi-explicite. La constante de la press&t déterminée de maniére classique en
supposant que son intégrale sur le domaine est. null
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Trouver (v, p)O(HZ, (@)) x L*(Q) telqued (v+, p*)0(HE, * (@)) x L*(),
iﬁv.v*dw - [pdivde = iﬁvp.v*da) - [s(vy) 1 &) dew cq. 10

Q Q

—J.div(v).p*da) =0
Q

2.2.4 Discrétisation spatiale P1+ P1

Dans un premier temps, le domaige est maillé en éléments triangulaires (2D) ou
tétraédriques (3D). Le probléme faible présentdesisus peut alors étre discrétisé de maniere
classique par la méthode de Galerkin en utilis@hdrhent mixte P1P1 et ses fonctions de
formes correspondantes. La fonction de fore associée a un noeudest linéaire. La
fonction de forme bull®&®® associée & un élémemvaut 1 au centre de gravité de I'élément
ou elle est définie s’annule aux nceuds de cet @énidle est définie linéaire sur chaque
sous-élément défini par la face de I'élément etcgarire de gravité [Cou97, Per00, Bas06].

On peut, grace a ces fonctions de forme, écriratsnues discrétes du problémep, et la
variable discretevpn (Eq. 11). La vitesse peut étre décomposée en amnge pinéaire,

provenant des fonctions de formes P1 classigjiegt en une partie provenant de la fonction
de forme stabilisatrice de la buli§ . On notera en exposant le numéro du nceud danellequ
la vitesse ou la pression est définie, ou le nurdérbélément dans lequel la vitesse bulle est
définie.
L B NbNoe NbEIt Be. B

—_ —_ n,,Nn € e

Vp SVp +VE = ) N+ D NPy
=1 e=1

NbNoe

Py = D N"p" Eq. 11
=1

NbNoe NbEIt

—_ n,,n Be, ,Be
Vo = D NV + D NPV
n=1 e=1

En insérant les champs discrétisés dans les éqgaatio probleme (Eg. 10), on obtient sa
formulation semi-explicite discrete. Notons que tiesnes d’efforts internes étant explicités,
ce systéeme d’équations est linéaire quelle qudatdi de comportement utilisée.

30



Trouver (v ve, p, JO(HE (@) x (HE () x L(@)
telquel] (Vr%*’ Vr?*’ Py )D(H (12L * (Q))3 X (H (l:L * (Q))3 x L2 (Q):

Iﬁ(th +Vv2 v *dw - J'ph.div(vﬁ*)da) =
Q Q

IA%(VE’T' +VvE)Vy *dw - js(v;h +VE) (v ®) dw

Q Q Eq. 12
-[A%(V'“L +vP) v *dw - j p,div(vy*)dw =
Q Q

IA%(VE’?‘ Vo) Ve *dw - _[s(v;h +Vvp) 1 E(ve ) dw

Q Q

—J'div(vﬁ +v2).p,*dw = 0
Q

2.2.5 Implémentation du systeme

Les termes du systéme d’équations a résoudre sahord calculés au sein de chaque
élément. Considérons les vecteurs des inconnuessel, vitesse bulleV® et pressiorP
locales dans cet élément. Nous noterons en chiffiraains en exposant le numéro du nceud ,

allant del a dim+1, et en chiffres arabes en indice la compi@sdu vecteur, allant de 1 a dim
(voir Fig 16 et Eqg. 13).

1
v

dim=2 dim=3

Fig 16 : Schéma de la numérotation des nceuds poun élément triangulaire en 2D et un élément
tétraédrique en 3D.

i ime1 |7
V:[vlI VY RV vome vg;gﬂ]
B _|,,B B [T
Vv —[V1 Vdim] Eg. 13
P:[PI PII Pdim+1]T

Le probléme local peut alors s’écrire sous formérigialle (Eq. 14).
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Y iCar(X) ¥1,Caa(X) Dgp(X) ||V |=| RE_ |, +RE_g+REST+ REE" Eq. 14

FaCrr(X) FpCra(X) Dyp(X) {v Rlin-tin * Rlin-g + RIETe + RiTerne
Dpy (X) Dpg(X) 0 P 0

L’ensemble de sous-matrices C correspond a la ceatié masse du probléme. L’expression
de chacune d’entre elles est donnée ci dessouslfjgex et g représentent les vecteurs
unitaires dans les directiokset|. La numérotation des termes matriciels et faite quars-
matrices nodales. Par exemp(&, [1Jkl] désigne le terme matriciel reliant la composante k

du nceud | et la composante | de du nceud J.

01,3,k 0 (L...dim+12) x (L...dim+1) x (L...dim) x (L...dim)

Crr [19KI] = [ px (e, (&) xN' N’ dw

QE

CoolKI] = [ 0% (e, [8)x N® X N® dw mo- 10
Qe

Crs [IKI] =Cqr (X)[IIk] = [ px (g, &) *xN' xN°dw

Qe

L'ensemble des sous-matrices D correspond aux e¢eatde couplage permettant d’imposer
I'incompressibilité au systéme. La numérotation tlemes matriciels se fait aussi par sous-
matrice nodale, comme pour les matrices de masse.

0(1,3,K)0 (L...dim+1) x (L...dim+12) x (L...dim)

|
Dyo[1,d,K]=Dyy[1,3,K]= j"iN dew
Eqg. 16

DBP[I,J,k1=DpB[I,J,k1:j%NB

Qe

N’ dew

En ce qui concerne les termes du second membnsgheble des vecteuR¥ correspond a la
force d'inertie. La numérotation des termes veetsrse fait par sous-vecteurs nodaux. Par

exemple,R!,,_...[1.k] désigne le terme vectoriel correspondant a la csianute k du noeud |I.

0(1,k)0 (...dim+1) x (L...dim)

dim+1 dim
L|n L|n[I k] __zz.[px(ek )XN N V da)
J=1 1= g,
dim
REoll K= O [ 0%, 8) X NN, do
1= Q. Eq. 17
l dim+1 dim
Rk =1 2 2, [ px (e @)X NENY, ] da
SERENR
dim
RE 5[K] ——szx(ek )x N®N®V,® dw
EN

32



Enfin, 'ensemble des vecteurs du second menif&"™ correspond aux efforts internes
explicités. La numérotation des termes vectoriglsfat aussi par sous-vecteurs nodaux,
comme pour les vecteurs correspondant aux forgesrte.

0(1, k)0 (L...dim+1) x (L...dim)

RIETe [1,K] = z j—— o k] dw

interne gim _al

Rine [1.K] = ;J o v, )[k.I1] de .
Ruengi] = 3 | N o, k] deo

RO ] = z j * oy, )kl] deo

La méthode de Gauss est utilisée pour intégreexgessions sur chaque élément.

2.2.6  Simplifications du probléme

Jusqu’a présent, le probléme local a été exprimépghiquant directement la discrétisation
bulle au probléeme de Navier Stokes, sans s’intéregda valeur numérique de chacun des
termes (EqQ. 15). Certains des termes décrits spatrclant nuls, et d’autres négligeables.
Tout d’abord, d’apres Ia propriété d’orthogonaldté la bulle, tous les termes d’efforts
internes croiséRTe™° et R sont nuls dans les cas linéaires, et négligeges les

autres [Cou97, Per00, Ba506]. lls ne seront dos@pa en compte, comme c’est le cas dans
les formulations implicites.

De plus, de la méme maniere que dans les versiglgites, les termes croisés de la matrice
de masseC,; et Cy sont négligés, ainsi que les termes correspondhntsecond membre

Rln-s €t R._;,. Des études menées sur la résolution impliciterobléme de Navier-Stokes
avec la CimLib montrent que cette simplificationnfiue pas de maniere sensible sur les
résultats [Bas06].

Enfin, une hypotheése plus audacieuse est faite gesrraisons d'efficacité du calcul. Les
termes restants du second membre dépendant dedaeride bulle précéderé , et RI"®

seront négligés. Ces termes ne sont pas négligésles versions implicites, et n'avaient pas
non plus été négligés par Mihaela Teodorescu. Gipenen semi-explicite, le fait de
calculer puis de stocker ou de reconstruire lessg#és de bulle est tres colteux. Tout I'intérét
de I'élément P1P1 serait alors perdu, puisque cela reviendraésaudre un probléme sans
condenser la vitesse bulle et donc a augmenteorigre de degrés de liberté. On fait donc
I'hypothése que ces termes sont d'importance négfitp par rapport aux termes d’inertie et
de comportement interne, et 'on ne conserve qumatte stabilisatrice bulle du membre de
gauche.

En tenant compte de ces simplifications, on obtiemic un systeme local final simplifié de la
forme :
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}/At C|—|— (X) 0 DVP(X) \% RIi/in—Lin + RLT;GJ_TE
0 %tCBB(X) Dgp (X) || Vg | = 0 Eq. 19
Dpy(X)  Dpg(X) 0 |LP 0

2.2.7 Stabilisation

La résolution du systeme global obtenu avec la @daition semi-explicite telle qu’elle est
décrite pour l'instant, pose probleme a deux nixed&n premier lieu, le systéeme perd sa
nature elliptique par le passage du terme de caement au second membre. Ensuite, le
terme de stabilisation apporté par la bulle devieggligeable pour des pas de temps trés
faibles a cause du terme em\MtlEn facteur avec la sous matriCgs, ce qui rend alors le
systtme mal conditionné. Afin de résoudre ces dptoblemes, deux méthodes de
stabilisation ont été mises en place et ajoutdas@mulation de base. Elles seront appelées
respectivement « stabilisation elliptique » etabgitsation temporelle ».

Stabilisation elliptique :

Afin de retrouver l'ellipticité perdue lors du page en semi-explicite, un terme elliptique
Kes™® est ajouté au niveau de la matriGgs. Il correspond & une contribution liée & une
viscosité stabilisatrice artificielle constanf&®. Ce terme est de plus multiplié par le volume
de I'élément concerné au carré, étant donné quiailp taille de maille est grande, au plus
les éléments seront sujets a ce genre d'instabiliigg. 20). Cette modification de la
stabilisation bulle originale est couramment udidis notamment lorsque les nombres de
Reynolds deviennent importants [Bas06]. Une valdern®® mille fois inférieure a la
viscosité du matériau semble intéressante : lesfivatibns engendrées sur les résultats sont
négligeables, et la résolution en pression est4iadnle.

0(k,1)0 (...dim) x (L...dim)

e =20 ol of 1=l e 0 o )5 e ]da, 4 20

)¢ =\ 0x

m

Stabilisation temporelle :

Cette premiére stabilisation elliptique permet dgéolir des résultats en pression corrects pour
des pas de temps supérieurs aslénviron. Néanmoins, lorsque le pas de temps dlepias
petit, les problemes de stabilité en pression concer® a réapparaitre. Cette remarque est
d’ailleurs valable pour les résolutions implicitelsexplicites. Ce probleme a déja été relaté
dans la littérature [Boc04]. Quand le pas de tetepsl vers 0, la stabilisation de la bulle
devient négligeable, écrasée par le terme dineeiela condition inf-sup garantissant la
stabilité n’est plus respectée. De maniére plusrete, le terme bulle de la matrice de masse
Cgg devient trop important lorsquit tend vers 0 et écrase I'ellipticité apportée lpaterme

bulle visqueux K 52
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La solution adoptée afin de faire face a ce problest assez délicate. Elle consiste a atténuer
le terme Gg en fonction du pas de temps utilisé. Cette coutibn Gsg est alors multipliée
par le pas de temps a la puissagpceu y est un parametre de stabilisation. En supposant qu
le pas de temps soit inférieur a 1, on obtientdoesy est nul une non modification des
équations a résoudre, et lorsqueend vers l'infini I'élimination totale du termeabilisateur
CBB-

Une attention particuliere doit étre apportée pleuchoix du paramétrg. En effet, cette
stabilisation est non-consistante. Cela signifiee de résultat du probleme stabilisé est
différent de celui du probléme original. Une valeiery trop grande réduit la précision du
respect de I'incompressibilité locale. Un comproerigre stabilité en pression et validité des
résultats devra étre envisagé au cas par cas.

Aprés application de ces méthodes de stabilisatomprobléeme non condensé a résoudre,
fonction du parameétre de stabilisatipnest présenté ci dessous (Eq. 21). Les termes$gjou
par la stabilisation elliptique sont entourés erubkt ceux ajoutés par la stabilisation
temporelle en vert.

'V c 0 D |
JauCor ) Tl o 0 0]V R + R
DPV(X) DPB(X) 0

2.2.8 Condensation locale et résolution du probleme glbba

Le systeme d’équations local est condensé de neacigssique par élimination de la vitesse
bulle, en exprimant celle-ci en fonction de la pres. Le systeme local condensé stabilisé
prendra donc la forme ci dessous (Eg. 22).

1
—Crr Dye

a V][Rl R o
D -D [(EJC +K STAB] D P 0 .
PV PB| | Tpp | B8 BB BP

Le probleme local est ensuite assemblé afin d’abtenprobléme global en additionnant a
chaque nceud les contributions provenant de chaesiréléments. On utilisera I'exposant G
pour désigner le fait que la matrice ou le vecteurcerné est global, est non plus local.

1
a D . ¢ e
B 18 e ] R
G At* STAB pc 0 Q.
Dy — Dy At Cas + Kgg Dgp

Par souci de simplicit¢ d’écriture, nous allons oremer la sous matrice globale
correspondant au terme de pression qui sert alidisation de notre probléme.
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-1
G _— AtX STAB
Spp=| = Dpg| | — [Cgs + Kpgg Dgp Eq. 24
At
On peut alors noter le probléme global sous la éorm

1 G interne |G
A_CrGr D\/GP VG = [Rli/in—Lin] +[RLi:1—Lin] Eq. 25
t G G pe 0 &

DPV SPP

Le probleme global est ensuite réduit en impossiity en a, les conditions limites de
Dirichlet sur la vitesse. Les lignes et les colammrrespondant aux degrés de liberté
concernés sont retirées du systeme, et les vaileyssées sont directement assignées. On
obtient alors un probleme réduit, dont les matrieiegecteurs sont désignés par l'indieel.

Ce systeme réduit, inversible, est ensuite rés@u ges méthodes itératives, avec un
préconditionneur par blocs diagonaux [Per00] (. 2

-1
G 1 ¢ G G i G
{v } P A N £q. 26
G
P red DSV Sgp red 0 red
Finalement, aprés obtention de la vitesse et dprdasion par résolution du systéme, la
configuration est réactualisée en utilisant un sehd’intégration temporelle d’Euler explicite
du premier ordre (Eq. 27).

X = X, +V, * At Eq. 27

2.3 Gestion du contact

2.3.1 Présentation générale

Dans les codes explicites, I'imposition du contest gérée en général par un algorithme de
type prédicteur-correcteur [Mar95, Hal98, HeiOOb®2]. Un premier calcul mécanique est
réalisé sans prendre en compte les efforts de conta’en suit une analyse de la solution
obtenue, et une détection des nceuds qui entresdreact. L'effort de contact a rajouter pour
chacun de ces nceuds est alors évalué, puis priangpte.

Ce type d’algorithme correspond bien aux méthodp8aites, sachant que la force appliquée
sur un nceud a un pas de temps donné, n'aura pdkuelice durant ce pas de temps sur les
autres nceuds du maillage. Elle est donc simplemtie a calculer. Cependant, dans notre
formulation semi-explicite, 'incompressibilité astposée implicitement. La force de contact
qui serait rajoutée a un nceud engendrerait alars gmeéme pas de temps des mouvements
dans tout le maillage, afin que I'incompressibili@it respectée. Elle serait donc beaucoup
plus complexe et colteuse a calculer car la résalt’'un systéme d’équations global est
nécessaire.
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Dans les codes implicites, plusieurs méthodes deagedu contact sont envisageables. Une
revue de ces méthodes est proposée dans le livi&rdgers [Wri02]. Une méthode de
multiplicateurs de Lagrange donne des résultatsigrénais présente l'inconvénient de
rajouter des inconnues au probleme. Les méthodepdraalisation sont une alternative
intéressante. Simples, elles n'ajoutent pas d’'inoes au probléeme a résoudre. Cependant,
leur précision est fortement liée au choix du doefht de pénalisation utilisé. Des méthodes
combinant les avantages des deux précédemmens,ciiéetype Lagrangien augmenté,
peuvent aussi étre utilisées.

Ces algorithmes implicites peuvent en théorie téie adaptés a notre formulation semi-
explicite. Cependant, étant donné la petitesseagude temps engendrée par la condition de
stabilité, une complexification trop grande du éyst d’équation a résoudre n'est pas
souhaitée. Ainsi, notre choix s’est porté sur kaithme le plus simple et le moins colteux,
c'est-a-dire I'imposition nodale du contact pargiéation.

L'algorithme de contact utilisé pour notre formidat semi-explicite a directement été
récupéré de l'algorithme implicite de contact nogar pénalisation implémenté dans la
CimLib [Bru08]. On détaille dans la suite de ce gugaphe les différentes étapes de
I'algorithme. Tout d’abord, le calcul des distanedes normales a l'outil2(3.2), ensuite,
I'expression de la condition de contact a parts destances calculée2.8.3) et finalement
I'imposition du contact par pénalisatio@.8.4). On se contentera d’étudier ici le cas du
contact unilatéral parfaitement glissant ou pagfagnt collant entre une piece et un outil
rigide.

2.3.2 Calcul de la distance et des normales nodales

Pour pouvoir prendre en compte le contact entrepigee et un outil, la distance des nceuds
de la piece a l'outil ainsi que les normales audaxe de I'outil en ces noeuds sont les tous
premiers parametres a déterminer.

La maniére habituelle de déterminer la distance doeud a un outil consiste a déterminer sa
distance de projection sur la surface de l'outd hormale a I'outil correspond alors a la
normale de projection. Cette procédure, relativanmeiiteuse, doit alors étre réalisée a
chaque pas de temps du calcul.

L'algorithme de gestion du contact développé darGiinLib propose une méthode originale,
inspirée des méthodes level-set [Bas06]. Elle pedeeaéactualiser la distance d’'un nceud a
I'outil d’'un pas de temps a l'autre, sans avoieéalculer les projetés.

Soit D la fonction distance de pénétration d’'un noeudsdautil. Elle est définie sur tout le
domaine de maniere linéaire par élément. Elle esé ppar convention, positive a l'intérieur
de l'outil et négative a I'extérieur. Cette distaliz est convectée d’'un pas de temps a l'autre
grace a la résolution d’une équation de transport.

%—?w.grad(D):O Eq. 28

L’équation de transport (Eq. 28) convecte exacterfisovaleurD = 0, c'est-a-dire la surface

de I'outil, aux erreurs de discrétisation prés. €want, elle modifie le gradient de la fonction
D. Or, la norme du gradient d’'un champ distance dester strictement unitaire. Les autres
isovaleurs de D ne sont donc pour l'instant passrartées correctement. Afin de pallier ce
probléme, le champ D ainsi transporté va étre gérgrace a la résolution itérative de
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I’équation de Hamilton-Jacobi, qui lui permet deaaver la propriété de norme de gradient
unitaire (Eq. 29). Les itérations sont faites sutemps fictif que I'on notera

g—[;+signeﬂ|grad(D)||—l):O Eq. 29

Une fois le champ distance D correctement tranépedn gradient numérique est calculé afin
d’obtenir la normale entrante a I'outil en chaque élément.

. . oN
gio1..dim, Ne.X, = E [—JDJJ Eg. 30
s=toameat

Finalement, cette normale constante par face est@®puis interpolée a chaque noeud pour
obtenir la normale entrante a I'outil

— ! ne
Ny = Z Card{elt/aOelt} e

allelte

Eq. 31

2.3.3 Condition normale de contact nodal

La condition normale de contact nodal avec un aigitle, c'est-a-dire la condition de non
pénétration, revient a imposer que la distanceéfg@tpationD soit en permanence négative
ou nulle en chaque nceud du maillage.

Notons en indice le pas de temps correspondantreesaire de la distance de pénétrafion
Lors de la résolution du probleme mécanique, iirapbrtant de s’assurer que la condition de
non pénétration soit toujours respectée au pasrdps suivant (Eq. 32).

Disar =0 Eq. 32

Afin d’estimer la distance de pénétration a la dim pas de temps suivant, on utilise une
discrétisation temporelle d’Euler explicite du premordre. La vitesse des nceuds est ainsi
considérée constante durant la durée du pas destemp

Dysat = Dy +%m +O(At2)= Dy +(v —v°”t)m x At +O(At2) Eq. 33

En injectant cette approximation dans la conditiennon-pénétration, on obtient alors une
condition ayant pour unique inconnue la vitegsses nceuds (Eq. 34).

L+

Dt+(v—v°“t)DhtXAts0 - h+(v):[Dt+(v—v°“t)Dht><At =0 Eq. 34

ou la notation [.] représente la fonction partie positive du réetesntochet.
La fonction valeur positive n'est cependant pastioaellement dérivable sur I'espace des

réels. Cela pose probleme pour la résolution dtesys par des algorithmes itératifs. Afin d’'y
remédier, cette fonction va étre approchée parfanetion continuellement dérivable. On
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introduit alors le coefficient de régularisatiag, Sigegest nul, la condition exacte de contact
est retrouvée. La fonctionnelle a imposer est alors

D, +(v—v°“t)mt x At
‘DI +(v—v°“‘)D1t x At‘ + e

hr;g(v):%[Dt +lv—ve ) x ] | 1+ =0 Eq. 35

2.3.4 Imposition du contact par pénalisation

La condition de contact déterminée au paragrapdeépent est imposée par une méthode de
pénalisation du systeme mécanique. Le principe atte gésolution consiste a ajouter au

résidu du systéme d’équation réduit (Eq. 26) lafimmnelle & imposehyg,(v) , multipliée par
un coefficient de pénalisatigmen[Foro2].

Le systeme a résoudre couplé aux conditions deacbast présenté ci-dessous (Eq. 365).

est un vecteur de la méme dimension hu‘é]red et dont toutes les composantes sont nulles

exceptées celles correspondant aux 2 ou 3 commaséid ou 3D) associées au noauol
elles sont égales a 1.

1
—~—C& Dpe \VAS NoNoewd
o I e| P 2 (VDAY EY
DPV SPP red red n=1 c0. 36
G interne |G
= [Rli/in—Lin] +[RLi:1—Lin]
0 red

La résolution devient alors non linéaire en raidert’utilisation de la fonction valeur positive,
et la résolution se fait a I'aide d’un algorithniératif de Newton-Raphson.

Le choix de la valeur du coefficient de pénalisagst un point crucial de cet algorithme. Plus

Pren Sera €leve, plus la condition de contact seraemép. Dans des cas trés dynamiques
comme ceux que nous modélisons ici, le coefficamtpénalisation doit étre dominant par

rapport a la valeur des termes d’'inertie pour gelecdntact soit imposé correctement.

Cependant, en augmentant le coefficient de pétialisde maniére trop importante, on risque

dans un premier temps de diminuer la valeur dupaemps critique de la résolution, puis de

nuire au conditionnement du systeme a résoudreodpromis est donc a trouver.

2.4  Validation de la formulation semi-explicite san s contact

2.4.1 Présentation du cas test

La validation de la formulation semi-explicite egalisée a partir d’'un écrasement de lopin
parallépipédique de 10mm*20mm*10mm (hauteur, largprofondeur) entre deux tas plats,

simulé en 2D. La vitesse de la presse est considérastante et égale a 1000 m/s, afin de
réduire le temps de calcul de I'essai. Le contachigeau des outils supérieurs et inférieurs
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est géré par des conditions limites de Dirichlet lsuvitesse des nceuds concernés. Les
propriétés de symétrie du cas test sont utilisées p’effectuer le calcul que sur une moitié
de la piece (Fig 17). Le matériau est viscoplasticgassimilable a un acier a 800°C environ
(viscosité constante de 16,1 Mpa.s et masse volierig 7600 kg/f). Le maillage utilisé est
non structuré et possede 200 nceuds. Afin de negmagliquer la validation par d’éventuelles
erreurs de transport, le remaillage n’a pas éligéuti

| 10mm -
D -
) ALLL/
0€2;
Vitesse de presse 10mm
[
i Q
O.
aQC : v

_777777777777777/777

Fig 17 : Schéma descriptif du cas test de validatia écrasement de tas plat hexaédrique de dimensi®n
(hauteur, largeur, profondeur) 20mm * 20mm * 10mm.

2.4.2 Analyse de la formulation sans stabilisation tempde

La premiere partie de ce chapitre de validatiorsiste & analyser les résultats obtenus avec la
formulation semi-explicite sans ajout de la stahiiion temporelle non-consistante. Ces
résultats sont comparés a ceux obtenus avec umelation implicite pour différents pas de
temps. On considére pour cela un cas d’écrasemd@%a avec un contact parfaitement
collant, c’est un cas contraignant, particulieretsEmsible aux instabilités de pression dues
au locking volumique. La déformée obtenue, leswalelu champ de pression dans la piéce
ainsi que la variation relative de volume de lacpigont présentées ci-dessous (Fig 18 et Fig
19).
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Pas de

Variation relative

tet_rlr)p’s de volume total Répartition de pressions a 12% d’écrasement (Pa)
utilisé
At =10’ AV=10°
Ges011
§ 304011 . ;
4 T8a+011
At =10° AV=10* 41704011
3 55e+009
2.30e+011 :
23424011
At =10° AV=10° 1 732+011
1.12e+011
51010 d
-
~le+010
- N -
>

Fig 18 : Résultats obtenus avec différents pas demips pour la simulation d'un cas test d’écrasemerit
1000m/s par la formulation implicite dynamique de & CimLib.
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Pas de temps| Variation relative . N \ s
e lemp Pressions a 12% d’écrasement (Pa)
utilisé de volume total R
Ge+011 \
§.3%=+011
At = 10° AV<10® e
et 4 ATe+011
l 3 S6e+009
255011
23e=011
1732011
At=1.10% AV<10®
112=#011
SAe=010
|
=040

Fig 19 : Résultats obtenus avec différents pas denips pour la simulation d'un cas test d’écrasemerit
1000m/s par notre formulation semi-explicite sanstabilisation temporelle.

Ce premier cas de validation permet de mettre antadeux points importants. Tout d’abord,
gue ce soit pour les formulations implicites oulexes, la stabilisation bulle ne permet plus
de remplir les conditions de Brezzi et Babuskadoesle pas de temps utilisé est trop petit.
Elles deviennent alors sensibles au probleme dengcvolumique. On voit en effet les
instabilités de pression en damier ainsi que les garactéristiques qui apparaissent pour des
pas de temps de f0secondes, et qui s'amplifient encore pour un pagethps de I8
secondes. Ces résultats confirment bien les prasewlatés dans la littérature a ce propos
[BocO4]. Notons cependant qu’en parallele, la [@iéai sur la conservation totale du volume
de la piece augmente lorsque le pas de temps déminu

Dans un deuxieme temps, cette analyse nous peendlider avec succes I'implémentation
de la formulation semi-explicite. A pas de tempsléglle donne des résultats quasi
identiques a ceux de la formulation implicite. emlyses quantitatives en différents nceuds
de la piece montrent que les difféerences obtenueseschamp de vitesse et le champ de
pression sont inférieures a 0,1%.

Enfin, cette premiere étude permet aussi de détermin pas de temps optimal pour la
résolution implicite. Un pas de temps dé’E&condes semble &tre un compromis intéressant,
permettant d’avoir une tres bonne conservationgata volume, sans pour autant présenter
encore des instabilités dues au locking volumi@ette simulation sera donc retenue comme
cas de référence pour valider la stabilisation taelfe de la formulation semi-explicite dans
le paragraphe suivant.
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2.4.3 Analyse de la stabilisation temporelle

La seconde partie de ce chapitre de validatiom@stacrée a la validation de la stabilisation
temporelle, et notamment a la détermination dufwiefit de stabilisation correspondgqt

Si I'on peut s’en passer en implicite, car les pgastemps utilisés sont généralement bien
supérieurs aux valeurs qui posent problémes, kuvalu pas de temps critique semi-explicite
la rend indispensable, du moins pour la simuladies métaux.

Deux cas tests d’optimisation vont étre considéaéin, de vérifier si la valeur du coefficient
de stabilisatiorx permet d’obtenir de bons résultats dans difféseatafigurations.

Le premier cas est un écrasement a 20% avec uactarttitre la piéce et I'outil parfaitement
glissant (Fig 20). Le calcul implicite avec un mistemps de 10s est comparé au calcul
semi-explicite avec un pas de temps dé®H) pour différentes valeurs gecomprises entre 0
et 1. Les déformées obtenues, les valeurs du cliBression dans la piece ainsi que la
variation relative de volume de la piece sont prt&ss dans la figure Fig 20.

Le second cas est un écrasement a 15% avec urcicentee la piece et I'outil parfaitement
collant (Fig 20). Le calcul implicite avec un pads temps de 1Ds est comparé au calcul
semi-explicite avec un pas de temps dé’K) pour différentes valeurs §ecomprises entre 0
et 1. Les déformées obtenues, les valeurs du clilEmression dans la piéce ainsi que la
variation relative de volume de la piece sont prt&ss dans la figure Fig 21.

Ce travail de comparaison permet de bien saisifotetionnement et les effets de la
stabilisation temporelle. Lorsqu’elle n'est padisiie =0), la conservation de volume total
obtenue est trés bonne, mais des instabilités esion son visibles. Le pas de temps utilisé,
109 s, fait que la formulation ne remplit plus les ditions inf sup. Si une stabilisation trés
importante est utilisée (par exemplel), les résultats sont alors modifiés de maniere
importante. Certes, les instabilités de pressioh disparu et la conservation globale de
volume est bonne. Cependant, le respect de l'incessibilité locale n’est alors plus du tout
vérifié. On observe alors un lissage trés importenta pression et de la géométrie déformée
de la piece. Par contre, I'utilisation d’'une steiion temporelle légérex£0.1) permet
d’atténuer les instabilités en pression sans ef@nificatif sur le respect de
I'incompressibilité locale. Les résultats obtenws mapprochent alors de maniere tres
satisfaisante des résultats de référence implicitesst de plus intéressant de voir que la
méme valeur du coefficient de stabilisation coroesha un bon compromis pour nos deux
cas tests, avec contact glissant et avec contahto
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Tvpe de Variation
régglution relative de Pression a 20% d’écrasement (Pa)
volume total
ref implicite _
(At = 109) AV=351.10
Te+010
6.64e+010
6.28e+010
semi-explicite
x=0 AV=3 10’6 5.92e+010
(pas de re- :
stabilisation)
5.56e+010
5.2e+010
4 B4e+010
semi-explicite
x=0,10 AV=2.10°
(optimal) 4.48e+010
4.12e+010
3.76e+010
semi-explicite 3404010
x=1 AV=3.10°
(trop grand)

Fig 20 : Comparaison des résultats obtenus pour Eimulation d’'un cas test d’écrasement glissant a
1000m/s par la formulation semi-explicite avec difirentes valeurs du coefficient de stabilisation
temporelle et un pas de temps de s, avec les résultats de référence implicites.
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Variation

Type Qe relative de Pression a 15% d’écrasement (Pa)
résolution
volume total
ref implicite AV=9.9.10°
(At = 10°) b e
6.272e+011
5.544e+011 -
semi-explicite e
x=0 AV<1.10°
(pas de re-
stabilisation) 4.088e+011
3.36e+011 =
2.632e+011
semi-explicite
x=0,10 AV<1.10° 1.904e+011
(optimal)
1.176e+011
4.48e+010
semi-explicite il
y=1 AV<1.10°
(trop grand)

Fig 21 : Comparaison des résultats obtenus pour Emulation d’'un cas test d’écrasement collant &
1000m/s par la formulation semi-explicite avec difirentes valeurs du coefficient de stabilisation
temporelle et un pas de temps de s, avec les résultats de référence implicite.
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2.5 Validation de la formulation semi-explicite ave ¢ contact

2.5.1 Présentation du cas test
La formulation semi-explicite avec contact esta@d sur un cas de poinconnement 2D ou le
lopin est de mémes dimensions que dans le paragraphédent(4). La vitesse de la presse
est de 1000 m/s et les contacts au niveau dess @utpjérieurs et inférieurs sont supposés
parfaitement glissants. Le matériau est assimilabl@ acier & 800°C (viscosité constante de
16,1 Mpa.s et masse volumique de 7600 Ry/ira géométrie de I'outil est présentée sur le
schéma ci-dessous (Fig 22). On utilise les prtgsiéle symétrie pour n’effectuer le calcul
gue sur une moitié de piéce. Le maillage de la epiest relativement grossier, mais
suffisamment raffiné étant donné la géométrie daeslso La piece est remaillée tres
freguemment. La stabilisation temporelle n'est yiEsée ( = 0) pour permettre de valider la
formulation sans les effets de stabilisation. Léewadu coefficient de pénalisation est de
10", afin qu'il domine d’au moins trois ordres de giear sur les termes d'inertie dans notre

cas tres dynamique.

30mm

.

i capteur
' l‘l
\

itesse de presse 10mm

!

Q

i/////////// /7SS
3 10mm

v

<

Fig 22 : Schéma descriptif du cas test de validatiadu contact pour la résolution semi-explicite, ave
apercu du capteur servant a la validation quantitaitve.

2.5.2 Analyse des résultats de la formulation avec cortac

Les résultats de la formulation semi-explicite stothparés dans cette section avec ceux de la
formulation implicite & pas de temps égal ti), puis avec ceux de la formulation implicite
utilisant un pas de temps plus classiqué’§).0

On se concentre dans un premier temps sur uneatialidgéométriqgue de la formulation
semi-explicite couplée a l'algorithme de contact, abservant la déformée et les vitesses
obtenues. Cette analyse est qualitativement sigasi@. On voit que la condition de contact
est respectée, et que la déformée et la vitessaléala 15% et 30% de déformations sont
proches de celles obtenues avec une formulatiohdep(Fig 23).
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15% d’écrasement 30% d’écrasement
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At=10's S
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implicite
At = 10%s
semi- B
explicite 2
At=10"s
e
! i ;;{:Z o

Fig 23 : Déformée et champs de vitesse obtenus &dlients stades de I'écrasement pour des formulatis
implicites avec des pas de temps de i9et 10"'s, et semi-explicites avec un pas de temps de*i0

Une analyse plus quantitative de ces résultats §&mmues peut étre réalisée en effectuant un
suivi de coordonnées et de vitesses réalisé soapteur lagrangien situé initialement dans la
zone juste en dessous de l'outil (Fig 22). Le isdi@ coordonnées permet de valider
guantitativement la comparaison, avec moins de ‘Eedir entre les courbes (Fig 24). En ce
qui concerne le champ de vitesses, le problemeuespeu plus compliqué (Fig 25).
Exception faite de la petite différence observédd@ut de simulation due au pas de temps de
la simulation implicite & I0's qui est un peu trop important, le champ de sitesalculé au
niveau du capteur est le méme pour les trois faatios jusqu’a 2,5 10s. Ensuite, un saut
important, trahissant une instabilité, apparait rpéar formulation semi-explicite et la
formulation implicite utilisant un pas de tempsE" s. Cette instabilité est rattrapée par la

formulation implicite, mais pas par la formulatisemi-explicite ou le calcul diverge peu de
temps apres.
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Suivi des coordonnées horizontales en noir et vertiles en gris du
capteur (cm) en fonction du temps (s)

1.2

08 ///

implicite 0.6
At=10"s

0.4

0.2

0 0.0000005 0.000001 0.0000015 0.000002 0.0000025 0.000003 0.0000035

1.2

0.8 /

implicite 0.6 1
At= 10"s

0.4

0.2

0 T T T T T T
0 0.0000005 0.000001 0.0000015 0.000002 0.0000025 0.000003 0.0000035

1.2

0.8 _/

0.6

semi-
explicite
At=10""s 04

0.2

0 0.0000005 0.000001 0.0000015 0.000002 0.0000025 0.000003 0.0000035

Fig 24 : Comparaison des positions du capteur lagrgien pendant le cas test de contact pour des
formulations implicites avec pas de temps de 18 et 10''s et pour la formulation semi-explicite avec un
pas de temps de 18's.
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Suivi de la vitesse horizontale en noir et verticalen gris du capteur
(cm/s) en fonction du temps (s)

140000

120000 -

100000
|mpI|C|t7e 60000
At=107s /\/

40000 H

20000

04

-20000

0 0.0000005 0.000001 0.0000015 0.000002 0.0000025 0.000003 0.0000035

140000

120000

100000

80000 —J AN
— 11,
At=10""s 40000 /

20000

0 —_—

—_——

-20000 ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ ‘
0 0.0000005 0.000001 0.0000015 0.000002 0.0000025 0.000003 0.0000035

140000

120000 '\

100000 -

. 80000 -
semi-

explicite 60000 1
At=10"s 40000 1

20000 -

0 7 ——

-20000 ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ ‘
0 0.0000005 0.000001 0.0000015 0.000002 0.0000025 0.000003 0.0000035

Fig 25 : Comparaison des vitesses au niveau du capt lagrangien pendant le cas test de contact poules
formulations implicites avec pas de temps de 18 et 10''s et pour la formulation semi-explicite avec un
pas de temps de 18's.
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L'observation du champ de pression dans les lopn$orce les résultats de I'analyse du
champ de vitesse. Une analyse qualitative montfenqdébut de simulation, & 15% de

déformation, les formulations semi-explicites eplitites avec petit pas de temps obtiennent
globalement les mémes résultats que la formulatmpticite de référence, aux instabilités en

pression prés (Fig 26). Ces instabilités en poessbnt logiques, puisque la stabilisation
temporelle n’a pas été utilisée.

15% d’écrasement 30% d’écrasement

1.18836e+011

1.01085e+011 1 02625e+011

8.60891e+010 § 6364e+010

7.11032e+010 B
. .. 56107324010
Imp|IC|te 5304264010
4.11114e+010
At = 107 3 7581e+010
- S 26115584010
21320184010
14118824010

505307e+003
-3 87E3Te+009

1 887T23e+010 -1.12019e+010

-3.38652e+010 -2.74629e+010

-4 3864 e+010 o -4 37239e+010

2.83796e+011 9.53766e+010

2.40667e+011 7.55308e+010

1.97536e+011 5.56851e+010

1.5441e+011 3.58393e+010

|mpI|C|te 1412812+011
At= 10"'s

1.58936e+010

!

6.5152e+010 -3.8522e+009

2.50232e+010

-1.81056e+010

| 4
2%B00
| g

-4.35437e+010

-6.12344e+010 -6.33895e+010

F

-1.04363e+011 -3.32352e+010

-1.47492e+011 -1.03081e+011

1.77864e+011 §.95342e+009

1.4971e+011 -3.93362e+009

1.215568+011 -1 G207 e+006
9.3402e+010

semi-
eXpIICIte 3708484010
At= 10'113 894001e+009

-1.9214e+010

-2.97077e+010
-4.25847e+010
-5.548168+010
-6.83885e+010
-5.12559e+010
-4.7368e+010 -9.41429e+010
-7.5522e+010 -1.0703e+011

-1.03676e+011

-1.19817e+011

Fig 26 : Champs de pression (Pa) obtenus a différenstades de I'écrasement pour des formulations
implicites avec des pas de temps de {0et 10"'s, et semi-explicites avec un pas de temps de*i0
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Suivi de la pression du capteur (Pa) en fonction diemps (s)

1.00E+11

8.00E+10 A
6.00E+10 |
4.00E+10 |
2.00E+10 A
implicite 0.00E+00 ~
At=10's | 50080

-4.00E+10

-6.00E+10
-8.00E+10 -

-1.00E+11 ‘ T T T T T
0 0.0000005 0.000001 0.0000015 0.000002 0.0000025 0.000003 0.0000035

1.00E+11

8.00E+10

6.00E+10
4.00E+10

2.00E+10 k
implicite 0.00E+00 = v S —
At =10s| -2.00er10 r~

-4.00E+10
-6.00E+10

-8.00E+10
-1.00E+11

0 0.0000005 0.000001 0.0000015 0.000002 0.0000025 0.000003 0.0000Q

1.00E+11
8.00E+10
6.00E+10
4.00E+10

i [
semi- 2.00E+10 1\ \
explicite 0.00E+00 1 N

—1v11, - ]
At=10""s 2.00E+10
-4.00E+10 -

-6.00E+10 A
-8.00E+10 -
-1.00E+11

0 0.0000005 0.000001 0.0000015 0.000002 0.0000025 0.000003 0.0000035

Fig 27 : Comparaison des pressions au niveau du depr lagrangien pendant le cas test de contact pour
des formulations implicites avec pas de temps de i9et 10''s et pour la formulation semi-explicite avec
un pas de temps de 18s.
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L’analyse quantitative des valeurs de pressionsvéels au niveau du capteur Lagrangien
donne aussi des résultats en accord avec notrgsardih champ de vitesse.

Les trois formulations effectuées donnent & pes f#& méme résultats jusqu'a 2.5%1€)
exception faite de la différence observée en débwimulation sur I'implicite utilisant un pas
de temps de 10s et de quelques instabilités visibles pour lasxdrutres formulations (Fig
27). En revanche, on retrouve ensuite pour la ftatimn semi-explicite et la formulation
implicite utilisant un pas de temps de'1® les signes d’une forte instabilité. Des sauts de
pression de plus de 10 GPa sont observés. lls ratimapés tant bien que mal par la
formulation implicite, mais ne le sont pas pardanfulation semi-explicite. Si I'on observe
les champs de pression obtenus a 30% de déforn{&iigpn26), la solution implicite utilisant
un petit pas de temps a retrouvé un aspect qulatanparable a la solution de référence.
Cependant, la formulation semi-explicite obtientjbars un champ compléetement inverse,
signe que des ondes de pression non physiquesgentide se propager dans la piéce.

Enfin, il est intéressant de noter qu’'un algorithuhe Newton-Raphson est maintenant
nécessaire pour résoudre le probléeme semi-exptieenu non linéaire depuis l'insertion du
contact unilatéral. Méme pour les pas de temps faddes qui sont utilisés, au moins 5
itérations sont nécessaires pour converger, eae dn cas assez simple de contact 2D. Cela
devient bien sQr trés pénalisant, car la linéakétda résolution pour des lois de comportement
non linéaires était un des avantage principawadermulation semi-explicite. Si plus de cinq
itérations sont nécessaires pour résoudre un pnebé#ec contact, ce type de résolution perd
alors tout son intérét. Il faut encore ajouter & de fait que le pas de temps critique est
diminué par I'utilisation du coefficient de pénalin. Il est environ divisé par 10 et passe de
10"% environ & moins de 1ts.

2.6 Pas de temps critique en semi-explicite viscopl  astique

La valeur tres restreinte du pas de temps critigsieun probléme important dans notre
formulation viscoplastique semi-explicite. Dans kssais tres favorables que nous avons
menés ci-dessus (tres grande vitesse d’écrasemamineaillage relativement grossier), le pas
de temps est déja mille fois inférieur a celui ¢joa pourrait utiliser avec une formulation
implicite pour la méme simulation. De plus, sa uale'est pas aussi facile a prévoir que dans
le cas explicite élastique, ou il est directemetiéra la vitesse d’'onde dans le matériau.

Nous n’avons pas trouvé de formule dans la littdeapermettant de prédire directement le
pas de temps critique semi-explicite. En effetyitasse de propagation d’une onde dans un
fluide incompressible étant infinie, le pas de teroptique devrait en théorie étre strictement
nul. Notre raisonnement pour tenter de I'estimerf@s®le alors sur une analogie avec la
formule du pas de temps critique des formulatioqigtes élastiques classiques, présenté ci-
dessous (Eqg. 37).

ate=EX - _OX
Cc

- % Eq. 37

Tout d’abord, on pourrait penser a remplacer dameint le module d’Younde par la
viscosité dynamique). On remarque que malgré un probléme évident deriians, cette
analogie est valable de maniere qualitative. La irdition de la taille de malille,
l'augmentation de la viscosité et la baisse dedasa volumique causent bien une diminution
de la valeur du pas de temps critique.
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En revanche, il n'est pas possible de recalculantativement le pas de temps critique en
remplacant directemeiit parz dans la formule. Les pas de temps critiques deslations
sont alors biens inférieurs a nos prévisions. Rample, dans le cas d’écrasement de tas plat,
nous avons une taille de maille de 1 mm enviroe, masse volumique de 7600 kd/et une
viscosité de 16.1 Mpa.s. Cette analogie nous daitnen pas de temps critique de 2°19
environ, alors qu'il se situe en pratique entré §@t 10°s.

On a alors tenté de remplacer le E non pas)paais par un ¥ calculé a partir duy et du
pas de temps (Eq. 38).
Force = E* AX

= E®* =
Force:n*v:n*% At

Eq. 38

On peut en déduire un nouveau pas de temps crsiegueexplicite viscoplastique (Eq. 39).

ate = 8% ppe 28X

P

pY

Les prévisions faites grace a ce nouveau critene Beaucoup plus proches des résultats
obtenus expérimentalement. On obtient pour le ¢ésrabement de tas plat sans contact
présenté ci-dessus un pas de temps critique d@n®irl0'%, effectivement situé entre 99

et 10'%.

En conclusion, en plus d’étre tres petit (1000 fioiérieur au pas de temps utilisé en implicite
dans nos cas tests trés favorables), le pas destentmue semi-explicite est difficile a
prévoir. Les quelques hypotheses émises ci-dessuspas été éprouvées suffisamment pour
étre considérées comme totalement fiables. Ond®i@us que cette valeur du pas de temps
sera encore modifiée suivant la valeur du coefiicte pénalisation utilisée pour imposer le
contact. Dans ces conditions, évaluer automatigoeneepas de temps a utiliser pour un
calcul est tres difficile.

2.7 Conclusion

Ce chapitre de these a présenté une formulation-esepticite, résolvant le probléme
viscoplastique de Navier-Stockes en utilisant éer&nt P1/P1. Cette formulation est inspirée
de celle proposée par Mihaela Téodorescu [Teo®Rpmémentée a I'aide de la bibliothéque
d’élements finis CimLib. L’élément FIP1 et sa stabilisation bulle, robuste et efficaoar
des formulations implicites, présente cependanigges problémes dans notre cas.

La formulation, non couplée a un algorithme de aohtpermet de retrouver les mémes
résultats que ceux obtenus avec une formulatiofidgitgo Cependant, la condition de stabilité
impose d'utiliser des pas de temps trés restreeta donne tout d’abord des temps de calcul
trés importants. Pour le cas d’écrasement & 1000pmésenté ici, ils sont environ mille fois
supérieurs a ceux de I'implicite, et le seraientmitiion de fois si I'écrasement été réalisé a
une vitesse beaucoup plus physique de 1. e plus, le fait que les pas de temps & utiliser
soient si petits pose de graves problemes a ldistdion bulle, qui n’est plus efficace. Cela
nécessite I'ajout d’une stabilisation supplémerta@ippelée ici stabilisation temporelle, qui
est non consistante. Elle est utilisée avec sudaas les cas étudiés lors de ce chapitre de
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these, et restabilise le probléme sans en faussegsultats. Elle reste cependant complexe a
manier, et pourrait ne pas convenir dans certaigs ¢

En ce qui concerne les avantages originels derfaulation semi-explicite sur I'implicite, le
principal était de conserver une résolution linéajuelle que soit la loi de comportement
utilisée. A pas de temps €gal, cela peut permdtseaccélérations pouvant aller jusqu’a 10
ou 30 si I'on envisage des lois tres complexese@édant, le couplage de la formulation semi-
explicite avec un algorithme de contact nodal uéikd par pénalisation fait que I'on retombe
sur un probleme non linéaire a résoudre. Les ¢argtions nécessaires au minimum a chaque
pas de temps augmentent encore les colts de calcul.

Les temps de calcul obtenus avec la formulation-ssypiicite telle qu’elle a été présentée ici
ont été jugés rédhibitoires. Il a été envisagé damspremier temps de travailler sur la
résolution du systéme afin de tenter de I'optimsaur notre probleme, ou encore de trouver
un autre algorithme de contact tirant mieux paetialpetitesse du pas de temps utilisé, ou de
tenter d’augmenter les pas de critique de la fomtmh en considérant des lois de
comportement élasto-visco-plastiques. Cependasitammeliorations auraient tout de méme eu
du mal a compenser tous les désavantages précédenitgs, et notamment a permettre
d’obtenir des temps de calcul compétitifs avecféemulations implicites. La simulation de
procédés complexes tels que l'usinage a grandeseéitee nous a pas paru réalisable avec
cette formulation semi-explicite. Elle a donc ébamdonnée, pour se tourner vers d’autres
solutions.
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3 Formulation explicite
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3.1 Introduction

3.1.1 Contexte général

Apres I'étude dans le chapitre précédent d’une @bation semi-explicite avec des éléments
mixtes P1 P1 pour modéliser des procédés de mise en formeng¢aux, une alternative
totalement explicite est étudiée dans ce chapitre.

Une formulation explicite nécessite I'utilisatiorud élément non mixte, possédant peu de
points d’intégration. Il ne doit de plus pas éeesble au locking volumique étant donné que
les grandes déformations des métaux sont quasmipiessibles. L'élément le plus simple qui
remplit ces conditions, et le plus largement dilisst I'hexaedre linéaire a intégration réduite
et stabilisation anti-hourglassing [Hib02]. Héldss remailleurs adaptatifs modernes sont
beaucoup plus performants avec des éléments tétraésl qu’avec des éléments
hexaédriques pour des géométries 3D complexeaideédbibliographique de la modélisation
d’'UGV par éléements finis réalisée dans le premiapitre de cette these nous a montré que
I'efficacité du remailleur est primordiale, et gliés conditionne directement la qualité des
résultats obtenus. Il est donc nécessaire de trauvélément tétraédrique linéaire non mixte,
de faible co(t numérique, capable de gérer desrmiéfmns quasi-incompressibles sans
problemes de locking volumique.

3.1.2 Etatde l'art

Lors de ces dix derniéres années, quelques éléntragdriques linéaires non sensibles au
locking volumique, adaptés aux formulations expdigj ont été présentés dans la littérature.
lls permettent de résoudre des problemes quasiHpssibles, mais pas de problemes
totalement incompressibles. Ces caractéristiques sependant suffisantes dans le cadre
d’'une simulation de mise en forme des métaux élastoplastique.

Tout d’abord, I'algorithme de Characteristic-Basglit (CBS), utilisé a 'origine pour des
formulations semi-explicites dans le cadre de laani&ue des fluides [Zie95], a été adapté a
une résolution élastoviscoplastique pour la méaanites solides [Zie98]. Cette méthode est
aujourd’hui utilisée pour modéliser la mise en ferdes métaux [Roj 01-06], ou encore par
les studios Pixar® pour des simulations éléments §ur des géométries trés complexes avec
des déformations extrémes [Irv07].

Parallelement, plusieurs formulations basées ssindghodes de projection des déformations
ont été proposées. Leur principe est de réduirmibre de contraintes volumiques dans le
probleme en appliquant les conditions volumiques su domaine différent de I'élément
tétraédrique linéaire. La premiere idée consistéégrer les déformations volumiques sur un
domaine contenant plusieurs sous-domaines, sundésqn calcule ensuite les déformations
déviatoriques. Par exemple, la méthode appeléexedrdiscretization » utilise un élément
guadrangle divisé en deux triangles (2D) [Mar82]leetméthode « composite elements »
utilise un simplexe linéaire divisé en plusieurssgimplexes linéaires (2D et 3D) [Guo0O0,
Tho02]. Une autre variante existe avec les méth&dkear et F-bar qui regroupent plusieurs
simplexes linéaires en un patch d’éléments [De&§O8]. Méme si ces formulations ne
remplissent pas exactement les conditions de Béatié Brezzi-Babuska, I'expérience montre
gu’elles se comportent correctement dans le caglidéébrmations quasi-incompressibles. Ce
sont donc des formulations intéressantes et rela@nt prometteuses. Cependant, la

57



définition de groupes d’éléments ou de sous-élésnest parfois relativement complexe,
surtout en 3D ou pour le cas du calcul parallek.nbmbre d’opérations nécessaires pour
intégrer les termes de I'équation de I'équilibrecardique dynamique augmente de maniere
non négligeable, ce qui est préjudiciable a unedibation explicite.

La formulation « Averaged Nodal Pressure » est ggép en 1998 [Bon98]. Ici, les
contraintes volumiques sont imposées sur un voluoakl au lieu d’étre imposées sur chaque
élément. Cette modification est réalisée trées mpeht, en moyennant la pression calculée
dans chaque élément au niveau des nceuds. Ellemde ret pratique, ne nécessite pas la
construction de sous-éléments ou de patchs ettrédifisamment le nombre de conditions
volumiques imposées pour supprimer le problémeodking volumique dans les cas quasi-
incompressibles. Elle a été comparée a la fornmia@BS [Bon01], et les auteurs montrent
gue la valeur du pas de temps critique est plésassante pour la formulation ANP que pour
la formulation CBS.

La formulation ANP est par la suite simplifiée. Talabord, la modification anti-locking est
appliquée directement sur la partie sphérique éésrmhations au lieu de I'appliquer sur les
pressions, pour un matériau élastique [JolO6].drenfilation est alors indépendante de la loi
de comportement utilisée. En 2007, une formulatsimilaire est proposée en petites
déformations pour des matériaux élastoviscoplastgappelée Nodal Mixed Discretization
(NMD) [Det07]. Cette formulation est moins codteuspr'une formulation grande
déformation (le calcul élasto-plastique étant gesment simplifi€), et peut-étre considérée
comme acceptable étant donné la valeur du pasngestatilisé pour la simulation explicite
sur des métaux. Cependant, cette formulation réaedtée que tres rapidement, sur des cas
tests tres simples.

Les formulations CBS et les formulations de pragtte déformations (ou de contraintes) ne
sont pas sensibles au locking volumique, mais mesi@ns certains cas critiques soumises aux
problemes de locking en cisaillement. Certainesmidations dérivées de la méthode ANP
sont proposées pour obtenir des éléments qui rtessogibles ni au locking volumique, ni au
locking en cisaillement. Leur principe consiste @&@yenner la totalité du tenseur des
déformations au niveau de chaque nceud. Hélasoomsilhitions deviennent alors sensibles
aux instabilités d’hourglassing. Deux formulatianlicites, en petite déformation [Doh00]
et en grande déformation [Bon0O1bis], sont proposées stabilisation a I'hourglassing. Une
version implicite qui présente une stabilisatiohhaurglassing existe, mais sans équivalent
explicite pour le moment [Pus06].

3.1.3 Travail effectué

Ce chapitre présente une formulation issue desulations ANP et NMD [Bon98, Det07].
Cette nouvelle formulation est proposée dans leecdd I'élasticité linéaire isotrope et de
I'élasto visco plasticité incompressible de von &4isOn profite du fait que les pas de temps
utilisés en explicite sont petits pour mener urtwatle la partie déviatorique des contraintes
en utilisant un formalisme petite déformation. Gedéamet d’économiser beaucoup de temps
de calcul, particulierement pour des modéles itifiass. La modification anti-locking est
faite directement sur le tenseur des déformatiem&valuant géomeétriquement la variation de
volume exacte de chaque élément. Cette approchegspondant a un formalisme en
déformations finies de la partie sphérique du pnoid, est préférée a I'approche en petites
perturbations utilisée dans la formulation NMD. Effet, le surco(t engendré n’est pas
important, et cela peut permettre de minimiseréesntuelles accumulations d’erreur faites
sur la conservation du volume quand un tres gramdbne d'itérations est utilisé dans la
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simulation. Un algorithme de gestion de contactgédiction correction vient enrichir cette
formulation pour lui permettre de prendre en conga® outils a géométrie complexe.

La formulation et I'algorithme de contact sont igplentés en 2D et 3D a l'aide de la
bibliotheque éléments finis C++ CimLib, dévelopmae CEMEF [Dig03, Dig07]. Celle-ci
permet de mener de maniere efficace des calculsiveasent paralléles, tout en utilisant un
remailleur adaptatif robuste [Cou00]. Cette nowrdibrmulation explicite, ainsi que sa
modification anti-locking, sont testées sur difféigecas tests issus de la littérature, dans le
cadre de I'élasticité quasi-incompressible et dadact élasto-plastique a grande vitesse. La
robustesse de I'algorithme de contact par prédiatmrrection est mise a I'épreuve sur deux
cas tests inélastiques particulierement exigeants.

3.2 Présentation de la formulation

Notre formulation anti-locking est basée sur urgeté modification de la formulation sur
eléments tétraédriques linéaires classiques. Ledratotes volumiques sont imposées a
chaque nceud au lieu de chaque élément. Dans ulagea8D non structuré, il y a environ
cing fois plus d’éléments que de nceuds, et trassdtus de degrés de liberté que de nceuds.
Cette modification libére donc le probléme surcaint; le nombre de contraintes volumiques
redevenant inférieur au nombre de degrés de libwmtél méme dans les cas quasi
incompressibles. Dans cette section sont présenték&tail la formulation explicite de base,
la modification anti-locking apportée a I'élémerégtraédrique linéaire, le calcul des
contraintes, I'amortissement et le mode de gestiooontact utilisé.

3.2.1 Probleme mécanique

Soit I'équation d’équilibre de la mécanique en dwyigue pour un matériau solide de densité
o, OU ¢ représente le vecteur coordonnées, un point igéede la variable par rapport au

temps,o le tenseur des contraintesfétle vecteur des forces volumiques (voir Eq. 1).

pé=—-dv o+ "’ Eq. 40

Cette équation est tres générale et sa résolutémendl notamment du type de loi de
comportement utilisé. Dans ce chapitre, nos loisaeportement dépendent du tenseur des
déformationses et du tenseur des vitesses de déformagion

L’élasticité est modélisée par la loi linéaire deoke présentée ci-dessous, ot 4 sont les
constantes de Lamé letle tenseur identité.

o=2u e+ Atreld Eq. 41

L’élasto-visco-plasticité est modélisée suivarfolenalisme de von Mises. La déformatien
est supposée étre décomposée de maniére additivmesrpartie élastique et une partie
plastique déviatorique, ce qui signifie que lesod®&ftions plastiques sont considérées
incompressibles.

E=gy +e, with tre; =0 Eq. 42
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La contrainte de fluager, est calculée en fonction de la déformation éqeivial de von

Mises £ et de la vitesse de déformation équivalente deMises £ (voir Eq. 43).

e=2le.] f

€= _([gpl]ij)

3.2.2 Discrétisation spatiale P1

Le domaine de calcul est maillé a I'aide de I'élémfai linéaire classique P1, triangulaire ou
tétraédrique. Soieni; les fonctions de formes linéaires correspondassssciées au noeud

a dans I'élément e (voir Eq. 44 &y sont les coordonnées du noajd

N.(6=¢,)=1
N,(€=¢& ,bza)=0

Eq. 44
0°N,
0&?

=0 danschaguetlément

En utilisant une approche de Galerkin standardesircapable d’exprimer les variables dans
'espace en fonction des valeurs discrétes défiaes nceuds. Par exemple, la variable

continue « est approchée par un champ déterminé en fonction des valeurs nodaigs
(voir Eq. 45).
W)= (€)= N, (&) o, Eq. 45

La méthode de Gauss est utilisée pour intégrertdemes de I'équation de I'équilibre
dynamique (Eqg. 1), en n’utilisant gu’un seul paietGauss par élément. La matrice de masse
est ensuite diagonalisée. Le tenseur des contsa@iéenentaires, et le vecteur des forces
extérieures élémentairg$ sont supposeés constants par €élément.

Une fois les termes élémentaires de I'équatiori@piiliore dynamique assemblés, on obtient
finalement plusieurs équations nodales indépendanteliant la masse nodalen,,

I'accélération nodaled,, le vecteur nodal correspondant aux efforts irﬁerhim]a et le

vecteur nodal correspondant aux efforts exterﬁgéa (voir Eq. 46).Vol, représente le
volume de I'élémeng, pla densité du matériau et dim la dimension depbes du probléme.
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€ \ Vol

[ﬂxt]a:%[ X mv} :aD( d-m+1fe“V0|e]

€ \ Vol

with []?im]a :%( _[—divae mv}:f{ -0, [Eaa'\::} N’olej Eq. 46
1

3.2.3 Discrétisation temporelle explicite

Afin de simplifier les notations, l'indice utiligésque-la pour préciser le numéro du nceud ou
de I'élément considéré, est abandonné. Soit I'éguiahodale de I'équilibre mécanique
dynamique (Eqg. 46) exprimée au temgkqg. 47). Elle relie la masse nodatel’accélération
nodale au tempk ', les efforts internes;,, au tempg et les efforts externeg,, au tempg

(comprenant par exemple la gravité, les forces lesdmposées, les efforts de contact...).
ma'=f! +f! Eq. 47

int ext
Le vecteur d’accélération nodale est exprimé eptfon du vecteur vitesse nodal au demi pas
de temps suivant et au demi pas de temps précedentilisant un schéma d’intégration
temporel explicite du premier ordre de type differes centrées (voir Eq. 48). Le pas de

temps varie normalement d’'un incrément a I'autraisniialgorithme est ici présenté pour un
pas de temps constant afin de ne pas compliquetsdion inutilement.

) vt+Ay2 _ vt—Ayz

At

st

Eq. 48

Enfin, en insérant I'équation précédente (Eq. 48)sd’équilibre dynamique au temp$§Eq.
47), on peut calculer directement la vitesse auigem de temps suivant en fonction des
variables connues actuelles (see Eq. 49). Notomesl'qn n’explique pas ici la maniére de
calculer I'effort de contact et de le prendre empte. Les détails a ce propos sont donnés
dans la sectio.2.7 du manuscrit.
\7t+A% = Vt_A% +E(F|rtn + Fetxt) Eqg. 49
m

Une fois que la vitesse est calculée, le vecteardmmnéex au tempg+4t est réactualisé en
utilisant un schéma de différences centrées duipreardre (voir Eq. 50).

XA =%+ At w”% Eq. 50
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3.2.4 Modification anti-locking volumique du tenseur deeformations

Dans une formulation explicite standard, la vitegsdculée en Eq. 49 serait utilisée

directement pour mettre a jour le tenseur desseatesle déformation, des déformations, puis

des contraintes. Dans notre formulation, le tensis déformations infinitésimal doit étre

modifié pour éviter les effets du locking.

Pour ce, le ratio de variation de volume locale @stlué. Soitd' le ratio de variation

volumique local au temps t, quotient du volume l@zatempd vol' et du volume local initial

vol°.

_ Vol
Vol°

t

Eq. 51

L’évolution de ce ratio volumique local est toutadord calculée pour chaque élément,
directement apres avoir réactualisé les coordonmitesmaillage, et avant ['utilisation
éventuelle de remaillage. On I'appelledd, (voir Eq. 52).

t+A% _ VOl:;rAt

a, "
Vol,

Eq. 52

Ensuite, I'évolution du ratio volumique élémentai@@, est interpolée aux noeuds par une

procédure de moyenne non pondérée (voir Eq. 58.oast le nombre d’éléments adjacents
au nceud). L’évolution du ratio volumique est alors défirtentinuellement sur la géométrie.

ile
a =ZQiicU:% Eq. 53
e ¢

Le ratio volumique actuel!, nodal, peut si besoin en est étre propremenspiaté (dans le

cas ou un remaillage a été effectué). Il sera nsuis a jour a I'aide de I'évolution du ratio
. +At

volumique nodal®'**2 (see Eq. 54).

J:+At — JE * JJti*A%_ Eq. 54

Enfin, on peut déduire un ratio volumique élémestanoyennéil;® en interpolant le ratio

volumique nodal au centre de gravité de chaqueea¥iéan utilisant les fonctions de forme P1
(voir Eq. 55).

1 iDelt

= — Jue Eq. 55
Gime 1.2 s

t+At —
elt

Maintenant que le ratio volumique élémentaire mogeerst calculé, on peut modifier le
tenseur des déformations infinitésimal afin de rendotre formulation non sensible au
locking volumique.

Tout d’abord, le tenseus est mis a jour pour chaque élément de maniéersiglaes (voir Eq.
56).
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.
£t+Ay2 :l[grad(\'iHA%j+[grad(\7tm% ):| }
2 Eq. 56

t+AL
£t+A'[ :ft +Att Z /2

Ensuite,& est partagé en sa partie déviatorique et sa satiérique (voir Eq. 57).
gt = de\(‘sI+At )+%tr (e‘*”)[ld Eq. 57

Enfin, la modification anti-locking consiste a cenger la partie déviatorique de et de
remplacer sa partie sphérique en utilisant le rablomique élémentaire moyenné (voir Eq.
58). On obtient alors le tenseur des déformatioodifié & .

Frit = de\(fHAt )+%‘\]§;A‘ —l)Dd Eq. 58

L’avantage principal de cette formulation est qaemodification dépend uniqguement de
valeurs géométriques [Jol06]. Elle peut donc éffecaiée indépendamment de la loi de
comportement, simplifiant ainsi les choses si lasamétres matériaux sont différents d’'un
élément a l'autre. C’était une des limites des fdations présentées en [Bon98] et [Bon01].
De plus, la procédure de mise a jour du ratio vaduie est directe et ne nécessite pas de
connaitre I'état initial. Pour les formulations geétées précédemment dans la littérature, la
valeur des volumes initiaux devait étre consenBenP8, Jol06]. Le fait d’utiliser un ratio
volumique plutét qu'une variation de volume desn@éts permet aussi de se rendre
beaucoup plus indépendant du maillage. Le transgest données est alors grandement
facilité dans le cas ou un remaillage importanéa. |

Finalement, on peut remarquer que la nouvelle ftatimn présentée ci-dessus remplace la
partie sphérique du tenseur des déformations témhal en utilisant une mesure de la
variation de volume moyennée géométrique, équital@nune évaluation en déformation
finie. Etant donné que la valeur du pas de tempgette, il ne devrait pas y avoir de
différences a priori entre notre formulation et farmulation NMD exclusivement
infinitésimale, qui remplace la partie sphériquead@ar la partie sphérique de moyennée
[Det07]. Cependant, considérer les parties sphésiqdes déformations en grandes
déformation ne représente pas un surcolt de tempsaldul important, et peut permettre
d’éviter I'éventuelle accumulation d’erreurs aueau de la conservation de volume si I'on
utilise un grand nombre de pas de temps.

3.2.5 Calcul des contraintes élastiques ou inélastiques

Une fois le tenseur des déformations modifiédéterminé, le calcul des contraintes se fait de
maniere classique en utilisaat a la place des.

Dans le cas linéaire élastique, le tenseur desaiatéss'** est calculé en utilisant la loi de
Hooke et les coefficients de Lamé.
g =2u g+ Atre™ M 1d Eqg. 59

Dans les cas inélastiques, on utilise une procédlassique de prédiction élastique et
correction plastique pour résoudre le probleme dandRl-Reuss, dans le cadre de
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I'élastoviscoplasticité de von Mises. Cette rédolutest tres bien décrite dans la littérature,
par exemple dans [Sim91].

Le tenseur des déformations modifiéest séparé de maniére additive en une partiégtlast
et une partie plastique déviatorique (voir Eq. 60).

E=g,+€g, with tre; =0 Eq. 60

BN

Les déformations équivalentes de von Mises sontutEds a
plastiques modifiées.

partir des déformations

dim

Fot — Z ([ t+At] )2 Eq. 61

i,j=1

Les contraintes équivalentes de von Migesont calculées a partir de la partie déviatorigue
du tenseur des contraintes
ot =24 |-£t+AtJ+/1tr [£t+At]
1
gt = gt _ Zp gt g
3 Eq. 62

dim

U = Z ( t+At)

i,j=1

Premiérement, les valeurs prédictives des congmimt™, s et 7" sont calculées, en

supposant qu’il 'y a pas eu de déformation plagtigprs de I'incrément de temps.

Pred_zlu [g”m - :)I] +/H:r[£t+At —gtpl] Id

S pred :a.pred _Etra.predld
3 Eq. 63

2

di
Voi pred — i (S pred)

i,j=1

Ces valeurs predictives permettent de calculeritére de plasticitéf_, (voir Eg. 65). Le

signe du critére indique alors si les déformatitmrs de cet incrément sont bien purement
élastiques, ou si des déformations plastiquesrsepsoduites.

N A\S
f :ﬁpre"—a‘yzﬁpred—ay(f‘,?t 4) Eq. 64

crit

Si le critére de plasticité est négatif ou nulypbthése supposant que la déformation lors de
cet incrément de temps est purement élastiqueéesiée, et les tenseurs des contraintes et

des déformations peuvent alors étre mis a jouctdinent (voir Eq. 65).
=t+At

g =gt
- t+O
£ =0
fcrit < O = AL Lt Eq. 65
£p| = £p|
0.t+At :apred

64



Si le critére de plasticité est strictement pasitifla signifie que de la déformation plastique a
bien eu lieu durant I'incrément de temps, et gfdiit résoudre le systéme d’équations de
Prandtl-Reuss en chaque élément afin de pouvoareépe tenseur des déformations en sa
partie élastique et sa partie plastique. Ce problést résolu de maniere implicite, ce que I'on
appelle parfois méthode du retour radial (voir &).

~tHAt t+At

g £t+At +£
t+At —“A/ P
eqt =&, +AL —_—
2 ( pred)
]
t+At _ 2,U mie\e”m
fo.>0=> Eq. 66

o
— — — ;I—At
J‘—a‘y:at—ay(at,s /ijo

_ _ — ;t+At
0.t+At _0.t+At 0.t+At O'y(EHAt,f /Zj =0

t+At - St+At (3/1 3 2/'1) ~t+At |d

y

Dans le cas de la plasticité de von Mises, le gkl de Prandtl-Reuss peut se réduire a une
équation unique (Eqg. 67), ayant pour unique incenlincrément de déformation plastique
AA dont la définition est donnée ci dessous[Gra92].

At 3 At

Eq. 67

Finalement, I'équation est résolue a l'aide d’'ugoaithme itératif de Newton-Raphson en
chaque élément déformé plastiquement. Les défasmsaet la contrainte peuvent alors étre
mis a jour en fonction daA .

§t+At :Et +\/§AA
3

_t+A/ 2 A/]
3 At
pred
(Spred )2
1]

tHAt 1-=£77 Zlu AN Spred + (‘3/1 + Zlu) [ﬂrg:HAt |d

]
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3.2.6 Gestion de 'amortissement

La gestion de lI'amortissement est un enjeu imporf@our les simulations dynamiques

élastigues ou élastoviscoplastiques a deux nivedwut d’'abord, cela permet de se

rapprocher des comportements dissipatifs naturetsndatériaux. Ensuite, certaines formes
d’amortissements permettent de résoudre des preblé&scillation numérique inhérents a

la discrétisation en éléments finis ou améliorex performances du calcul dans certaines
situations.

L’origine des dissipations viscoélastiques physsqde métal n’est pas bien comprise de nos
jours. Cependant, ne pas les modéliser empéche smmulation dynamique élastique ou
élastoviscoplastique de converger vers un étatliboui L'ajout d’'une Iégeére viscosité
empirique aux efforts internes élastiques calcplsun modele linéaire permet de modéliser
assez bien ce phénoméne et d’atteindre I'équisommpté. Ainsi, une méthode classique est
choisie ou les efforts visqueux sont calculés enction du tenseur des vitesses de
déformations en utilisant la loi élastique de Hoekées mémes coefficients de Lamé. Elle est
couramment appelée amortissement élastique de iaylgintensité de cet amortissement
est contrdlé par un facteur multiplicatif, qui est égal a 0.01 dans nos simulations [Hal98,
Hib02, Mah06] (voir Eq. 69).

[O_t_,_m ]Viscoelast:[a_t_,_At]Elast + o At [@2/] EITAVZ +5i]. 1 tr&':-AyZ) Eq. 69

ij ij

Parfois, les formulations explicites sont utilis@esir simuler des procédés ou le résultat final
recherché ne dépend pas du chemin parcouru, cormmexpmple quand on s’intéresse a
I’équilibre d’'une piéce élastique. Il est alors gibke de faire un calcul classique en n’utilisant
gu'un léger amortissement élastigue. Cependansy&eme risque d’osciller longtemps
autour de I'équilibre avant de I'atteindre. Puisgias ces simulations le résultat ne dépends
pas du chemin parcouru mais que de I'état finaksi intéressant d’amortir le systéme
fortement afin qu’il atteigne le résultat en unedewx oscillations. L’amortissement élastique
de Rayleigh ne se préte pas bien a I'impositiofiodis amortissements car quaod grandit
et se rapproche de 1, le pas de temps critigua @garlulation commence a étre altéré. On
utilise alors une méthode que I'on appellera ammsetnent massique de Rayleigh, ou les
efforts ne dépendent pas de la vitesse de défammatiais directement de la vitesse des
nceuds, comme si les nceuds étaient a I'intérieur tilude visqueux. Elle permet d’amortir
tres fortement le systéme sans diminuer le pa®gg critique. Dans le cas test élastique
présenté dans la suite de ce chapitre, cet anartesst est utilisé en fixant le coefficient de
contréle 8 a 0.01 [Hal98, Hib02, Mah06] (voir Eg. 70).

\7“AV2 —(1_13)\7“Ay2 Eq. 70

damped ™~

Enfin, dans toutes les simulations dynamiquespastitelles a grande vitesse, il est possible
de voir apparaitre des oscillations numeériques lvéales a de trés hautes fréquences. Un
nceud commence a osciller, augmentant tout d’aboodhalement la déformation plastique
des éléments adjacents. Ensuite, 'amplitude eitésse d’oscillation continuent de croitre
jusqu’'a les dégénérer. L'utilisation d’un amortisent élastique de Rayleigh, méme assez
prononceé, ne permet pas de s’en débarrasser. Qausge alors vers un amortissement
sphériqgue appelé «viscosité linéaire volumique»i @joute une pseudo-pression
proportionnelle a la partie vitesse de variationvdéume des éléments et dépendant des
propriétés du matériau (module d’Youlget densitép) et du maillage (taille de maille

L®®M. Cet amortissement permet de venir & bout dul@nod sans modifier les résultats aux
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endroits ou les oscillations numériques localesagroduisent pas. Il est donc utilisé par
prévention dans toutes nos simulations en fixaqalemetre de controlgs a 0.06 [Hal98,

Hib02, Mah06] (voir Eq. 71)

ot =g +yp E*/i e Eltr Eq. 71

3.2.7 Gestion du contact et des conditions limites dei€htet

L'imposition du contact entre la piece et un otiglide et I'imposition des conditions limites
se font par un algorithme de prédiction correctiérest une méthode rapide, robuste et trés
efficace, qui est couramment utilisée dans le cddseformulations explicites. De méme que
dans les chapitres précédents, on suppose icifaailiter la notation du probleme que le pas
de temps est constant. Cependant, I'algorithme émphté peut gérer des pas de temps
variables.

Dans un premier temps, une vitesse prédictiveadstiée de maniere classique (voir Eq. 49),
sans prendre en compte les éventuels efforts daatdroir Eq. 72).

At _At At
p:ed/ - Vt /2 t— m (flﬁlt + fe}xt) Eq. 72

Ensuite, un algorithme teste si cette vitessereatléquation avec les conditions de contact, et
calcule les efforts de contact normaux a ajout&rrei@uds qui auraient pénétré I'outil afin de
les reprojeter & sa surface (Eq. 73). Pour ce,titiseule calcul de distancd' par méthode
level set, et de normales en utilisant le gradient numérique du champ distaprésenté
dans le chapitre 2 (semi-explicite) de la thése.plis amples détails peuvent étre trouvés
dans l'article [Bru08].

d’ +At[ T —vout) M' >0 = lenoeudestencontact

pred
Eq. 73

d' +At( ;ed/z —vout) M'<0 = lenoeud'estpasencontact

Le calcul de la force normale de contact pour Eesids concernés se fait en deux parties (Eq.
74). La premiére peut étre considérée comme lafphysique de contact, qui changerait la
vitesse normale précédente du noeud en la vitexseate de I'outil. Elle correspond a la
force qui serait obtenue dans un probleme parfaitemiscrétisé temporellement. La seconde
partie de la force de contact, que I'on peut appelee de reprojection (au sens large), est
due a la discrétisation temporelle du problemee Et donc non physique. Dans notre
algorithme, cette force est limitée afin de ne psguer de propager dans la piece des ondes
de contraintes non physiques. Elle est calculé®mrction de la distance a I'outil au temips

d,, et la taille de I'élément concerné, approchédaaacine cubique du volume nodéil. La
distance de reprojection imposée par cette forteeeggénéral limitée 1% de la taille de
maille, mais cette limite n’est normalement jamatteinte étant donné la finesse de la
discrétisation temporelle en explicite.

ay
f = %t|:(vout ;ed JEﬁ mm(d (63 Voljdt} At Eq. 74
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La force tangentielle de contaft peut étre calculée dans le cadre de lois de fneité
isotrope.
On calcule tout d’abord la norme de la force detaxmd‘FTH (Eq. 75). Celle-ci peut dépendre

de parameétres comme la pression de contact, Isseiteelative de glissement entre la piéce et
I'outil, ou encore la contrainte de fluage du miatér Des lois de type Coulomb et Coulomb
limité Tresca sont pour I'instant disponibles déndibrairie programmeée. L'implémentation
de nouvelles lois est tres simple a effectuer.

La direction de la force de frottement est enstitectement déduite en fonction de la vitesse
de prédiction relative tangentielle entre I'outile nceud en contact (voir Eq. 75 et Fig 28).

f‘r =ma{ﬂ J [VT out ~ VT, pred] Eq. 75

"VT out VTpred" At

ﬁI'.pred

'..........»

Fig 28: Apercu de la direction de la force de froement en fonction de la vitesse de l'outil et latdsse de
prédiction du noeud en contact pour un modéle triblmgique isotrope.

Le champ de vitesse est alors réactualisé en premacompte les forces de contact venant

d’étre calculées.

t At _t At At -
Garte,= p:edé +E(fN ) Eq. 76

Le champ de vitesse réactualisé par les effortcatdgact vcong%t est ensuite projeté sur
I'espace des solutions en accord avec les conditiontes de Dirichlet (Eq. 77). L'opérateur
de projection est ici notﬂ

t+A/ _t+ y

|—| Vcontact Eq. 77
CL

Finalement, le champ de vitesse obtehU2 est utilisé pour réactualiser le maillage, déduire
les tenseurs de vitesse de déformation et de daftmmmodifiée, et effectuer le calcul des
contraintes.

Afin de prendre en compte simplement les rayonsétéad’outils sans avoir a utiliser un
nombre important d’éléments pour mailler ce dern@r utilise une méthode dérivée du
lissage de normale implémenté dans le logiciel #dMoc99]. Une structure intérieure de
I'outil est maillée, avec des arétes vives, et dose d’éléments. La distance de chaque nceud
a cette structure interne est évaluée: nulle ssutéace de cet outil, négative a I'extérieur,
positive a l'intérieur. La distance a I'outil estseite calculée en soustrayant le rayon d’aréte
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souhaité a la distance a la structure interne. @alaet d’obtenir des arrondis d’aréte parfaits
(a la discrétisation de la piece prés), et de pousaliculer des normales directement en
prenant le gradient de la distance a l'outil. Lathnée est présentée ci-dessous pour un cas
2D (voir Fig 29). Pour obtenir des rayons d’outliférents sur différentes arétes, voire des
rayons sur des arétes concaves, il suffit de cainstfoutil en plusieurs sous-parties, puis de
les relier ensuite.

structure maillée de I'outil

/ rayon d’arrondi d’'aréte

surface réelle de I'outil

Fig 29: Méthode de définition de la distance a I'atil.

3.3 Validation sur cas test élastique incompressibl e stationnaire

Dans cette section, la nouvelle formulation exp@ioet sa modification anti-locking sont
testées sur un cas élastique incompressible. CGestas déja été utilisé dans la littérature pour
tester la sensibilité au locking volumique de folations similaires [Jol06]. Méme s'il est
simple a implémenter, cette simulation est tregemmte en raison des conditions extrémes de
contact parfaitement collant qui sont imposées. rféssiltats obtenus avec notre formulation
sont comparés de maniére qualitative et quantgaiveux de la littérature et aux solutions
obtenues avec une formulation implicite utilisaas &léments mixtes PP1 (logiciel Forge
2005).

3.3.1 Présentation du cas test

Le cas test consiste a écraser un cylindre élastigasi incompressible de 20% dans le sens
longitudinal. Les dimensions initiales de la piadesi que les propriétés mécaniques (proches
du tissu cérébral) sont données dans le Tableaued.résultats sont observés lorsque
I’équilibre est atteint. Le contact est parfaitemeollant, ce qui implique qu’il est probable
gue du locking volumique apparaisse dans les régioisines de I'outil (voir Fig 30).

On utilise un amortissement élastique de Rayleigh?® un amortissement massique de
Rayleigh a 1% afin d’atteindre I'équilibre plus id@ment, et une viscosité linéaire volumique
a 6%. Il n’est pas nécessaire de remailler la pgi&ce ce cas test.
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Fig 30 : Schéma descriptif du cas test de compresside 20% d’un cylindre élastique quasi-
incompressible.

Dimensions Hauteur : 0.1m
Diamétre : 0.1m

Propriétés mécaniques Module d’Young : 3000 Pa
Coefficient de Poisson: 0.49
Masse volumique : 1000 kg/m

Maillage Nombre de noeuds : 2093

Tableau 1 : Dimensions et propriétés mécaniques dias test de compression de 20% d’un cylindre
élastique quasi-incompressible (matériau proche dtissu cérébral).

3.3.2 Résultats

Les résultats obtenus avec la formulation explieitetétraedres linéaires standards, avec la
nouvelle formulation en tétraédres linéaires aveadifitation anti-locking, avec une
formulation implicite et des éléments mixtes' PPl en utilisant Forge3 et ceux présentés
dans la littérature [Jol06] sont comparés. Les Ktans sont réalisées avec un maillage de
base assez grossier, mais trés proche de celséudéns les travaux publiés.
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Un apercu qualitatif des champs de pression (RiyeBde contraintes de von Mises (Fig 32)
obtenus a I'équilibre est tout d’abord présentéméme échelle est utilisée pour chacun des
résultats, sachant que pour le cas de la formulaiplicite standard, les champs de pressions
maximaux et minimaux dépassent largement I'échdillisée (-4300 Pa au minimum et 8500
Pa au maximum). Des relevés quantitatifs de pressiade contraintes de von Mises sont
également tracés, au niveau de coupes situéesnsdiamétre a mi-hauteur du cylindre
compressé et sur un diametre au niveau de la sudaccontact entre la piéce et I'outil
supérieur (voir Fig 33, Fig 34, Fig 35 et Fi§).3

Ensuite, les conséquences géométriques de la wmtibfi anti-locking sont évaluées en
comparant le profil du cylindre a I'équilibre obteavec les différentes simulations (Fig 37),
comme cela est fait dans la littérature [Jol06]. taiation de volume du cylindre en
engendrée durant la simulation est donnée danaldkeadu 2.

Finalement, la dépendance de notre modification-lacking a la taille de maille est
déterminée par I'étude du rayon maximal du cylinai&quilibre en fonction du nombre de
degrés de liberté du maillage utilisé (Fig 38)s thamps de pression et de contraintes de von
Mises obtenus avec le maillage le plus fin (15082uds) sont présentés en Fig 39.

Pression (Pa)
1250
1125
1000
75
750
625
500
375
250
125
0

Fig 31 : Pression a I'équilibre obtenue avec des téedres linéaires classiques (A), des tétraedresdiaires
modifiés (B) et avec une formulation implicite et ds tétraédres mixtes P1P1(C).

contraintes de
won Mises (Pa)

1730
1383
1420
1233
1030
925
760
595
430
265
100

Fig 32 : Contraintes de von Mises a I'équilibre ol#nue avec des tétraedres linéaires classiques (8&s
tétraédres linéaires modifiés (B) et avec une forntation implicite et des tétraédres mixtes P1P1(C).
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Fig 33 : Valeurs de la pression a I'équilibre sur o diamétre & mi hauteur du cylindre obtenue avec de
tétraédres linéaires classiques, des tétraédres éiaires modifiés et avec une formulation implicitet des
tétraédres mixtes P1 P1.

3500 -

3000 [

e P1 standard

2000 +—- - .
\ £ e £ / ——  P1modifié

1500 — - .
\\ N / .~ Implicite P1+ P1
1000 -

500

! /
2500 +.i /
“l' /

pression nodale (Pa)

-0.05 -0.025 0 0.025 0.05

position sur le rayon {m)

Fig 34 : Valeurs de la pression a I'équilibre sur n diameétre au niveau du contact avec I'outil supégur
obtenue avec des tétraédres linéaires classiquessdétraeédres linéaires modifiés et avec une forration
implicite et des tétraédres mixtes P1P1.
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Fig 35 : Valeurs de la contrainte de von Mises adquilibre sur un diamétre a mi hauteur du cylindre
obtenue avec des tétraedres linéaires classiquessdétraedres linéaires modifiés et avec une forration
implicite et des tétraédres mixtes P1P1.

1000 \\ /
800 \ /

+"\\\ %’, - P1 standard
600

x*- / —— P1 modifie

contraintes de von Mises (Pa)

400 X ff i
\ = . Implicite P1+ P1
T e
200 S
0 T T T T 1
-0.05 -0.03 -0.01 0.01 0.03 0.05

position sur le rayon (m)

Fig 36 : Valeurs de la contrainte de von Mises adquilibre sur un diametre au niveau du contact avec
I'outil supérieur obtenue avec des tétraédres lindees classiques, des tétraedres linéaires modifiést avec
une formulation implicite et des tétraédres mixte$1" P1.
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Fig 37 : Section du cylindre a I'équilibre obtenueavec des tétraédres linéaires classiques, des tédaes
linéaires modifiés et avec une formulation implide et des tétraédres mixtes P1P1.

Volume initial Volume final Variation de Variation de volume
(m°) (m°) volume () (%)
Tetraedre | 4 g15, 1 7.73352 10 7.888 16 1.010 %
standard
Tetraedre | 7 8124 10 7.75662 10 5578 10° 0.714 %
modifié
”S‘l’l";,'tle 7.8124 1d 7.7475 10 6.490 10° 0.831 %

Tableau 2 : Comparaison du volume total du cylindrdors du cas test de compression a 20%.
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Fig 38 : Sensibilité de la formulation a la finessde maillage (diamétre maximal du cylindre déformé

pression (Paj)

1230
1125
1000
a7a
750
523
=00
378
250
123

0

Fig 39 : Pression (A) et contraintes de von Mises (Bbtenues avec la formulation sur tétraedres linéees

obtenu pour différentes discrétisations).

contraintes de
von Mises (Pa)
1750

1583
1420
1235
1080
925
TEO
595
430
263

100

modifies avec un maillage trés fin (15099 nceuds).

75




3.3.3 Analyse des résultats

Comme on pouvait s’y attendre, le cas test de cessprn d’'un cylindre élastique quasi-
incompressible révéle la sensibilité au lockinguoique de la formulation sur tétraédres
linéaires standards. Méme si les différences seatvsibles sur les champs de contraintes de
von Mises (voir Fig 32 A), il est évident que lbamp de pression montre sur une
formulation P1 standard de fortes instabilités amiér (voir Fig 31 A) et que la forme finale
du cylindre a I'équilibre est modifiee de maniemeportante (voir Fig 37). En fait, les
déformations qui devraient étre tres localisées damégion proche de I'outil sont dissipées
dans tout le cylindre. Cela est di a la forte sumedion de la pression. Dans cette région, les
valeurs nodales sont proches de 3000Pa, mais llBsrsa@&lémentaires présentent des maxima
de 8000Pa et des minima de -4000Pa. Les valeuedingg de pression en cette région sont
bien sr complétement absurdes et non physiques.

D’un autre c6té, on voit que notre formulation wiraedres linéaires modifiés se comporte de
maniere tout a fait satisfaisante et libére leatidre linéaire des effets du locking volumique.
Le champ de pression est stabilisé (voir Fig 3&tBgs contraintes de von Mises sont en tres
bon accord avec les valeurs de référence impligites Fig 32 B and C). Les valeurs
absurdes négatives de pression dans la zone paledtautil ont disparu et la géométrie finale
du cylindre est en parfait accord avec les résuliat référence implicites obtenus avec des
tétraédres mixtes PP1 (voir Fig 37) ainsi qu'avec les résultats pasidans la littérature
[Jol06].

Cependant, si les valeurs de pression obtenueslaviecmulation sur tétraedres linéaires
modifiés sont en bon accord qualitatif avec lesitéts de référence implicites, il est possible
de relever cependant quelques differences quawntisafvoir Fig 33 et Fig 34). La pression
est en général Iégérement surestimée (fortemenivaau du contact, et d’'a peu prés 25% au
centre du cylindre). Les raisons de cette sure§timae sont pas encore connues. Cependant
certaines pistes de recherche peuvent étre prapokéat d’abord, le processus de calcul de
pression est assez différent dans les deux cd®riralation sur tétraedres linéaires modifiés
calcule des variations de volume exactes des élSmenis les moyenne aux noeuds, alors
gue la formulation implicite calcule directemens Ipressions aux nceuds, en utilisant un
formalisme en petites déformations.

En revanche, il est rassurant de constater quiéféaethce observée sur les pressions n’a, dans
ce cas au moins, pas d’effet significatif sur lestraintes de von Mises. Celles-ci sont
gualitativement et quantitativement en tres bonoatcavec les résultats de référence
implicites (voir Fig 32, Fig 35 et Fig 36). Larie finale du cylindre n’est pas affectée non
plus et la variation de volume totale du cylindeesouffre pas de la modification anti-locking
(Tableau 2).

Par ailleurs, il est aussi important de soulign€uge comparaison qualitative et quantitative
des valeurs de pression et de contraintes n'a gamnééé publiée pour des éléments
tétraédriques de type moyenne de pression ou meyeardéformation. Seuls des résultats
géométriques ont été présentés [Bon98, Bon01, JDE®7].

Finalement, I'analyse de dépendance a la taillmdi#le montre que la formulation modifiée
est efficace méme avec des maillages assez gogsies le cadre de cas tests sensibles (voir
Fig 38). Les résultats obtenus avec un maillag20$3 nceuds (voir Fig 31 B et Fig 32 B)
concordent parfaitement avec ceux obtenus avecailtage de 15099 nceuds (voir Fig 39 A,
B and C). La forme finale du cylindre est aussiesppsée avec celles obtenues avec le
maillage plus grossier en formulation modifiée ef@mulation de référence (voir Fig 37).
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3.4 Validation sur cas test dynamique élasto-plasti  que

Dans cette section, la formulation sur tétraédresalres modifiés est testée dans le cadre de
grandes déformations élasto-plastiqgues de métaunc, guasi-incompressibles. Le célébre cas
test d'impact de barre a haute vitesse de Taylétéachoisi pour ses caractéristiques de
dynamique a grande vitesse tout d’abord, mais supour sa grande sensibilité au locking
volumique [Zie98, Bon98]. Il permet d’analyser faanent la modification anti-locking sur
tétraedres linéaires en observant par exemplehi@sps de pression obtenus ou le diamétre
d'impact final de la barre. Nos résultats sont cam@p aux résultats présentés dans la
littérature et aux résultats de référence obtemas B logiciel Abaqus/Explicit® en utilisant
I'élément hexaédrique linéaire a intégration réeleit stabilisation anti-hourglassing classique
[Hib02].

3.4.1 Présentation du cas test

Une barre de cuivre est impactée a 227 m/s surwrrigide. Il n’y a pas de frottement entre
le mur et la barre. Le contact sur le mur est imglété en tant que condition homogéne de
Dirichlet sur la vitesse (voir Fig 40). Le cuivest supposé élasto-plastique a écrouissage
linéaire. Les dimensions et les propriétés mécasigont données dans le Tableau 3.

Un amortissement élastique de Rayleigh a 1% elséutpour modéliser la visco-élasticité
naturelle du métal et une viscosité linéaire volyuei de 6% permet d'éviter I'apparition
d’oscillations numeériques locales.
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56.4 min

Vinit =227 m/s

32.4 mm

Fig 40 : Schéma descriptif du cas test d'impact dearre de cuivre.

Dimensions Hauteur : 32.4 mm
Diamétre : 6.4 mm

Propriétés Module d’ Young : 117 Gpa

mécaniques Coefficient de Poisson : 0.33
Masse volumique : 8930 kg/m
Contrainte de fluage initiale 0.4 Gpa
Ecrouissage linéaire : 0.1 Gpa

Maillage l\_lombr_e de.: nceuds en fin de 4200
simulation :

Tableau 3 : Dimensions et propriétés mécaniques duas test d'impact de barre de cuivre.
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3.4.2 Résultats

On compare ici de maniéere qualitative et quantitakes résultats provenant de la formulation
utilisant des tétraédres linéaires standards, dertaulation utilisant les tétraedres linéaires
avec modification anti-locking, et ceux obtenusales éléments hexaédriques a intégration
réduite et stabilisation anti-hourglassing d’Abdguxsplicit®.

Tout d’abord, un apercu qualitatif des champs @sgon et de contraintes de von Mises est
donné en Fig 41 et Fig 42. Ensuite, les valeerprssion et de contrainte de von Mises
obtenues le long de I'axe de la barre et le longlidmétre de la face d’'impact sont tracées
pour réaliser une comparaison quantitative (vog 3, Fig 44, Fig 45 et Fig 46). La
géométrie finale de la barre obtenue est aussiraaige aux géométries publiées dans la
littérature (Tableau 4). Finalement, afin d’étudier dépendance au maillage de notre
formulation, les champs de pression et de von Mid¢snus avec un maillage trés fin (a peu
pres 29500 nceuds a la fin de la simulation) soalyaés et comparés a ceux obtenus avec un
maillage classique (4200 noeuds) (voir Fig 47).

pression (FPa)

T 45e+008
T 3.6e+003
[ 2.7e+l0&

[T 18e+008

Se+007
pression (Pa)
27 ares +4 500e+08
+3.6008+08
+2.700e+08
+1.5002+08
+9.000=+07
+0,000e+00
-0.000e+07
-1.E00e+08
-2, 700403
-3.600e4+08
-4.500:4+08

-Se+007

-1.8e+003

-2.7e+008

-3 Be+008

-4 5e+008

Fig 41 : Pression 8Qus apres I'impact obtenues avec des tétraedres lirnées classiques (A), les tétraedres
modifiés (B) et les éléments hexaédriques a intédi@n réduite et stabilisation anti-hourglassing
d’Abaqus/Explicit (C).
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Fig 42 : Contrainte de von Mises 8fis aprés I'impact obtenues avec des tétraédres liriéss classiques (A),
les tétraedres modifiés (B) et les éléments hexaégires a intégration réduite et stabilisation anti-

hourglassing d’Abaqus/Explicit (C).
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Fig 43 : Valeurs de pression sur I'axe de la barr80us aprés I'impact pour les résultats obtenus avec ge
tétraedres linéaires classiques, avec les tétraédrmodifiés et avec les éléments hexaédriques a grigtion
réduite et stabilisation anti-hourglassing d’AbaqugExplicit.
L'origine est située au centre de la zone d’impact.
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Fig 44 : Valeurs de pression sur le diametre de kurface d’impact 8Qus apres I'impact pour les résultats
obtenus avec des tétraedres linéaires classiquesea les tétraédres modifiés et avec les éléments
hexaédriques a intégration réduite et stabilisatioranti-hourglassing d’Abaqus/Explicit. L'origine est
située au centre de la zone d’'impact.
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Fig 45 : Valeurs de contrainte de von Mises sur lie de la barre 8Qus aprés I'impact pour les résultats
obtenus avec des tétraeédres linéaires classiquegea les tétraedres modifiés et avec les éléments
hexaédriques a intégration réduite et stabilisatioranti-hourglassing d’Abaqus/Explicit.
L'origine est située au centre de la zone d’impact.
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Fig 46 : Valeurs de contrainte de von Mises sur e de la barre 8Qus aprés I'impact pour les résultats
obtenus avec des tétraeédres linéaires classiquesea les tétraédres modifiés et avec les éléments
hexaédriques a intégration réduite et stabilisatioranti-hourglassing d’Abaqus/Explicit.
L'origine est située au centre de la zone d'impact.

tetraédre | tetraédre | hexaédre
standard | modifié Abaqus cBS ANP
longueur finale 211 21.46 21.63 21.94 ?
(mm)
rayon d’impact 5.94 7.07 7.08 7.07 6.99
(mm)

Tableau 4 : Forme finale de la barre 8Qus aprés I'impact obtenus avec les tétraédres linéas classiques,
les tétraédres linéaires modifiés, les hexaédreadiaires a intégration réduite et stabilisation antlocking
d’Abaqus, la formulation CBS [Zie98] et la formulation ANP [Bon98].
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Fig 47 : Champs de pression (A) et de contraintesed/on Mises (B) 8fis apres I'impact obtenus avec les
tétraédres linéaires modifiés pour un maillage tré$in (29500 nceuds)

3.4.3 Analyse des résultas

Tout d’abord, on constate en observant les résullatce cas test que la formulation utilisant
des tétraedres linéaires standards est tres seasibbcking volumique. La pression présente
de fortes instabilités en damier (voir Fig 42)shaleurs de pression et de contraintes de von
Mises sur I'axe de la barre et au niveau de la zbingpact sont complétement différentes de
celles obtenues avec la formulation de référenédatjus (voir Fig 43, Fig 44, Fig 45 et
Fig 46). La forme finale de la barre impactée asisi tres différente de la forme obtenue
avec Abaqus, ou des résultats présentés dandélatitre (voir Tableau 4). Les tétraedres
linéaires standards donnent un rayon d'impact fiteab.94 mm au lieu de 7.08 mm pour la
simulation menée avec Abaqus. Les valeurs de pressint largement surestimées en valeur
absolue, avec des valeurs comprises entre -7.5&0et 9.19 Pa. Cette sur-estimation
entraine une sous-estimation des déformationddcadisées qui auraient du apparaitre dans
cette région et qui sont réparties dans touteraeba

En revanche, on peut voir que la formulation stiraé@res linéaires avec modification se
comporte de maniere tres satisfaisante, sans malgrgensibilité au locking volumique. Les
champs de pression et de contrainte de von Miseespondent bien aux champs de
références obtenus avec Abaqus/Explicit (voir Hig B and C, Fig 42 B and C). La
formulation permet de localiser correctement laodéhtion dans la zone d’'impact. La forme
finale de la barre correspond bien a celle simdiées les cas de référence et a celles publiées
dans la littérature (voir Tableau 4). On obtientriéme rayon d'impact qu’Abaqus et que la
formulation CBS [Zie98], et I'on est tres proche aui obtenu avec la formulation ANP
[Bon9sg].
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En regardant les résultats plus en détail, de gsetiifférences quantitatives peuvent étre
observées sur les valeurs de pression sur I'axa darre et sur la surface d’'impact (voir Fig
43, Fig 44, Fig 45 et Fig 46). Il faut cependeaititiviser ces différences en soulignant le
fait qu’'on se situe dans un cas de dynamique rapittés hauts gradients de vitesse et de
pression, et qu’on utilise un maillage relativemgrassier et des remailleurs différents d’un
cas a lautre. De plus, les résultats sont analyfégs aprés l'impact, comme dans la
littérature, mais I'équilibre n’est pas encore iatteCes petites différences pourraient étre
expliqguées par une légére sensibilité a la corvieztilu maillage ou des décalages de I'ordre
de la nano-seconde dans la propagation des ondstgébs ou dans les instants ou les
apercus sont réalisés.

Enfin, pour étudier la sensibilité a la taille daile, une simulation a été réalisée avec la
formulation sur tétraedres linéaires modifiés ahsant un maillage trés fin. Les champs de
pression et de contrainte de von Mises obtenusetonne corrélation avec ceux obtenus
avec le maillage plus grossier (voir Fig 47). layan d’'impact final est tres proche du

précédent aussi, c’est-a-dire 7,13 mm au lieu @& mm. La différence de volumes finaux

obtenus avec le maillage relativement grossiez etdillage trés fin est d’environ 0,1%.

3.5 Mise a I'épreuve de l'algorithme de contact

Dans cette section, la robustesse de I'algorithenecthtact proposé est testée sur plusieurs cas
tests élastoviscoplastiqgues 3D assez contraigriamtsnatériau est quasi incompressible et les
déformations sont trés importantes. Le premiergestpproche d’'un cas de mise en forme de
métal a chaud (loi puissance), tandis que le sesen@dpproche d’'un cas de mise en forme a
froid (écrouissage linéaire). Dans les deux caasgdrithme devra étre capable de gérer
I'entrée en contact des nceuds, le glissement impiodes nceuds sur la surface de contact et
le décollement de nceuds anciennement en contaqudtent la surface de I'outil. Ces cas de
mise en forme a grande déformation nécessitentdiiefiutilisation fréquente de remaillage
afin de conserver des éléments de bonne qualité.

3.5.1 Cas 1: pénétration d’une boule indéformable dansmlopin cylindrique

Le premier cas consiste a faire pénétrer une bmaéformable a I'intérieur d’'un lopin
cylindrigue. C’est un cas trés éprouvant pour letact, présentant beaucoup de contraintes
résiduelles dans le matériau. De plus, il faut dansas gérer correctement I'entrée de nceuds
en contact, le glissement important de nceuds ssurface de I'outil et le décollement de
nceuds lorsque la boule s’enfonce. La loi de corepmenht utilisée se rapproche des lois de
comportement de métal a chaud, couplée a unedsiiglie de module d'Young trés bas. La
loi de frottement utilisée est de type Coulomb,caua coefficient de frottement de 0,2. On
peut voir une coupe du cylindre en fin de simulatigig 48). Dans le plan de coupe sont
représentées les pressions. Sur la surface dudogjion peut voir en bleu foncé les zones
sans contact, en bleu clair les zones en contassiagt et en rouge les zones ou le contact est
devenu collant en raison des pressions de comt@cirtantes.
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Fig 48 : Coupe du cylindre en fin du cas test numérl. On observe sur le plan de coupe le champ de
pression (Pa), et sur la surface du cylindre I'étatle contact.

3.5.2 Cas 2: enfoncement d’'un coin dans la face d'un loghexaédrique

Ce second cas a pour but de tester notre algorittame des conditions plus proches de celles
de l'usinage. Un outil présentant une aréte deldaiayon va venir fendre un lopin
hexaédrique. La loi de comportement utilisée est (01 élasto-plastique a écrouissage
linéaire, avec des valeurs proportionnelles a sefle comportement du cuivre. La loi de
frottement utilisée est de type Coulomb avec urfficoent de frottement de 0,2. On peut
observer (Fig 49) la forme finale de la piece nbte la pression dans le plan de coupe et la

condition de contact des nosuds sur la surfacerextkr 'hexaédre fendu.

Cut[1]
110

a7

a4

=20

Fig 49 : Coupe du cylindre en fin du cas test numér2. On observe sur le plan de coupe le champ de
pression (Pa), et sur la surface du cylindre I'étatle contact.
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3.5.3 Analyse des résultats de contact

Les résultats obtenus avec l'algorithme de corgapticite par prédiction correction sont tres
satisfaisants. La condition de non pénétrationpastaitement respectée. Dans les deux cas
tests, I'entrée en contact des noeuds, leur glisstesoe I'outil et leur décollement sont gérés
correctement. L'algorithme est robuste, et pernaitdnir des résultats valides tant qu'il y a
au moins trois éléments sur un rayon d'aréte a B0fe semble de toute facon pas sérieux
d’envisager de travailler avec une discrétisatitus mrossiére dans ces zones a partir du
moment ou I'on veut obtenir des résultats de giadiér les champs physiques y présentent en
général des gradients trés importants.

Les valeurs physiques obtenues (comme la pressims),que les zones de contact glissantes
et collantes semblent réalistes et ne trahissestdeaproblemes particuliers tels que des
oscillations ou des instabilités.

Les problemes rencontrés dans ces cas tests 3kaedeg déformations ne sont pas dus a la
gestion du contact mais a la gestion du maillages dia zone de contact. Ces problemes sont
apparus aussi bien dans le premier cas que daetded, et ont été la cause de I'arrét de la
simulation. En effet, les éléments en amont deat@e de I'outil ont tendance a s’allonger
outre mesure et a présenter des arétes pénétréintéaieur de l'outil (pénétration non
détectée bien sdr car la condition de pénétratirvérifiée aux nceuds). Ce phénoméne est
bien sOr tout particulierement visible si cet oyiesente une pointe ou une aréte, comme
dans le cas test 2 (le phénomene commence a appaai la Fig 49). Une fois que cette
aréte commence a apparaitre, le remailleur, méneffectue de nombreux passages, ne sera
plus capable d’améliorer la qualité de cet élémguit continuera a s’allonger jusqu’a
dégénérer. En effet, les nceuds de ces élémentstr&snicontraints, en raison de leur
appartenance a la surface libre, et le remailledn anal a les déplacer. Ce phénomeéne peut
étre retardé si la piéce est discrétisée de matigsdine, ou si 'on augmente la tolérance du
remailleur & modifier la frontiére de la piéce. €egant, il finira toujours par apparaitre si
I'outil continue a pénétrer plus profondément diangiéce.

3.6 Conclusion

Ce chapitre a présenté, analysé et validé la fatoul explicite novatrice sur tétraedres
linéaires modifiés, inspirée des formulations ANP NMD, que j'ai mise en place et
implémenté. Elle a été comparée a la littératuré etes codes de calculs commerciaux
reconnus et éprouvés (Forge2005 et Abaqus/Explic cas test issus de la littérature pour
le cas de matériaux €élastiques linéaires et élastoplastiques isotropes de von Mises ont
montré que la formulation n’était pas sensible ptoblémes de locking volumique dans le
cas de comportements quasi-incompressibles. Ellerésente pas non plus d'instabilités de
type hourglassing. Sa simplicité et son trés fad@ét numérique en font une solution de
premier choix pour les formulations explicites. filigation d’éléments tétraédriques linéaires
a aussi l'avantage de permettre I'usage des rezuaslladaptatifs robustes proposés dans la
CimLib [Cou00], qui sont de toute premiere nécésgibur la simulation de procédés en
grandes déformations complexes. Cependant, ilgass$i remarquer que pour un nombre de
nceuds donné, ces éléments seront moins rapidedegubexaedres lin€aires a intégration
réduite. En effet, les deux formulations présentenseul point de Gauss par élément, mais a
taille de maille égale, un maillage hexaédriquespde moins d’éléments qu’un maillage
tétraédrique.
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Les résultats obtenus avec les tétraédres linéatilesir modification anti-locking sont en bon
accord avec les résultats de référence. Une différguantitative tout de méme significative
a certes été observée sur le champ de pression ldanas de compression élastique
incompressible, mais elle ne semble pas avoir dichgur les contraintes déviatoriques ou
les déformations. Il faut aussi souligner le faieae cas test est trés exigeant étant donné les
conditions extrémes et non physiques de contataifEment collant entre la piéce et I'outil.
Dans le cas de grandes déformations élasto-plastiqun ne retrouve pas cette différence et a
la fois la pression, les contraintes déviatorigueds les déformations sont en bonne
correspondance qualitative et quantitative aveasetest de référence. Ce travail permet donc
de confirmer la fiabilité de cette formulation afle simuler des procédés de mise en forme de
métaux, dont entre autres, I'usinage a grandesates

L'utilisation d’'un formalisme en petites déformat& qui signifie que les rotations sont
supposées faibles lors d’un pas de temps, powtr@tconsidérée comme une des faiblesses
de notre formulation. Cependant, cela posséde andgnombre d’avantages. Tout d’abord,
I'hnypothése de petites rotations est tres souangement justifiée étant donné la valeur du
pas de temps critique dans la simulation de misdoeme de métaux. La variation de
déformation d’un incrément a l'autre est en généiah inférieure a 0,01. De plus, cette
hypothése permet de simplifier de maniere trés mapte la résolution du systeme de
Prandtl-Reuss et la réactualisation des variabigsrries, réduisant ainsi de maniére
importante les temps de simulation.

J'ai implémenté pour enrichir cette formulation algorithme de gestion du contact entre la
piece et un outil rigide de type prédiction cori@tt Cet algorithme est robuste et stable. i
permet d'obtenir des résultats de trés bonne @uplitysique grace a la finesse du pas de
temps critique explicite. Il est possible dimplémer tres facilement diverses lois
tribologiques dépendant de la pression de contetla vitesse de glissement ou des
propriétés mécaniques des matériaux. Le surcoderigoe a prendre en compte revient a
peu prés a celui du calcul de normales P1 a mautichamp distance a I'outil modélisé par
une fonction level set, ce qui est relativementited

Etant donné les avantages évidents de cette fotimulsur celle présentée dans le chapitre
précédent de la thése, la formulation strictemexrgligte sur tétraédres linéaires avec
modification anti-locking et contact par prédicticorrection est retenue pour la suite de notre
travail. Sa compatibilité avec les remailleurs ddafs non structurés, son efficacité
particuliere dans le cadre de simulations de préEéd grandes vitesses avec des
comportements rhéologiques hautement non-linéaétesa capacité a gérer des événements
de contact complexes a faible colt en font un aldilprédilection pour des simulations en
pointe d’outil d’'usinage a grande vitesse.
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4 Simulation d’'usinage a grande
vitesse en deux dimensions
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4.1 Introduction

4.1.1 Contexte général

La nouvelle formulation explicite sur tétraedrasehires modifiés, non sensible au locking
volumique, enrichie d’un couplage thermomécanigiieannexes | et Il) est maintenant apte
a simuler les procédés d'usinage et d’'UGV. On ligéhn sOr pour cela usage pour cela des
outils de remaillage disponibles dans la CimLib.

4.1.2 Etatde l'art

La validation dans le cadre de 'UGV de notre ndi@véormulation explicite nécessite de
disposer de résultats de confiance, qui pourraet @mparés aux notres. La configuration
d'usinage doit y étre précisément indiquée et la de comportement du matériau
correctement définie.

L'obtention de résultats expérimentaux dans notdeoratoire, de qualité suffisante et
disponibles avant la fin de la thése, n'est passageable. Les collaborations engagées avec
nos partenaires dans le cadre des projet PGV Dbet Germis d’étudier le cas du couple acier
304L associé a des outils en carbure non revétes.ldds de comportement précises ont été
obtenues a des taux de déformation et tempéradleeses, ainsi que des lois tribologiques
thermomeécaniques fines dans des conditions pradhexlles de I'usinage [Sol08, Broc09,
Gui09]. Cependant, aucun cas test d’UGV en coupf@gonale n’a été étudié en termes de
morphologies de copeau, de présence ou non de daledeisaillement adiabatiques, ou
d’efforts de coupe. Il est donc inutile d’utilisegs lois de comportement pour nos validations,
sachant quaucun moyen d’évaluer les résultatsnoltene serait disponible. En ce qui
concerne la bibliographie, on peut y trouver daslét expérimentales d’'UGV avec des
études de formation de bandes de cisaillement atiliples. Cependant, aucun d’entre elles ne
fournit assez de détails sur le comportement deériaax utilisés, dans une plage de vitesses
de déformations et de températures suffisante.

Le choix a alors été fait de valider notre simaiathumérique par rapport a d’autres résultats
numériqgues éprouvées. |l existe plusieurs articigésentés dans notre introduction, qui
décrivent précisément a la fois la formulationisdié et les résultats obtenus, surtout en 2D
[Mar95, Cer99, Cer00-02, B&k02-05-06, Pan04, BarQ4 formulation de Baker, et
notamment le cas test présenté dans un articletr§8ak06], a été préférée pour plusieurs
raisons. Tout d’abord, son hypothése de base santBlessante : la formation d’'une bande
de cisaillement adiabatique découle dans sa siionjaexclusivement de phénoménes
thermomeécaniques. Cette absence d’algorithmespidgatéon complexes ainsi que le nombre
réduit de parametres utilisés est appréciable poucas de validation. De plus, c’est en se
basant sur un solide travail expérimental sur BBAAV qu’a été mise en place et identifiée
une loi de comportement précisément pensée painége a grande vitesse [Bak02, Gen02].
Finalement, les résultats qu’il a obtenus sontitprécisément dans les articles, ainsi que la
dépendance de ces résultats en fonction de laioarides parametres de coupe. L'apparition
progressive de bandes de cisaillement adiabatpmes le copeau, lorsque la vitesse de coupe
augmente, y est par exemple trés bien illustrééomMéoque Delalondre, dans le cadre de PGV
1, avait aussi utilisé les travaux de Béaker polideases simulations implicites [Del 07-08].
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4.1.3 Travail effectué

Ce chapitre décrit le cas d’'usinage a grande &t@$3 utilisé pour la validation de notre
formulation. L’analyse comparative de nos résultss rapport a ceux de Baker permet de
valider 'implémentation de notre formulation et steuligner ses avantages. L'étude détaillée
de linitiation et de la propagation d’une bandecisillement adiabatique et la mesure des
efforts de coupe obtenus permet de visualiser lE@menes complexes et localisés qui
apparaissent lors de la formation du copeau, gwgivaluer I'influence de ces phénoménes
sur des valeurs macroscopiques qui ont été reledeéies des travaux expérimentaux de la
littérature.

4.2 Présentation du cas test d’'usinage a grande vit  esse 2D

On utilise pour la validation de notre formulatioas test d’'usinage se rapprochant le plus
possible de celui récemment utilisé par Baker [BdkDes dimensions du cas test, la loi de
comportement thermomeécanique ainsi que les conditie contact et d’échange thermique
sont présentés dans cette section. Les différandgsersistent entre notre cas test et le cas de
référence y sont soulignées avec soin.

4.2.1 Dimensions du cas test dUGV

Le cas test d’'usinage a grande vitesse est unecasalo usinage. On réalise une passe de 35
um de profondeur dans une piéce d’'une hauteur tdeBOum. Celle-ci est maintenue par sa
face inférieure uniqguement. L'angle de coupe estOteN’ayant aucune information sur
I'angle de dépouille utilisé par Béker, on a chaise valeur de 1,432°, qui correspond de
maniere qualitative. Le rayon d’aréte de l'outilipposé nul dans le cadre de l'article de
Baker, est pris ici de petite taille par rappork autres dimensions du cas testuf). Ce
rayon d’outil non nul permet d’assurer la précisida la modélisation éléments finis au
niveau de la pointe de l'outil, en assurant unerdissation suffisante. Il est important de
relever que ces rayons d’outils, inférieurs guir) ne sont pas réalistes. Ce choix a cependant
été respecté afin de ne pas risquer de s’éloignémog des résultats de Baker. Les vitesses de
coupe envisagées sont identiques a celles proppséeBaker, allant de 1 msy 20 ms.
Cette plage comprend la vitesse de transition ¢eaw continu a copeau segmenté, qui se
situe pour les alliages de titane autour de 2' F®IC09]. Les informations présentées
précédemment sont résumeées dans la figure Fig 50.
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Fig 50: Dimensions du cas test d’'usinage de validan.
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4.2.2 Loi de comportement thermomécanique

Baker a mis en place, depuis 2002, une loi de compent thermo-visco-plastique
empirique pour l'alliage de titane Ti6AI4V a partie résultats expérimentaux a grande
vitesse. Cette loi, basée sur un modele de Joh@eok; permet notamment de détecter
I'apparition de bandes de cisaillement adiabaticere prenant en compte I'adoucissement
thermique important apparaissant a haute tempéraaur ce, le terme de dépendance a la
température de la loi de Johnson-Cook a été modifécomportement thermique est non
linéaire, avec des conductivités thermiques et chgsacités calorifigues massiques non
constantes. Celles-ci varient linéairement avetetapérature, interpolées entre les valeurs a
20°C et 1185°C. Cette loi a été mise a I'épreuve e modélisations d’'usinage a grande
vitesse dans des simulations implicites viscoplast quasi-statiques.

La rhéologie proposée par Baker sera aussi utibksé&e notre formulation, mais pour une
modélisation thermo élastoviscoplastique dynamiquesein d’'une formulation explicite. La
loi de comportement (Eqg. 78) ainsi que la valewr piErametres pour le Ti6AlI4V (Tableau 5)
sont présentées ci-dessous.

ay(§ ,?): KE" EE1+CIn[;£]J
&o
K=K, ex —[T ] Eqg. 78
TMT
et
n=ny,exp - | —
{ TMT
Parametre: physiques :
p 4420 kg.nt
Paramétre: élastiques :
E 105 GPa
v 0.3
Paramétre: thermiques :
k(0°C) 6,785 W.K.m*
k(1185C) 24,357 W.K-.m?!
¢, (20°C) 502 J.K kg™
¢, (1185°C) 756 J.K kg™
Parametre: inélastiques :
C 0,302
£ 774 &'
Ko 2.260 GPa
Ny 0,339
Tmt 825 K
m 2

Tableau 5 : Parameétres de la loi de comportement #étrmo-mécanique pour le Ti6AI4V
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4.2.3 Conditions de contact et d’échange thermique

Dans l'article de Baker comme dans notre modétisatioutil est considéré comme rigide et
indéformable, et les frottements avec I'outil snégligés. Cependant, contrairement a Béker,
le comportement thermique de l'outil n’est pas s compte dans notre simulation. Les
échanges thermiques entre I'outil et la piece aossi négligés. Par contre, on suppose que le
milieu ambiant est a une température de 25°C elajueefficient d’échange thermique avec
Iair est de 10 W.mM.K™.

4.2.4  Outils numériques utilisés

Le remailleur adaptatif non structuré de la Cimésh utilisé afin de pouvoir gérer les grandes
déformations engendrées par l'outil dans la piéde.adapte la taille de maille durant la
simulation en utilisant une boite de maillage recant a peu pres la zone de cisaillement
primaire. La taille de maille la plus grossiére ovge est de @m, mais elle passe a Q& a
I'intérieur de la boite de maillage, zone dans &guune bande de cisaillement adiabatique
pourrait apparaitre. Cela assure une discrétisatiéa fine des phénomenes, tout en
maintenant des temps de calcul raisonnables. ltgugurs au moins 4 éléments en contact
avec le rayon d’aréte de I'outil, et deux élémeatdns la largeur de la bande de cisaillement
adiabatique tant qu’elle est active.

Comme l'auto-contact n’est pas pris en compte, ndilisons le méme artéfact numérique
gue Béaker pour empécher le copeau de pénétrerlaamsce aprés avoir été formé. Un outil
en forme de plaque est placé au dessus de lagti&tatercale entre le copeau et celle-ci.

4.3 Simulation de la formation du copeau

On peut voir dans la figure (Fig 51) les morph@dsgde copeaux simulées par notre
formulation explicite, pour différentes vitessesateipe allant de 1 rifsd 20 m3. Pour une
vitesse de 1 mis notre modéle prédit un copeau continu. Puis, @mentant la vitesse, on
Voit apparaitre petit a petit des bandes de aisaéht adiabatique, engendrant un copeau de
plus en plus segmenté. Ces résultats sont endragelrorrélation avec ceux de la littérature.
Tout d’abord, pour du titane et des alliages denét la vitesse de transition entre copeau
continu et usinage & grande vitesse se situe fewent autour de 2 MgSIC09], ce que
I'on retrouve dans nos simulations. De plus, nasiltats sont tres proches de ceux obtenus
par Baker. Pour des vitesses de coupe de Iben20 md, les morphologies de copeau
obtenues sont quasiment identiqgues. On remarquensent que les copeaux sont légerement
plus segmentés pour des vitesses de coupe bassesmportement est logique car le flux de
température de la piece vers l'outil n’a pas éié en compte. Ce flux est négligeable pour
des vitesses de coupes importantes, mais sonpeffietse faire ressentir Iégérement pour des
vitesses de coupe proches de la zone d’'usinagéidranl. La température de notre copeau
est donc légérement plus importante, ce qui fagdasegmentation de celui-ci.
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Fig 51: Comparaison des morphologies de copeau obtes par notre formulation explicite (premiere
colonne) de celles obtenues par Baker (seconde cwle) [Bak06] pour des vitesses de coupe allant dmg*
a 20ms.
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4.4  Formation d’une bande de cisaillement adiabatiq  ue

Les différentes étapes de la formation d’'une bataleisaillement adiabatique peuvent étre
observées en détail dans le Tableau 6. Cette @sidenenée a partir de nos simulations
d’'usinage & 10ms Il est intéressant de remarquer que I'on retrdavious les phénoménes
décrits dans la littérature expérimentale [Wrt0OZput d’abord, l'augmentation de la
déformation plastique en pointe d'outil entrainéctouissage du matériau ainsi qu’'une
montée progressive de la température (étape 1uitEns partir d’'un certain seuil (800°C
environ), l'adoucissement thermique commence adveete pas sur I'écrouissage, et la
contrainte de fluage commence a chuter en poirgetit’ La déformation a alors tendance a
se localiser dans cette zone adoucie, accélérarireeniocalement I'échauffement par
déformation plastique. Si les vitesses de coupé isgportantes, la chaleur n’a pas le temps
de se dissiper dans la piéce par conduction. Orrebsalors un échauffement local et un
adoucissement thermique local tres important. Gapimene est alors auto-entretenu, et une
bande de cisaillement adiabatique apparait (étapeirtalement, la bande de cisaillement se
propage jusqu’en haut de la piéce usinée, et leawoge forme de maniére non homogéene et
non stationnaire, avec des déformations tres k@adi dans la bande de cisaillement. Les
contraintes de fluage correspondantes sont tresebast les vitesses de déformation
supérieures & 10s* (étape 3). Quand la bande de cisaillement adgmats’'éloigne de la
pointe de I'outil, et donc de la zone de cisailletngrimaire, elle sort de la zone sollicitée par
'usinage. Elle baisse donc en activité et une ptevbande de cisaillement commence a
apparaitre, suivant le méme procédé.

Si I'on s’intéresse aux efforts de coupe dans ilponh peut aussi observer directement les
effets des bandes de cisaillement qui sont appdkigs 52). En effet, I'effort de coupe ne
converge pas vers une constante, comme c’est lercasinage traditionnel. On obtient un
cycle répétable, ou les efforts maximums sont ragpendant la période ou une bande de
cisaillement est en train de disparaitre et la penen train de se former (110 N environ), et
les minimums sont atteints lorsque une bande @dleiment est active, au sein de laquelle les
contraintes de fluage sont trés basses (60 N arjvicéeffort de coupe varie donc de maniére
importante, quasiment du simple au double, & uéguince de I'ordre de 5716iz. Cette
frégquence a tendance a baisser dans notre simmubgdies I'apparition de la seconde bande de
cisaillement, mais ce phénomeéene est seulement d{fa@uque I'on s’approche du
débouchement de la passe d’usinage, que la piedéfeame donc et que la résistance de la
partie de la piece a usiner baisse. Ces défornsatiera piéce sont par exemple visibles sur la
figure Fig 51 pour le cas & 20 Ths

Les résultats obtenus sont en tres bon accordlesesimulations de Béker, ainsi qu’avec la
littérature expérimentale. Sachant que la hautewodtact de I'outil évolue autours de|8h
dans nos simulations, on obtient une pression deacomoyenne (correspondant a un effort
de coupe moyen de 80 N) de I'ordre de 2400 N7n®m retrouve bien les ordres de grandeur
donnés par I'étude expérimentale d’'usinage a graitdsse du Ti6Al4V [Gen02].

Cependant, si cette analyse de l'effort de coupgemaet dans I'espace et dans le temps
permet de valider nos résultats, elle n’est pasutiée a un usineur. Tout d’abord, la longueur
de contact sur l'outil et les efforts de coupe eatide maniere importante tout au long du
procédé. Ensuite, la pression n’est pas unifornretcute la zone de contact. En termes
d’analyse du contact et de l'usure d’outil, desinfations sur les pics de pression locale sont
beaucoup plus intéressantes. La simulation lestifigaa environ 7000 N/mmz2. Néanmoins,
ces informations ne peuvent étre obtenues expétateenent, et ne peuvent donc pas étre
validées.
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Tableau 6 : Température, contrainte de fluage et #@sses de déformation obtenues dans le copeau aux
différentes étapes de formation d’une bande de cidl@ment adiabatique, pour notre simulation d’usinage
a 10ms".
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Fig 52 : Efforts de coupe obtenus lors de la simuian d’usinage 10ms' en bleu, pour une profondeur de
coupe de 35um et une largeur équivalente de copeau de 1mm, coamgs a ceux de Baker en noir [Bak06].

97



4.5

Dépendance a la taille de maille

Comme on vient de le voir, la création de bandescidaillement adiabatique est un
phénomene extrémement localisé. Il est alors imporde vérifier si la discrétisation du
maillage utilisé est suffisante, et l'influence elle peut avoir sur les résultats obtenus. Afin
d'étudier le probléme, les résultats du cas d'ugna 10ms présenté dans la section
précédente, présentant une taille de maille dazerh@ de cisaillement primaire de |08,
sont comparés a une simulation équivalente préseunte taille de maille de O dans la

zone de cisaillement primaire. La morphologie,deamps de température, de déformation et
de vitesses de déformations obtenus sont visilales t figure (Fig 53).

Taille de maille de 0.fm

AR YAYY
Sy K
gﬁ%?;"‘ ( v‘

ER A AL
Ea‘a:;ﬂ#

o : A
vy i
TR Farg i
ahﬂﬁ‘ 5 i ﬁ:‘,‘ﬁa
g‘gg' ¥ R
SRS e
KX |
VA‘%) ROTT
= A
A%@%E%%& /
Pavatity
aviescs

)

Temperature (k)
' 1298
1198

1098

T 988
e 088
T 798

7 698

533

433

fe=li]

293

TR
Yi¥y i
FPoos e

98

Taille de maille de 0.4m

N

)

=

<5
A

4
¥s
;
Ty,
&

FAY
%3
=4

A

v,
<)
2

% it
AT L
Pavat




Taille de maille de 0.fm Taille de maille de 0.4m

Deformation
plastique équivalente

'w
]
s

—7

=5

Vitesses de déformation
plastique équivalents
(=)

1e+007
' Se+006
1 Se+006
— 7e+006
=1 Be+006

1 Se+006

1 de+006

Je+006

2e+006

1e+006

0

Witesses de déformation
plastique équivalsnts
(1s)

3e+007
' 2 7e+007
T 24e+007
— 21e+007
e 1.8e+007

1 15e+007

T 1.2e+007

Je+006

Be+006

Je+006

a
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Les morphologies obtenues avec les deux taillesndile sont trés proches les unes des
autres. Si I'on compare par exemple les coordondéssnoeuds A B C et D définis sur la
figure Fig 53, on reléve des différences toujomférieures a Jum. On peut cependant
remarquer que la forme du copeau segmenté simatélawmaillage le plus fin est léegerement
plus anguleuse. Pour quantifier cette différencepeut par exemple comparer la longueur
AB, égale a 5,6um avec le maillage le plus fin et a 4/n avec le maillage habituel.
Cependant, cette légere sur-rigidité engendrédeparaillage le plus grossier ne se ressent
gue tres peu sur les efforts de coupe, qui diftedn 2% seulement. Les températures
obtenues sont extrémement proches, avec des difEsanférieures a 0,1% entre les deux
calculs. En ce qui concerne les déformations etitesses de déformation, la comparaison
n'est pas aussi simple. On peut remarquer dangamigr temps que les largeurs de bandes
obtenues sont identiques. En effet, si I'on dédide délimiter la bande de cisaillement
adiabatique par des valeurs de déformations alient3, ou des valeurs de vitesses de
déformation de 5.80s*, on retrouve les mémes largeurs de bande. Paecomt apercoit que
lorsque 'on utilise un maillage plus fin, les vale maximales de déformations et de vitesses
de déformation obtenues au cceur de la bande diecisnt adiabatique sont supérieures (8
au lieu de 6 en déformations, 3'1du lieu de 1.10en vitesses de déformations). En effet,
I'extréme finesse du maillage utilisé permet aldies saisir des gradients encore plus
importants.

Cependant, ces légéres différences obtenues stgdeltats sont a relativiser étant donné le
type de modeéle rhéologique utilisé dans nos sinauiat Si I'on veut obtenir des précisions en
dessous de 0)5m, la texture du métal ainsi que son évolution dof\étre prises en compte,
avec des températures supérieures a 1100 °C eitdsses de déformation de I'ordre d€ 10
s'. Le modéle continu isotrope que I'on utilise daes$ article sort alors de son domaine
d’utilisation. Utiliser une taille de maille encopdus fine dans notre cas ne serait donc pas
une garantie de se rapprocher encore des réuittgdgues.

En conclusion, on peut considérer que la taillenddle utilisée pour nos simulations dans cet
article est bien adaptée au type de modéle utdisgu’elle permet de modéliser de maniere
fiable, avec une précision depn environ, la formation et la propagation de bandes
cisaillement adiabatique.

4.6 Avantages numériques de notre formulation

Les chapitres précédents ont montré que notre fatioo explicite sur éléments P1 modifiés
donne de trés bons résultats dans le cadre dadgsia grande vitesse. lls sont en accord a la
fois avec les résultats obtenus par la simulatemBdker et avec les résultats expérimentaux
gue l'on peut trouver dans la littérature. De plosfre formulation présente d’énormes
avantages numériques, notamment par rapport aprékbentée précédemment par Béker.
Tout d’abord, le fait que notre formulation utilides éléments triangulaires ou tétraédriques
linéaires permet d'utiliser les algorithmes de rilages adaptatifs actuels les plus
performants. C'était d'ailleurs le but principal d#éveloppement de cette nouvelle
formulation. Comme l'on peut le constater en corapainos maillages avec ceux de Baker
dans la figure Fig 54, l'utilisation d’élémentsatrgulaires permet de gérer de maniere
completement automatique et non structurée lesiggrdde taille de maille que I'on doit
imposer. La discrétisation est plus fine que cdieBéker dans la zone intéressée, et plus
grossiere la ou les déformations sont peu impatanta qualité du remailleur permet de
modeéliser la séparation de copeau de maniere Hafwwentrairement a Baker qui utilise dans
cet article une méthode assimilable a une ligneéparation prédéfinie. De plus, le maillage
est géré de maniére automatique, et I'on n'a pasibale définir par avance une orientation
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privilégiée. Cette opération, outre le fait qu'elmit fastidieuse, risque de fausser la
propagation naturelle de la bande de cisaillemeéidbatique. Finalement, les moyens de
définition de la carte de taille de maille dont salisposons sont beaucoup plus variés. Pour
I'instant, une boite de maillage qui couvre globadat la zone de cisaillement primaire a été
insérée, méthode simple et relativement efficaepe@dant, il est aussi possible d’utiliser les
différentes options de détermination de la cartéadie de maille par estimateur d’erreur qui
sont implémentées dans la bibliotheque CimLib, cenpar exemple celle de Z2 [Zie87,
Fou92]. Cela n’est pas possible avec le remailkigesturé proposé par Baker.
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Fig 54: Comparaison des maillages sur les copeaulitenus avec notre formulation explicite et par Bakg
pour un cas d’usinage & une vitesse de coupe de 20m

BN

De plus, les temps de calcul obtenus avec notnauiation sont bien inférieurs a ceux
présentés par Baker dans son article, et ce samsdnercher une quelconque optimisation.
Baker donne des temps de calcul allant de 3 jowsr pun copeau continu maillé
grossierement a 10 jours pour un copeau discomtiailié plus finement, sur un poste de
calcul en 2006. Pour notre formulation explicite,uilisant le méme maillage fin que ce soit
pour les copeaux continus ou les copeaux discatmmu obtient des temps de calcul allant de
12 heures (Fig 51, coupe a 2024 heures (Fig 51, coupe & 108 heures (Fig 51,
coupe & 5 mY et une semaine (Fig 51, coupe a I'navec une longueur de coupe moins
importante). En effet, en explicite, avec un mg#ladentique, le temps de calcul dépend
seulement de la durée du procédé et est donc amerg proportionnel a la vitesse de coupe.
Ces temps de calcul sont trés intéressants pouwgréegles vitesses de coupe (20 fois plus
rapides). En ce qui concerne les vitesses de cimpenédiaires, de I'ordre de 1 thsnos
simulations sont pour l'instant deux fois plus EntCependant, cela est di au fait qu'une
discrétisation tres raffinée a été conservée, ajoesBaker, ayant déja fait I'hypothése qu'il
n'y aurait pas de bandes cisaillement, avait étili;me discrétisation trés grossiére. En
multipliant notre taille de maille minimale par dewn multiplie le pas de temps critique par
deux et on diminue de maniere importante le nonderelegrés de liberté. On retrouverait
alors des temps de calcul inférieurs a ceux de Balkserait de plus possible d’utiliser, pour
les basses vitesses de coupe, des méthodes descalisg, qui permettraient de multiplier
facilement le pas de temps critique par 3, voirelfa
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4.7 Limites de la loi de comportement utilisée

Ce chapitre a présenté les résultats d’'usinagenobtavec des dimensions et un alliage de
Titane bien précis. On a utilisé la loi de compaoat proposée par Baker, qui a été
spécialement identifiée pour cette configuratioms Lrésultats obtenus sont de trés bonne
gualité, en corrélation presque parfaite avec é&siltats expérimentaux. Il est cependant
important de souligner que cette loi et ce jeu @ameétres est propre a cette configuration de
micro usinage. lls ne permettent pas de modélissinage du Ti6Al4V dans toutes les
configurations possibles. Si 'on essaye par exeng@d modéliser un cas d’'usinage sur le
méme alliage avec une profondeur de coupe de 3umengéométrie d’outil un peu différente
et une vitesse de coupe de 50'mmsn apercoit rapidement que la loi n’est plus biglaElle
fournit rapidement des températures non physiques da piéce, bien supérieures a la
température de fusion, et qui continuent a augmergs rapidement (Fig 55). Dans ce cas, la
loi de Béker et les parametres choisis surestiment clairement I'échauffement de la piéce.

Temperature (K)

1437 B9 [ 26817 33
122574 2385349

993515 213345
TE1 877 1921 52
528935 1685.58
295 1437 B3

Fig 55 : Apercu des températures pour une simulatiod’usinage de Ti6Al4V
avec une profondeur de coupe de 3 mm et une vitesie coupe de 50 m§
sans frottements, en utilisant la loi de comporteent proposée par Baker

Ces résultats semblent mettre en évidence quedsyshénomeénes liés a la formation de la
bande adiabatique ne sont, aujourd’hui, pas encaptés par les lois de comportement
existantes. Elles ne permettent donc pas de propwsedescription du matériau dans une
gamme de vitesse et de températures suffisanteppowoir rendre compte du comportement
d’'un alliage dans toutes les configurations d’ugen@ossibles. Ces lois doivent aujourd’hui
étre identifiées sur la configuration d'usinage quius intéresse, ou du moins une
configuration proche. L'utilisation de méthodesd@tification par analyse inverse, avec des
modéles tels que ceux présentés dans ce chagtrealors sembler intéressante [Mau07]. En
effet, une centaine de simulations effectuées eallple sur une dizaine de processeurs se
feraient normalement en moins de deux semainegerghettraient déja d’approcher assez
précisément les parametres de couplages thermomgeard’une loi de comportement. Le
colt numérique parait aujourd’hui tout a fait eagsable, bien inférieur a celui d’'une
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campagne de mise en place d'une gamme d’usinageol®ervables telles que la géométrie
du copeau et les efforts de coupe, obtensiblesdssressais expérimentaux sans trop de
problémes (caméra rapide et capteur d'effort fixg la broche), pourraient permettre cette
analyse.

4.8 Conclusion

Dans ce chapitre, la nouvelle formulation expligitésentée dans lee chapitre 3 du manuscrit
de these a été appliquée a la simulation 2D dertadtion de copeau en usinage a moyenne
et grande vitesse de l'alliage de titane Ti6Al4\étt€ formulation s’est montrée parfaitement
adaptée a ce type de procédés dans notre étude 2D.

Tout d’abord, les résultats obtenus sont en trésaooord avec les résultats de la simulation
de référence issue dans la littérature [Bak06]sdist de plus en comparables aux résultats
expérimentaux disponibles. La vitesse de transiiiercopeau continu a copeau segmenté et
les pressions de coupe moyennes modélisées sontlbbiméme ordre de grandeur que celles
présentées par les expérimentateurs [SIC09, D&f6B02]. Ensuite, le fait de pouvoir utiliser
des éléments de type simplexes linéaires permetirde avantage des remailleurs non
structurés modernes et robustes. Ceux-ci sontfendsf premiére importance si I'on veut étre
capable de détecter et prédire la formation d’wenede de cisaillement adiabatique, dans des
temps de calcul corrects.

Les temps de calcul obtenus avec notre formulasiomt tres intéressants, proposant des
accélérations impressionnantes pour les vitessesodpe importantes (20 fois). Dans le
domaine des vitesses de coupe moyennes et bassefif humérique de nos simulations est a
peu prés équivalent a celui présenté par Bakerei@imt, en rationalisant notre maillage
utilisé (plus fin que le sien) par l'utilisationektimateurs d’erreur, I'on devrait étre capable
d’obtenir des accélérations d’au moins 2 ou 3 mpow ces cas moins propices.

Ces temps de calcul trés raisonnables, et la pligsithe les réduire encore en utilisant du
calcul paralléle sur cluster, laissent entrevodasibilité de réaliser des analyses inverses sur
des cas d'usinage. Il serait alors possible d’ifientdirectement des lois de comportement
pour I'usinage sur des essais de coupe orthogar@iene cela a été est conseillé récemment
dans la littérature [Mau07].
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5 Simulation d’'usinage a grande
vitesse en trois dimensions
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5.1 Introduction

5.1.1 Contexte général

On a constaté dans le chapitre précédent du maingaer la formulation explicite mise en
place durant la thése permet de modéliser aveéspécet efficacité la formation du copeau
ainsi que l'apparition et I'évolution de bandesaiaillement adiabatique en 2D. Cependant,
la complexité de certains procédés de coupe couemtrtilisés peut nécessiter une
simulation 3D du procédé. Notre code explicite pdesbeaucoup de points positifs laissant
présager qu'il puisse tirer avantageusement samgkpdu jeu dans ce domaine. En effet, la
bibliotheque éléments finis CimLib utilisée pournsonplémentation donne accés a un
remailleur adaptatif performant et possede de gmmplialités en ce qui concerne le calcul
massivement paralléle. La petitesse du pas de tgamastit aussi une bonne discrétisation
temporelle des événements complexes de contacen@apt, le passage de la simulation 2D
a la simulation 3D en usinage n’est pas immédiatamment en ce qui concerne les
problématiques de gestion de la qualité du maillage

5.1.2 Etatde l'art

Si l'utilisation d’'un algorithme de remaillage radia suffit a modéliser la coupe orthogonale
continue ou segmentée en 2D, cela semble ne pliseétas en 3D. En plusieurs points, les
algorithmes de remaillage méme les plus robustegrertt leurs limites, et ne permettent pas
a eux seuls de conserver un maillage de qualitanduoute la durée de la simulation. Les
points a probléme se situent en général sur ldacas les plus sollicitées durant le procédé.
Plusieurs méthodes, décrites dans le chapitre ringient de remédier a ces problemes et
donc de réaliser des simulations d’'usinage en xeimailleur traditionnel peut étre associé
a des techniques de séparation de copeau [Ued@@&s anéthodes de kill element [Pan04,
Tws06, Aur06, Att08], ou des méthodes d’'adaptatide maillage de type ALE
[Pan04,Att08,Del07-08]. Il est bien sOr possibleutdiser plusieurs de ces méthodes
simultanément, comme par exemple le kill elemehpeE.

5.1.3 Travail effectué

Le but du travail étant de parvenir a simuler dex@dés les plus généraux possibles, nous
n'avons pas voulu utiliser de méthodes de séparal@copeau. De plus, la formulation que
nous avons implémentée ne dispose pour l'instatf@uto contact. Il serait alors difficile de
faire un usage généralisé de kill element, caroletact entre les nouvelles surfaces créées
apres endommagement ne serait pas traité. Les desthie type ALE semblent donc plus
adaptées dans notre cas pour résoudre les probléenggstion du maillage. J'ai donc
implémenté deux algorithmes locaux d’adaptation ndaillage, I'un surfacique, l'autre
linéique, inspirés de [Del07-08].

Dans la premiere partie de ce chapitre, les algoets d’adaptation de maillage en pointe
d’outil sont présentés et éprouvés sur des casndgs. Dans la seconde partie, des cas de
coupe orthogonale 3D sont analysés, afin de valeterésultats 3D par rapport aux résultats
2D précédemment obtenus. Dans la troisieme p&sepotentialités de notre formulation en
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3D sont explorées, en étudiant la sensibilité desltats a certains paramétres de coupe et en
réalisant des simulations de coupe 3D complexesléient, la quatrieme partie du chapitre
souligne les limites actuelles de la formulatidin d’exposer les perspectives d’amélioration
envisageables.

5.2 Adaptation de maillage en pointe d’outil

5.2.1 Présentation de la problématique

Une des qualités premiéres d’un remailleur consistespecter la géométrie de la piece qu'il
remaille. Par contre, cette qualité peut aussi niewee de ses limites. En effet, lorsque la
surface discrétisée n'est pas complétement plamegésmétrie dépend directement de la
position des nceuds, et le moindre déplacement suiparession de I'un des nceuds a des
répercutions directes. Cependant, ces opératiartsbsen slr nécessaires pour conserver un
maillage de bonne qualité.

Les remailleurs surfaciques permettent en génératédler la précision avec laquelle ils
veulent conserver la surface de la piéce sur l&gulsltravaillent, afin justement de rendre
ces opérations possibles. Ces ajustements soobptie sensibles. Une tolérance trop faible a
la modification de frontiére entrainera le blocagecertains nceuds. Les éléments surfaciques
adjacents ne seront alors plus modifiés lors desitlages successifs, et se distordront peu a
peu jusqu’a ce gu’ils dégénerent. Une toléranceoitapte a la modification de frontiere peut
ameliorer la réalisation des opérations de rengallaécessaires a la conservation d’une
bonne qualité d’éléments, mais elle peut aussi redrge la dégradation progressive des
surfaces de la piece. En effet, les déformationfasigques physiques, que I'on veut détecter
et donc ne pas gommer, sont parfois d’amplitudériefire aux irrégularités dues a la
discrétisation d’'une surface, que I'on veut gommer.

Dans le cas du mailleur mtc [Cou00] disponible dangrairie CimLib, nous avons tenté de
trouver le compromis le plus intéressant possiblece qui concerne la tolérance a la
modification de frontiere. Ce compromis permet diawine gestion trés satisfaisante du
maillage en général, sans donner des contrairgesstrictes au remailleur. Cependant, des
problemes ressurgissent dans trois cas particuliersas le plus critique se situe au niveau de
I'aréte de coupe. Ce probléme apparait prématuréeteempéche strictement la simulation
3D de l'usinage. Les autres problemes se situedébouchement de la bande de cisaillement
et dans les zones de déraffinement du maillage.

L’'association du remailleur mtc a une procédure Al(Eie07] permet de résoudre ces
problemes, comme I'a montré Delalondre avec sesilations sur Forge3 [Del07-08]. En
effet, un algorithme d’ALE repositionne tous lesutt® de la piéce afin d’obtenir une qualité
optimale des éléments, puis il sS'assure de conséavieontiere de la piéce. Le léger lissage
de la surface qu’il produit permet de faire disfiaedes éventuels problémes de distorsion du
maillage surfacique, au risque de la dégrader sggiment. On voit alors que la méthode de
conservation des surfaces libres d’un algorithmds Alonstitue le probléme clef a résoudre,
les besoins pouvant notamment différer d’'une sitrariaa I'autre. On utilise en général des
reconstructions analytiques de la surface, calsuigebalement, par patch ou par éléments,
sur lesquelles sont reprojetés les nceuds appat@tesurface libre [Gue07, Phi09].

N’ayant pas le temps nécessaire pour mettre au pleis algorithmes de conservation de
surface aussi complexes et sophistiqués, nous swumes alors contentés d’une utilisation
locale de procédures d’adaptation de maillage.dreblemes principaux du remailleur sont
rencontrés en général au niveau des arétes desilg)’darsqu’ils creusent de maniere
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importante la matiére. La situation est bien s@cexbée en usinage au niveau de l'aréte de
coupe. Or, les éléments surfaciques qui posentgra@bdans ce cas se situent tous dans la
zone de contact avec I'outil. Dans cette zoneutéase de la piece est parfaitement connue,
puisqu’elle coincide avec celle de l'outil. En ssionnant a la réalisation d’une procédure
d’adaptation de maillage surfacique dans les zalgesontact avec I'outil, nous parvenons
donc a englober les principales zones a probléenues, en étant capable de conserver
exactement la géométrie de la piéce par reprojetedes noeuds déplacés sur la surface de

I'outil.

5.2.2 Algorithme de barycentrage surfacique

Nous allons utiliser des méthodes d'adaptation dallage au niveau des éléments

surfaciques en contact avec l'outil, afin de s'assujue les éléments surfaciques gardent
toujours une qualité optimale. Une des méthodesplas utilisées en ALE consiste a

positionner chaque nceud au niveau du barycentre ndesds voisins. Pour résoudre
exactement cette équation, la considération d’'ustesye global est nécessaire [Gue07,
Phi09]. Cependant, celle-ci pourrait alors affecker parallélisme de notre formulation

explicite, locale par nature. Nous avons alorsa#aén nous inspirant des travaux de Fabien
Delalondre [Del08], de résoudre cette équation daieme approchée, en n'utilisant que des
informations locales.

Considérons tout d’abord I'ensemb des nceuds en contact avec l'outil, et 'ensentble
des nceuds en contact ayant tous leurs voisinsceyués en contact. Pour chaque élément
surfaciques ayant tous ses nceuds appartenait, @n calcule les coordonnées du barycentre

de I'élémentx: en fonction des coordonnée$ des noceuds appartenant a I'élément (cf Fig
56).

nDs

——Zx Eq. 79

On calcule ensuite une position barycents@ede chaque nceud de C, en fonction des
coordonnées des barycentres des éléments voigin§ig 56). Les noeuds dé se voient

temporairement affectés de cette coordoméejui ne prend pas en compte la conservation
de la surface de la piece.

nds

Xe ™ Card{s/ nOs} Zs: =4 80

Finalement, pour chaque nceud @e on recalcule la distanad et la normalefi du nceud
affecté de sa coordonnée temporaire a I'outil peteprojette celui-ci sur la surface de I'outil.

Notons que ce type de barycentrage surfacique gessae qualité trés intéressante. Il
respecte automatiquement les gradients de taillaallte imposés aux remailleurs, du moins
lorsque les éléments de la surface a traiter sergualité relativement bonne au départ. En
effet, si la taille de maille est plus petite d'cdté de I'élément que de l'autre, le nceud sera
entouré de plus de voisins de ce coté-la et domposidion barycentrée sera plus attirée de ce
c6té. Si I'on utilise cet algorithme assez fréquamtpour maintenir des éléments de bonne
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qualité, les mouvements de nceuds dus aux barygengtnt minimes (de I'ordre de 1/10 de
la taille de maille) et la carte de taille de n&ithposée ne sera pas diffusée. Cette propriété a
été vérifiée par I'expérience, pour différentesidations d’usinage réalisées avec des cartes
de malilles différentes et des remaillages et atlaptade maillage tres fréquents.

Fig 56 : Calcul de la position barycentrée non pr@tée d’'un noeud.

5.2.3 Algorithme de barycentrage linéique

Il arrive parfois que la zone de contact de la @iposséde une intersection avec un plan de
symétrie, qui constitue en général une aréte ¢éelze se trouvant en contact. Les éléments
de cette aréte appartiennent a I'ensentldes nceuds en contact, mais pas a I'ensefble

et ils ne sont donc pas traités par notre procédarbarycentrage surfacique présentée ci-
dessus. En revanche, les éléments surfaciqguesnéactpossédant deux nceuds sur cette aréte
sont eux aussi mis a rude épreuve par I'avancédeutd. S’ils ne sont pas traités de maniére
spécifique, leur qualité se dégrade tout au londgade@mulation puis ils dégénerent. Il est
donc nécessaire d'inclure ces nceuds appartenaatééel de la piéce dans notre procédure
d’adaptation de maillage.

Dans un premier temps, I'ensemble des nceuds appattaux arétesA est défini comme
étant l'intersection de la zone de contact et dum ple symétrie. On définit ensuite I'ensemble
A des noeuds de I'aréte ayant deux voisins appattégafement a l'aréte.

Contrairement au barycentrage surfacique, un batsage lin€ique réalisé sur l'aréte ne
permet pas de conserver naturellement les gradientaille de maille imposés. Il faut donc
prendre en compte directement les tailles de nsadllappliquer pour pondérer 'opération de
barycentrage des nceuds. Nous avons choisi poudealéfinir pour chaque segmehayant

ses deux noeuds a et b appartenamd ain barycentre pondéré de coordonnégs en
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fonction des coordonnées et x° ainsi que des tailles de maillé et T°. On affecte en fait
a chaque nceud un poids correspondant a la tailleadée de I'autre nceud du segment (Fig
57).

_Tbxa +TaXb
T2 +TP

S

s Eq. 81

Ensuite, pour chaque noendle A, on calcule une position barycentrée provisoife située
au centre du segment défini par les deux baryceptadérés voisins (cf Fig 57).

nds'

1
xg':EZx;' Eq. 82
-

Pour finir, les coordonnées de chaque noeudhdsont mises & jour grace aux coordonnées
provisoires, puis le noeud est reprojeté d’abordlswsurface de l'outil, puis sur le plan de
symeétrie.

Fig 57 : Calcul de la position barycentrée d’'un noalib appartenant au niveau d’'une aréte.

Ainsi réalisée, I'adaptation de maillage linéiquermet de garder une bonne qualité de
maillage sur I'aréte durant toute la simulatiorytten respectant la carte de taille de maille
imposée au remailleur. Si I'on réalise cette procédd’adaptation de maillage sur un
maillage de départ de bonne qualité, le déplacemhennoeuds engendré est petit par rapport
a la taille de maille (de I'ordre de 1/10). Cesppiétés ont aussi été vérifiées par I'expérience,
pour différentes simulations d’usinage réaliséescales cartes de mailles différentes et des
remaillages et adaptations de maillage trés fréguen

5.2.4 Transport des variables

Une procédure ALE, comme toute procédure de reamgmillou d’adaptation de maillage,

nécessite normalement de transporter les varial@ddsncien maillage sur le nouveau. Dans
notre cas, nous supposons pour l'instant que t'elifece transport reste négligeable et il n’est
donc pas effectué. En effet, notre procédure diadiamm de maillage differe des procédures
habituelles par le caractére local de son baryagetret non global comme dans la majorité
des autres cas. Le déplacement de chaque nceuddoesteetit par rapport a la taille des

éléments (rapport de I'ordre de 1/10). De plus, m@mous I'avons précisé précédemment,
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nos barycentrages surfaciques et linéiques respetderépartition de tailles de mailles
imposées au remailleur. On ne voit donc pas devel@e noeuds allant de I'endroit le plus
discrétisé vers le moins discrétisé, ou le cordgraqui engendrerait dans notre cas une
diffusion importante de I'information. En fait, Igsocédures de remaillage et d’adaptation de
maillage étant réalisées tres régulierement, ovigratra maintenir un maillage surfacique de
tres bonne qualité au niveau de l'outil, et leslaégments engendrés par 'adaptation de
maillage restent minimes.

5.2.5 Application dans le domaine de I'usinage

L'objectif premier de la mise en place de notreodtme d’adaptation de maillage consiste a
régler les probléemes de maillage en pointe d’dat8 des simulations d'usinage. C’est donc
directement sur un cas simple de coupe orthog@ialgue nous allons tester son efficacité.
Un apercu des zones concernées par le barycerdwafgeique et linéique dans le cas de
I'usinage 3D est présenté en rouge dans la figigresB8.
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Fig 58 : Noeuds affectés par I'adaptation de mailge surfacique et linéique pour un cas de coupe
orthogonale avec plans de symétrie en 3D.

La figure Fig 59 permet de comparer les qualig@sndillage obtenues en pointe d’outil pour
un calcul réalisé en n'utilisant que le remaillestc de la librairie CimLib, et pour un calcul
associant le remailleur aux procédures d’adaptatemaillage présentées ci-dessus. Pour le
calcul sans adaptation de maillage, les élémemtacsgues en pointe d’outil, au niveau de la
surface et des arétes, se dégradent petit a gatis, que les nombreux remaillages successifs
n'améliorent leur qualité. Notons que la simulat&arréte peu apres la visualisation qui est
présentée ici. En revanche, l'utilisation de pragéd d’adaptation de maillage surfaciques et
linéiques au niveau de l'outil et des plans de syim@ermet de conserver un maillage de tres
bonne qualité. Tous les éléments sont de qualgérgure a 0,2, correspondant a la consigne
donnée au remailleur. On est donc assuré que leslsnoe sont pas bloqués et que le
remailleur parvient bien a les remanier si nécessai
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Fig 59 : Qualité des éléments en pointe d’outil sarutiliser (a gauche) et en utilisant (a droite) k&
algorithmes d’adaptation de maillage surfacique elinéique.

5.2.6  Conclusion partielle

Il ne faut pas se méprendre sur les objectifs gedaedure ALE simplifiée présentée dans ce
chapitre. Elle ne sert pas, comme on le recheroh@alement, a gagner du temps de calcul
en remplacant les étapes de remaillage par dessétégdaptation de maillage qui sont moins
colteuses. Elle est utilisée seulement en complédueremailleur, directement apres lui, afin
d’assurer le maintien d’'un maillage surfacique delig¢ dans les zones de contact. Les
mouvements de nceuds engendrés par cette procénhtrd’amplitude tres faible par rapport
a la taille de maille a chaque étape, contraireraemt procédures ALE classiques. Notons
gu'il est tout de méme nécessaire de discrétigésamment les parties de la piece qui seront
en contact avec une aréte d’outil. Garder unectaid maille inférieure a la moitié du rayon
d’aréte semble étre un critére suffisant pour dbtdes résultats précis.

5.3 Validation de la formulation 3D sur un cas de m icro usinage

5.3.1 Présentation du cas test

Dans un premier temps, afin de valider notre foatioh 3D dans le cadre de simulations
d’usinage, nous allons simuler en 3D le cas deanisinage de Béaker analysé précédemment
en 2D. La profondeur dans la troisieme dimensiariese a 20um. Afin de tester notre code
dans des cas critiques de copeaux fortement segment3D, nous choisirons une vitesse de
coupe 20 m$ qui garantit la présence de bandes de cisailleméstprononcées. Quelques
différences persistent tout de méme entre le cast2®cas 3D. Premiérement, nous avons en
3D autorisé les échanges de chaleur entre la piekair au niveau des faces latérales de la
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piece (coefficient d’échange de 10 WAH™). Cependant, étant donné que les temps de
simulation sont trés courts, les différences engsssl n'apportent pas de modifications
majeures. Deuxiemement, les cartes de tailles déematilisées en 2D et en 3D sont assez
différentes. Nous reviendrons plus tard dans ceitieasur les raisons de ces différences de
maillage, ainsi que sur les conséquences qu’atigeralrent.

5.3.2 Géomeétries de copeau et maillage

L'algorithme d’adaptation de maillage présenté dangremiere partie de ce chapitre permet
de réaliser des simulations d’usinage a grandesateet de simuler la formation d’'un copeau
fortement segmenté en 3D. Nous pouvons constatéda sigure Fig 60 que plusieurs bandes
de cisaillement ont pu étre détectées et modéliages une finesse trés raisonnable. Les
résultats en 3D correspondent de maniére quaktatrec ceux obtenus en 2D.

On remarque cependant des différences non néglegeal niveau de la morphologie du
copeau. En 3D, il est moins anguleux, plus enrsutdui-méme et les bandes de cisaillement
adiabatiques se sont propagées un peu moins logn (61). Ces différences peuvent
s’expliquer a la lumiére des différences de madtagntre la simulation 2D et la simulation
3D. Le maillage 3D est environ 3 fois plus grossians la zone de cisaillement primaire que
le maillage 2D, mais il conserve par contre sasfeesur la surface usinée apres le passage de
I'outil. On ne peut hélas pas le modifier comme’aarait souhaité, dans le but d’obtenir des
résultats plus précis dans la bande de cisaillerpent des raisons de faisabilité du calcul qui
sont détaillées dans la quatrieme partie de ceitthaha conséquence sur les résultats est
immeédiate : la bande de cisaillement, maillée mémsment, parvient moins bien a localiser
les déformations, et présente donc plus de résistagne prévu lors de la formation du
copeau. Les bandes de cisaillement sont alors npsorsoncées. Une seconde conséquence
de ce phénoméne est que si la bande de cisaillessagbpage moins vite que prévu, le reste
du copeau, par contre, poussé par l'outil, ne tdlgmmas. On observe alors bien sdr une
rotation plus importante du copeau vers la piecesq traduit au final par une courbure de
copeau légerement plus prononcée et des bandésadiement plus arquées.

Températures (K
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G35 1253
533 1138
415 1013
295 a5

Fig 60 : Apercu de la répartition de température par une simulation de micro usinage orthogonal a
grande vitesse réalisée en 3D.
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Fig 61 : Géométries des copeau obtenus et maillagesisés en coupe orthogonale en 2D et 3D.

5.3.3 Analyse de la formation d’'une BCA

Les répartitions de température, de contraintdwdmé et de vitesse de déformation peuvent
étre étudiées en observant les isovaleurs surda ge coupe médian de la piece. En
choisissant l'instant ou la troisieme bande deiltesaent est en train de se former, on

retrouve sur les résultats 3D les mémes phénontgnes/aient été décelés et analysés en 2D
(Fig 62). On observe une fine bande de tempémaupérieures a 1000 K, engendrant une

chute de contrainte caractéristique des bandessdélament adiabatique, et la localisation
extréme des vitesses de déformation.
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Fig 62 : Isovaleurs de température, contrainte dddage et vitesse de déformation en coupe.
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5.3.4 Analyse des efforts de coupe

Les efforts de coupe fournis par la simulation 3 été relevés et comparés aux efforts
obtenus lors de nos simulations 2D (Fig 63). Afin faciliter la comparaison, ils ont été
ramenés a un copeau de largeur équivalente de 1Lesrésultats obtenus confortent bien
I'analyse comparative des morphologies de copealisé&s précédemment.

On obtient tout d’abord une bonne adéquation ctalé des résultats. On retrouve les
oscillations caractéristiques de I'effort de cowgmendrées par I'apparition des bandes de
cisaillement adiabatiques. Les ordres de grandetenas correspondent bien. Par contre, ces
résultats permettent aussi de quantifier les cars@pes directes de la trop faible
discrétisation de la bande de cisaillement adighatdans notre simulation 3D.

Tant que la bande de cisaillement adiabatique @astapparue, aucune différence entre les
deux simulations n’est observée. Les efforts mariside coupe coincident (115 N), ainsi
gue le temps que met la bande de cisaillement atitiple a se déclencher (8 environ).

Par contre, dés que la bande de cisaillement esiefy les résultats commencent a différer.
Tout d’abord, a cause du manque de localisatiotadd#éformation et donc du surplus de
résistance engendré, le temps de propagation banide est fortement surestimé (QHau

lieu de 0,2us). Cela provoque un décalage dans la fréquengpaldion de la bande. Les
efforts de coupe simulés sont aussi surestimés, @& minima de 70 N au lieu de 50 N.
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120 /.f"‘\

106 \ vt Vet
wll NN |
Y résultats 2D

60 —=— résultats 3D

copeau de 1mm de large

N

Efforts de coupe (N) ramenés a un
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Fig 63 : Comparaison des efforts de coupe obtenus eoupe orthogonale 2D et 3D.

5.3.5 Propriétés de la surface usinée

Le fait d’avoir gardé une finesse de maillage ini@ate sur la surface usinée, méme apres le
passage de l'outil, permet de conserver des infiiom& précises. L'équilibre thermique
n'étant pas atteint, on ne peut bien sir pas dodinectement des résultats concernant les
contraintes résiduelles obtenues, mais seuleméat kle la surface juste apres le passage de
I'outil. Certaines observables semblent refléterectement la présence de bandes de
cisaillement adiabatiques, et nous avons estimérassant de les présenter ici. Notons
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cependant que les simulations ont été réaliséeggligeant les phénomenes de frottement et
la dilatation thermique, qui jouent certainementréle important dans cette zone. Nous ne
prétendons donc pas ici déceler des phénomenést@gamais seulement montrer le potentiel

du code et la précision que l'on peut atteindreulé&e des études expérimentales et
numériques réalisées dans une étroite collaborgimunraient juger du réalisme de ces

résultats.

Dans un premier temps, on peut observer le relidadurface usinée dans le plan médian de
la piece, depuis le bord d’attaque jusqu’a la jpmsitle I'outil (Fig 64). L’altitude 0 sur le
graphe correspond a la hauteur du point le plusdeagoutil. L’équilibre mécanique est
guasiment atteint étant donné I'amortissement itaoorutilisé dans cette zone (détaillé dans
le quatriéme paragraphe de ce chapitre), et le n@ofé peut étre observé a des temps de
simulation différents. On peut donc estimer que réssiltats ne sont pas dus a la présence
d’oscillations mécaniques. Notons aussi que leilpnefvarie pas non plus suivant le plan de
coupe sur lequel il est observé. On peut donc dérsi que ces résultats sont aussi
indépendants du maillage utilisé.

On observe au niveau du bord d’attaque que lacida la piece se situe |légérement en deca
de sa surface théorique, sur environ 0,01 mm.d€llstabilise ensuite apparemment entre 0,2
um et 0,25um au-dessus de celle-ci, sans doute a cause dur réfmstique. On décele
finalement de 0,07 mm a 0,08 mm du bord d’attacue haisse linéaire qui correspond a la
zone de contact avec I'outil au niveau de I'angdeddpouille. Si I'on pousse I'analyse un peu
plus loin, deux minima locaux situés vers 0,03 nti®,@5 mm du bord d’attaque peuvent étre
observés. Ceux-ci correspondent a peu prées auxszoind’effort de coupe commence a
augmenter, zones observées auk®t 2,51s de temps de simulation (Fig 63). Cette analyse
pourrait éventuellement présager d’'une influencdadprésence de bandes de cisaillement
adiabatiques sur le relief de la surface usinée. fekte cependant délicate, étant donnée la
faible amplitude des variations observées qui assaotre cas de micro usinage de I'ordre de
la taille d'un grain. En revanche, on peut penseeltg prendrait plus de sens sur des cas de
coupe a grande vitesse avec des profondeurs de gbugp importantes. Cela serait a vérifier
sur des études expérimentales.
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Fig 64 : Relief de la surface usinée en fonction d distance au bord d’attaque.

L'analyse des déformations plastiques équivaleateniveau de la surface usinée donne des
résultats tres clairs (Fig 65 et Fig 66). L'idhce directe des bandes de cisaillement
adiabatique sur la déformation en surface ne fatua doute. En faisant abstraction de la
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zone directement adjacente au bord d’attaque, gereb sur la surface des oscillations de
déformation, présentant des minima 1,3 et des nwxien3 environ. Ces oscillations ont une
longueur d'onde de 0,03 mm qui correspond a laadgt séparant I'apparition de deux
bandes de cisaillement adiabatique. Les maximasgpondent clairement aux moments ou
I'effort de coupe croit: 0,01 mm du bord d’attagaerrespondant a 0j3s de simulation,
0,03 mm du bord d’attaque correspondant a |is5de simulation et 0,06 mm du bord
d’attaque correspondant a 0,88 de simulation. Les minima correspondent eux ameg de
chutes de contrainte : 0,015 mm pour Op& de simulation, 0,045 mm pour 2,8 de
simulation et 0,075 mm pour 3,5 de simulation.
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Fig 65 : Déformation plastique équivalente sur lawgface usinée, le bord d'attaque étant a gauche &
position actuelle de I'outil a droite.
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Fig 66 : Déformation plastique équivalente sur lawgface usinée en fonction de la distance au bord
d’'attaque.

Les analyses réalisées ici montrent la capacitéotle code a décrire précisément I'état de la
surface usinée juste apres le passage de l'o@td.résultats présentés dans ce document ne
sont certes pas directement utilisables, maisaoisraient faire I'objet de variables d’entrée a
un modeéle permettant de déduire les contrainteduges et la micrographie de la zone

observée. Une telle précision dans les résultatsitsdifficile a atteindre par un logiciel
utilisant du kill element pour gérer la séparatiioncopeau.
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5.3.6 Parallélisme et temps de calcul

Le calcul présenté dans ce paragraphe a été réalig@rallele sur 16 processeurs, sur le
cluster du CEMEF (processeurs AMD Opteron biprol dwae 2.4 GHz et AMD Opteron
bipro quad core 2.3GHz reliés sur un réseau déefltence Infiniband). Chaque partition de
maillage dédiée a un processeur contient au débaaldul environ 500 nceuds (8500 noeuds
en tout), puis environ 2000 a la fin du calcul (33Moeuds en tout) (Fig 67). Le temps de
calcul total s’éléve a 80 heures environ.

Fig 67 : Apercu du partitionnement du maillage en & processeurs pour la simulation d’usinage 3D.

La quantité de processeurs utilisés pour un calculprésente finalement un nombre de
degrés de liberté assez restreint peut paraitressie. Cela correspond tout d’abord a une
volonté de tester la performance de notre codeatulcparalléle, le méme calcul aurait pu
sans aucun probleme étre réalisé sur deux progssseire un. De plus, l'utilisation d’'une
formulation explicite, dans notre cas, permet denimiser la communication entre
processeurs, étant donné que la résolution duégmabkst locale et non plus globale. Malgré
la présence d’étapes globales dans notre caldule temaillage ou I'écriture des fichiers
résultats, la parallélisation du calcul tres poaseste efficace.

Le tableau ci-dessous présente une analyse des timgalcul observés pour des simulations
d’'usinage avec différentes partitions de maillagab{eau 7). Les trois premieres lignes (en
bleu), comparent les temps de calcul en débutrdelaiion, lorsque le nombre total de nceuds
n'est que de 8300. Ensuite, des lignes 3 a 6 (et), les temps de calcul sont observés
lorsque la simulation est plus avancée et que idagea contient 14300 noeuds environ. Sur
les lignes 7 et 8 (en jaune), la simulation esbenplus avancée (20500 noeuds), mais seuls
les temps de calcul obtenus avec 8 et 16 processeat comparés car la simulation sur 4
processeurs n'a pas été menée aussi loin. Finatetadigne 9 (en rose) présente les temps
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de calcul en fin de simulation (20500 noeuds) pme parallélisation sur 16 processeurs, car
le calcul sur 8 processeurs a lui aussi été arrété.

On s’apercoit qu’a partir du moment ou I'on dépamséron les 800 nceuds par processeur, le
calcul paralléle devient rapidement trés efficdee.doublant le nombre de processeurs, les
temps de calcul sont divisés par au moins 1,6 (ignies 1 et 2, 4 et 5, 5 et 6, 7et 8). Cela
correspond a une efficacité supérieure a 0,8, ceqjures satisfaisant. On constate aussi que
le choix de paralléliser notre calcul sur 16 preeess était relativement judicieux, car il n’y a
toujours pas de perte de temps en début de simmlatcause d’'un parallélisme trop poussé
(lignes 2 et 3 en bleu), et 'on bénéficie rapidatmde gains de temps de calcul conséquents
(lignes vertes et jaunes).

nb nceuds / temps de calcul /
nb processeurs nb noeuds total Ny

processeur 1000 incréments

1 4 ~ 8300 ~ 2750 ~ 8 min

2 8 ~ 8300 ~ 1375 ~ 5 min

3 16 ~ 8300 ~ 687 ~ 5 min

4 4 ~ 14300 ~ 3575 ~ 14 min

5 8 ~ 14300 ~ 1798 ~ 8 min

6 16 ~ 14300 ~ 894 ~5 min

7 8 ~ 20500 ~ 2562 ~ 12 min

8 16 ~ 20500 ~ 1281 ~ 7 min

9 16 ~ 33160 ~ 2070 ~ 10 min

Tableau 7 : Indications sur les temps de calculs palléles en fonction du partitionnement choisi.

5.3.7 Conclusion partielle

L'analyse comparative des résultats de simulatioreraus en 3D par rapport aux résultats
obtenus en 2D sur le cas de micro usinage a gnatesse de Baker nous permet de valider
les méthodes d’adaptation de maillage utiliséedpat de s’ouvrir de nouveaux horizons sur
de nombreux procédés a simuler. Des problemes steétisation de maillage, dont nous
parlerons plus tard, nous interdisent encore @etilune discrétisation suffisante afin de
traiter parfaitement la concentration de déformmiet la chute de contraintes a l'intérieur de
la bande de cisaillement adiabatique. On obtient de@ méme de bons résultats qualitatifs.
Outre les analyses d'initiation et de propagatienbaéndes de cisaillement et les analyses
d’efforts de coupe déja réalisées en 2D, nous ar@rgré ici que notre modele était capable
d’analyser avec une grande finesse la surface aisidée corrélation trés claire entre la
présence de bandes de cisaillement et la déformptastique équivalente en surface a été
décelée. Il semble que la présence de bandes aiflecent pourrait éventuellement avoir
aussi un léger effet sur le relief de la surfacmaes Ces analyses doivent cependant étre
confrontés a des résultats expérimentaux. Finalemetre formulation présente des temps de
calcul trés corrects, étant donné la précisionral#alans nos résultats. Le calcul parallele est
tres efficace, permettant de gagner un temps dellcabnséquent en associant entre eux un
grand nombre de machines, méme pour des maillagdsstes.
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5.4 Exploitation des possibilités de modélisation 3 D

Aprés avoir validé les simulations 3D sur un casnilro usinage connus, les potentialités du
codes vont étre testées en variant le type de atront réalisées. Dans une premiere partie,
nous nous cantonnons a des cas d’'usinage orthogeealplans de symeétries, pour analyser
I'influence de la variation des conditions de cowtede la géométrie de I'outil. Dans une
seconde partie, nous passerons a des cas de sim@Bt complexes, sans plan de symétrie,
et expliqguerons comment nous gérons le maillag@\aau de la bavure.

5.4.1 Etude de sensibilité a quelques parametres de coupe

Plusieurs simulations de coupe orthogonale sotiséés ici afin d’étudier la sensibilité de
guelques parametres de coupe. On reste cependatdda cas assez proches de ceux du
micro usinage de Baker. En effet, les simulationsoAt montré que la loi de comportement
utilisée était bien adaptée a ce cas, mais gu'slipiait de poser des problémes lorsque I'on
s’en éloigne trop.

Dans un premier temps, I'influence de I'angle @dgtte est analysé. Pour ce, une simulation
est réalisée dans les mémes conditions que ceilleagitest de Baker, avec un angle d’attaque
positif de 10°. On remarque que les conséquencadslagrantes sur la géométrie du copeau

obtenue (Fig 68). Le copeau est beaucoup moimmurieé qu'avec un angle d’attaque de 0°,

et les bandes de cisaillement sont beaucoup mooropcées. Ces résultats sont en bonne
corrélation avec les résultats décrits dans kxéture [Obi05].

Tempéerature (k)
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Fig 68 : Géométrie du copeau et répartition de tengrature pour une simulation réalisée avec un angle
d’'attaque de 10°.
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On étudie maintenant l'influence du rayon d’aréel’dutil. Plusieurs simulations identiques
sont réalisées en faisant varier la valeur du rayaréte de coupe de l'outil. La vitesse de
coupe est fixée a 40 ms-1, I'angle d’attaque aet®és rayons d’outils sont deudn, 5um et

15 um. Les résultats obtenus juste avant le débouchtethedla seconde bande de cisaillement
adiabatique sont visibles dans la figure Fig 68.nMbserve pas cette fois-ci de différence
significative au niveau des bandes de cisaillenguitsont & peu prés aussi prononcées dans
chacun des cas. Par contre, on note tres clairequent'augmentation du rayon d’aréte de
I'outil accentue la courbure du copeau, et augméntempérature au niveau de la surface
usinée. Ces résultats sont en accord avec latiter [Del08].

Température (K}
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Fig 69 : Comparaison des morphologies de copeaudsts températures pour des simulations réalisées
avec des rayons d’'aréte de gm, 5pm et 15pum.

5.4.2  Simulation de procédés 3D réels

Cette sous-partie aborde la simulation de caser@elht tridimensionnels, dans lesquels on
n'utilise pas de plans de symétrie sur les coté qgiéece. La différence principale entre ces
nouveaux cas et ceux présentés jusqu’a présederdans le fait qu’'une bavure va se créer
sur les bords du passage de l'outil. Celle-ci, deedsion assez fine, n'a sans doute pas
beaucoup d’influence sur les efforts de coupe otreauobservables macroscopiques.
Cependant, la gestion du maillage dans cette zose pn vrai probleme. En effet, on peut la
considérer comme un second copeau qui doit seeségata matiére. Si I'on décidait de gérer
cette séparation par déformation plastique, commeainte d’outil, la différence de taille
relative entre le copeau et la bavure imposeraitad®ailler avec une finesse irraisonnable
pour pouvoir gérer le maillage. Le temps de sinaexploserait, sans pour autant apporter
d’'information trés intéressante étant donné le sales doute réduit que joue cette bavure sur
la globalité du procédé. Fabien Delalondre a réaliss simulations d’'usinage 3D réel avec le
logiciel Forge3, en associant du remaillage addpeatde I'ALE. Il parvient avec cette
méthode a modéliser le début de la premiére baadgsdillement, mais le maillage dégénére
ensuite dans la bavure et la simulation s’arrétel(B]. Les techniques de kill element
permettent en revanche d’obtenir des résultats plogutis. En effet, elles facilitent
grandement la gestion de la séparation du copeaiveau de la bavure, et ne nécessitent pas
de raffinement excessif de la zone. Elles sontlldiais utilisées par tous les logiciels
proposant des simulations de coupe 3D complexeDPdpef05, Mau07, Att08].
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Un algorithme de kill element, développé par RadBidKhaoulani, est disponible dans la
librairie CimLib. Cet algorithme permet de supprimdes éléments selon un critére
déterminé, ainsi que les noeuds orphelins auxquelsnaélément n’est plus relié. Cependant,
aucune procédure de lissage ou de gestion du ¢antae les deux nouvelles surfaces créées
n'est disponible. Si nous utilisons cet algorithiepartir de criteres d’endommagement
physiques (tels que par exemple celui de Johnsark)Cales éléments de la bande de
cisaillement et de la zone de contact sont supgtimiéle calcul se dégrade rapidement avec
de nombreuses interpénétrations dues a la nongarisempte de I'auto contact.

Nous a donc utilisé un critere non physique pouwilleélément, qui permettrait de supprimer
seulement les éléments qui posent probléeme. Ai@ndu la bavure se sépare, les surfaces
créées ne rentrent pas en contact entre elles gbsent donc pas de problemes. Par contre,
les éléments se dégradent petit a petit, et lealit§baisse alors régulierement. Nous avons
donc fixé un seuil sur la qualité des élémentsla Gus les éléments de qualité inférieure (ils
se situent tous dans la zone de séparation de ard)asont supprimés. Cet artéfact
numérique, certes simpliste, nous permet cepertaméaliser des simulations complexes.
Méme si le critere de suppression des élémentd pas physique, il se trouve que la
précision des résultats de ce calcul a peu de eBadiétre affectée car les seuls éléments
supprimés ici ont une température trés importantdomc des contraintes de fluage trés
basses.

Les résultats obtenus sont présentés sur un cascde usinage a grande vitesse (Fig 70).
Une passe de 1m * 10 um est réalisée au niveau de l'aréte d’'une piecaddnigue par un
outil de rayon d’aréte fim. On conserve la méme loi de comportement que ceilisée
jusqu’ici. La vitesse de coupe est de 20 ms-1atgle d’attaque de l'outil est nul, afin de
favoriser I'apparition de bandes de cisaillemernabatiques.

Fig 70 : Schéma du cas d’'usinage complexe 3D, aegercu en rouge du plan de coupe utilisé.
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La méthode de kill element sur critére de qualitésé permet bien de modéliser de maniére

trés satisfaisante le début du procédé d’'usinagge (FL). Un copeau segmenté de forme

élaborée se forme. La bande de cisaillement n'ast mane, mais possede une forme

complexe dans I'espace comme on peut le voir erastiies isovaleurs de températures. La

bavure, importante dans ce cas de micro usinagla puofondeur de passe est finalement

proche des valeurs de rayon d’outil, se dessirieeal@nt et se sépare correctement grace au
kill element. La qualité de la surface créée edlliot#e, mais cela ne pose pas vraiment de
probléeme étant donnée que la zone n'est pas $&dlich nouveau lors du procédé. La

simulation s’arréte hélas prématurément a cauda génétration du copeau dans le corps de
la piece, due a la non prise en compte de I'autbaco.
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Fig 71 : Géométrie du copeau et températures poue lcas de micro usinage a grande vitesse 3D complexe

Les isovaleurs de températures, contraintes dgdled vitesses de déformations observées
dans le plan de coupe défini sur la figure Fig né0s permettent de comparer ces résultats
aux résultats de coupe orthogonale étudiés préaadai Les phénomeénes physiques
observés sont trés similaires a ceux analysésesusimulations en 2D. On retrouve un
échauffement local trés important, provoquant latefle contrainte caractéristique, ainsi que
la localisation des vitesses de déformation (FB). Kotons aussi que les ordres de grandeur
atteints sont tres semblables.

: Contraintes de Vitesses de
Temperatures (k) 4 fluage (GPa) A déformation
{1/s)

1517 56 387429

B.74735e+007

13956 35801

6.07261e+007

127365 316594

5.30758e+007

115169 279176

4. 7231 de+007

102074 239759 4 D454 24007

any.7s 200341

3.3736Te+007

785524 1 60923 2 B9R94e+007

663668 1.21506

2.02421e+007

541912 0.520880 1 34947e+007

410956 0426703

6.74735e+006

288 0.32527

1e-015

Fig 72 : Isovaleurs de températures, contraintes déuage et vitesses de déformations en coupe poerdas
de micro usinage a grande vitesse 3D complexe.
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5.4.3 Conclusion partielle

Cette partie a permis de jauger des capacités te mormulation a retrouver en 3D

gualitativement les résultats observés dans deallaions 2D et dans des études
expérimentales. Notre modeéle parvient a détecter gg@mple les conséquences de la
variation de rayon d’un outil et de I'angle d’attigde celui-ci. Nous avons aussi pu juger de
la capacité de notre modéle a donner des prendsudtats sur un cas de coupe 3D non trivial,
dans lequel il parvient a détecter I'apparitionaesimuler la propagation d’'une bande de
cisaillement adiabatique de forme complexe. Notonsde méme que l'implémentation d’'un

algorithme d’auto-contact serait nécessaire poprapndir nos recherches dans ce domaine.

5.5 Limites actuelles du logiciel

Les diverses simulations 3D d’'usinage a grandessétgorésentées dans ce dernier chapitre
donnent des résultats assez convaincants. |l fpgndant avouer que ces simulations 3D
posent pour le moment plus de problemes que cedl@sées en 2D. Si I'on peut en 2D
simuler avec robustesse tous les cas existanthasissant les tailles de mailles de la piéce
comme bon nous semble, ce n'est plus le cas pausioalations 3D. Nous allons présenter
dans cette partie les limites principales de notrde 3D. Certaines d’entre elles ne sont pas
liées a la formulation explicite développée, a #ales problemes de gestion de qualité de
maillage surfacique dans certaines zones. D’auttges que les problemes d’optimisation de

I'amortissement, sont caractéristiques de l'utilea d’'une formulation a intégration
temporelle explicite.

5.5.1 Probléemes de gestion du maillage

Le second paragraphe de ce chapitre relate plgsisames pouvant poser probleme aux
remailleurs surfaciques lors des simulations 33 jeblémes apparaissant en pointe d’outil
ont été réglés grace a l'algorithme d’adaptatiomdgllage implémenté. Il reste cependant
encore les problemes de maillage surfaciques @snsones de déraffinement de maillage en
surface, ainsi que pour nos cas de simulationsirdige a grande vitesse au niveau du
débouchement de la bande de cisaillement adialeatigla base de la naissance du copeau.

La principale zone de déraffinement surfacique mugs rencontrons en usinage se trouve au
niveau de la surface usinée. Il peut en effet pargidicieux de ne plus garder de maillage fin
dans cette zone apres le passage de I'outil, afimedpas faire grossir la taille du maillage tout
au long de la simulation. Cependant, des problateagualité de taille de maille apparaissent
alors, bien aprés le passage de l'outil, lorsquedae n’est plus du tout sollicitée. Le
remailleur ne parvient pas, pour des questionesiect de la surface usinée, a augmenter la
taille des éléments surfaciques. Il augmente patreda taille des éléments volumiques, ce
qui entraine la dégradation progressive de la gudks éléments. lls atteignent finalement
des qualités tres basses par rapport a la consigrnimale de 0,2 imposée (parfois inférieures
a 0,03) puis dégénérent (Fig 73). Ce problemet @&été dans nos simulations en faisant le
choix de garder un maillage fin sur toute la siefasinée.
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Fig 73 : Qualité des éléments au niveau de la suda usinée aprés déraffinement du maillage.

Le probleme suivant n’est rencontré que pour lesikitions tridimensionnelles d’'usinage a
grande vitesse, avec présence de bandes de omailieadiabatique assez prononceées. La
zone de débouchement de la bande présente uneesadiaplexe, avec un angle concave trés
prononcé et des vitesses de déformations locadssitnportantes. La modélisation de ce
phénomeéne ne pose pas de problemes particuli@B.edne étude de sensibilité a la taille de
maille a montré que la simulation était précisesdorun maillage suffisamment raffiné est
utilisé dans la zone de cisaillement primaire. irautation 3D est par contre problématique.
Plus on diminue la taille de maille dans cette zaneins le remailleur arrive a gérer la
qualité des éléments en débouchement de la bandsalkement adiabatique et au plus tét
ceux-ci dégénerent. Par exemple, si I'on utiliseniame taille de maille qu’en 2D (0,8n),

on ne parvient méme pas a simuler entierement tadton de la premiéere bande de
cisaillement (Fig 74). Cette contrainte est trasbf@matique, car la taille de maille minimale
qui permet de réaliser la simulation est déja um tp@p importante pour pouvoir modéliser
avec précision la propagation de la bande de kbsaht adiabatique. Dans I'analyse de
validation de la simulation réalisée dans ce chapia bande a été maillée le plus finement
possible (environ 0,2%m). Cependant, on a constaté en analysant lestatssujue des
différences non négligeables existent encore papora aux simulations 2D réalisés avec un
maillage suffisamment fin. Notons que trés peu @ars proposent des simulations d’usinage
a grande vitesse avec segmentation du copeau dB&D7-08, Aur06, Tsw06], et que les
résultats de démonstration présentés par AdvantiBageune précision au niveau de la
segmentation assez basse, bien plus basse du quares résultats présentés déja 10 a 15
ans plus t6t en 2D [Mar98, Cer99]. Cette lacunaatavoir un lien direct avec le probléeme
de maillage qui vient d’étre soulevé ici.
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Fig 74 : Qualité des éléments en sortie de la preéne bande de cisaillement adiabatique pour une tdd de
maille locale de 0,8um, juste avant I'arrét prématuré du calcul.

5.5.2 Problemes de gestion de 'amortissement

La gestion de I'amortissement dans nos simulatoét décrite dans le chapitre 3, présentant
la formulation explicite que nous utilisons. Jusdgeun amortissement de Rayleigh de type
élastique léger représentant la visco-élasticitturele du métal = 0,01) ainsi qu’un
amortissement numérique sphérique linéaire utilidas valeurs conseillées pour les cas
généraux dans la littératurg € 0,06) étaient suffisants pour nos simulations &2D3D.
Cependant, lors des simulations d'usinage a gransses en 3D présentées dans ce
chapitre, des problemes d’oscillations numériquas qont pas été contrblées par
I'amortissement habituellement utilisé, ont prové@@uplusieurs reprises l'arrét trés prémature
des calculs.

Le fait que les cas micro usinage 3D a grande satgmiissent causer des problemes aux
algorithmes d’amortissement n’est pas vraimentr@aoh Tout d’abord, ils sont extrémement
dynamiques, avec l'attaque de I'outil en début ideukation qui engendre des accélérations
de 2.18% ms? sur des éléments de [m environ. Ce choc provoque une onde élastique
importante qui va se propager a l'intérieur de lace pendant une bonne partie de la
simulation. De plus, les tailles de maille réduitdgfent un grand nombre de degrés de
libertés, favorables a l'apparition d’oscillationsimériques. Finalement, les variations de
taille de maille et surtout les zones de maillagenthuvaise qualité obtenues a cause des
lacunes du remailleur créent des plans de réflexibonde et favorisent grandement le risque
d’apparition d’une oscillation non physique quirenen résonance [Mah06]. On conseille
dans la littérature, pour des simulations explgitde ne pas utiliser d’amortissement
uniforme dans toute la piéce, mais de détectezdees ol un nceud entre en résonance et
d’apporter alors un amortissement localisé trés[fdah06]. Nous n’avons cependant pas eu
le temps de mettre en place un outil générique aaphistiqué.

La premiere mesure que j'ai mise en place pourgrana réaliser ces simulations 3D a
consisté a augmenter de maniere conséquente ligs@rtent élastique de Rayleigh et la
viscosité linéaire volumique que nous utilisioas«0,05 au lieu de = 0,01 ety = 0,4 au lieu

de 0,06). La valeur de , toujours assez faible, n’est pas problématiquesiihest vrai que la
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valeur de y pourrait causer un léger sur-amortissement [MahOBgpendant, cet
amortissement étant de type sphérique, son infeusoc les résultats devrait cependant rester
assez limité. Ensuite, afin d’absorber de manidfieage les oscillations dans la piéce, j'ai
ajouté un amortissement massique de Rayleighrrperiant § = 0,01) apres le passage de
I'outil (Fig 75). Cet amortissement permet d’alisorles ondes de contraintes réfléchies dans
la piéce, et les éventuelles oscillations résomsante nceuds non contrblées par
I'amortissement sphérique. Il modifie aussi de raeniflagrante la dynamique de la zone, et
fait en sorte que I'équilibre mécanique soit attgilus rapidement. Cependant, étant donné
gu’il est situé seulement apres le passage ddl/'son influence sur la formation du copeau
devrait tout de méme rester assez réduite.
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Fig 75 : Apercu en rouge de la zone concernée p&rhortissement de Rayleigh 8 = 0,01), apres le
passage de I'outil.

5.5.3 Conclusion partielle

Ce chapitre a souligné nos limites actuelles enéiation 3D d’usinage a grande vitesse.
Celles-ci ont été contournées afin de permettr@résentation de résultats 3D, mais les
méthodes utilisées risquent de devenir trés vitédntes.

Dans un premier temps, les problemes de remailkamydevés en début de chapitre sont
toujours présents. Ceux situés dans les zones rdaotavec I'outil ont pu étre réglés sans
avoir a mettre en place d’algorithme d’adaptatiemthillage et de conservation des surfaces
libres complexes. Notons cependant que les dégpadatnportantes de taille de maille qui
sont rencontrées pourraient aussi tromper l'estomaautomatique du pas de temps et
entrainer des problémes de pas de stabilité tedpat@ns les simulations. || semble alors
gue pour réaliser des simulations 3D d'usinageigeé¢c robustes, en étant totalement libre
guant aux choix de cartes de tailles de maille lgpre veut utiliser, la mise en place d’'une
procédure d’adaptation de maillage surfacique aeani de toutes les surfaces libres soit
indispensable. Cela peut par exemple se faire’ipéédration d’'une formulation ALE telle
celle utilisée par Fabien Delalondre avec le ladiEiorge [Gue07,Phi09].

Dans un second temps, des problématiques moingtagtes d’amortissement affectent tout
de méme la robustesse de notre code. On est gaigd’instant de sur-amortir la piéce afin
d’éviter I'arrét du calcul pour cause d'oscillatfonumériques entrant en résonance. Bien qu'il
ne modifie pas de maniére significative les réssiitdtenus dans les cas présentés ici, ce sur-
amortissement pourrait poser des problemes pasimalation d’autres procédés. La mise en
place d'une procédure d’amortissement génériqualifie, détectant automatiquement les
éventuelles zones a problemes de la simulatiogsetrbant alors rapidement les oscillations
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naissantes, sans conséquences sur la dynamiquealgémie la piéce, serait un plus
appréciable pour I'utilisateur.

5.6 Conclusion

Dans ce chapitre, la nouvelle formulation explicitesse en place durant cette thése et testée
sur des cas d’'usinage 2D dans le chapitre 4 goéb@éee sur des cas d’usinage 3D.

Afin de se traiter certains problémes de gestiomdillage en pointe d’outil, point bloquant
habituel de l'usinage 3D, jai implémenté une pho@ d’adaptation de maillage au niveau
des surfaces de contact avec les outils, a utéiseassociation avec le remailleur adaptatif.
Cette procédure d’adaptation de maillage n’a awgftet lissant sur la géométrie de la piece
usinée. Simple et efficace, elle pourrait ausse éttilisée pour la simulation d’autres
procédeés. L'implémentation du transport des vaesbinéme s’il n’est pas indispensable dans
nos cas comme on vient de le voir, pourrait cepeinédae implémenté afin de gagner en
geénéricité.

Grace a cette procédure d’adaptation de mailldgestipossible de modéliser la formation
d’'un copeau fortement segmenté, ce qui reste @résen 3D. Les phénoménes correspondant
au déclenchement et a la propagation d’'une bandésdi#lement adiabatique sont modélisés
avec précision. Les résultats obtenus sont en baumelation avec nos résultats de
simulation 2D et avec les résultats de la littéeatuDans le cas de géométries de coupe
complexes, l'utilisation d’'une méthode numériquensistant a supprimer les éléments qui
posent probléeme nous permet de gérer le maillageiveaau de la séparation de la bavure.
Elle permet alors la simulation de copeaux segmsermE de bandes de cisaillement
adiabatique. Grace aux fonctionnalités de la hibéque CimLib, et a l'utilisation d’une
résolution explicite naturellement locale, le calparalléle peut étre utilisé de maniere
conséquente. Il permet de continuer a gagner dpganéme lorsque I'on a moins de 2000
voire 1000 noeuds par processeurs avec des acuiérefficaces.

Notons cependant que nous restons tout de mémelasgés dans nos simulations 3D. Tout
d’abord, l'algorithme d’adaptation de maillage rars place au niveau des surfaces de contact
avec l'outil ne permet pas de gérer les probleneemdillage qui apparaissent dans les zones
de déraffinement et en débouchement de la bandgsdi#iement adiabatique. On est alors
obligé deés le début de prévoir ces problémes daosriception de notre taille de maille. On
ne peut pas utiliser de déraffinement de manienséguente dans le calcul, comme on aurait
aimé par exemple le faire au niveau de la surfaggée, et on ne peut pas maliller la bande de
cisaillement adiabatique avec une taille de mailéfisamment basse pour retrouver en 3D
des résultats aussi précis que ceux que l'on asbienu en 2D. L'utilisation d’'une
formulation ALE comme celle utilisée sur le logickorge3 par Fabien Delalondre laisserait
beaucoup plus de souplesse. De plus, les élémentsadivaise qualité parfois rencontrés
accentuent les problémes d'oscillations numériquiEga favorisés par les accélérations
importantes présentes dans la simulation. Cellesiesent frequemment des arréts du calcul
car l'utilisation d’'un amortissement uniforme soute la piéce doit rester modérée pour ne
pas avoir d’influence trop importante sur les riggal La mise en place d’'une gestion
automatique localisée de I'amortissement numéridaenerait plus de robustesse a nos
simulations et faciliterait I'utilisation du logiei.
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Conclusion générale

L'objectif de ma thése, au sein du vaste projetoc&dés a Grande Vitesse » de la Fondation
Cetim, a consisté a mettre en place et a implémeetesolutions novatrices particulierement
adaptées a la simulation de I'UGV. Cet objectif@rémpli de maniére trés satisfaisante.

J'ai tout d'abord développé, implémenté a l'aide leelibrairie CimLib, et testé deux
approches différentes : 'une semi-explicite sus d&ments P1P1, l'autre explicite sur des
éléments P1 modifiés. Si la premiére solution neneatre pas particulierement intéressante,
la formulation explicite se révéle en revanche pasnetteuse. Simple et rapide, permettant
I'utilisation de remailleurs performants car baste des éléments P1, elle a montré sur
plusieurs cas tests quasi incompressibles issi& liteérature qu’elle n’était pas sensible au
locking volumique pour des matériaux élastiquedlastoplastiques. Les résultats obtenus se
sont révélés en bon accord avec ceux obtenus paloggciels commerciaux Forge3 et
Abaqus/Explicit. Ces travaux ont fait I'objet d'ummésentation orale & ESAFROM 2008
[DeMO08] et d’'un article dans l'Internation Journail Numerical Methods in Engineering
[DeMO09].

J'ai ensuite implémenté un solveur thermique ekplistandard, que j'ai couplé faiblement au

calcul mécanique. La condensation diagonale dedtice d’'inertie thermique permet de

s’affranchir des problemes de choc thermique dassslimulations d’usinage. Le solveur

thermomécanique qui en découle permet I'implémanmtagimple de toutes les lois thermo

élastoviscoplastiques isotropes suivant le formradigle Von Mises. Notons de plus que la
formulation explicite devient tres intéressante d&@s cas d’adoucissement thermiques ou
I'algorithme de Prandtl-Reuss a du mal a converger.

La formulation thermomécanique explicite implémenpeut maintenant étre éprouvée sur
des cas d’'usinage a grande vitesse. Etant donmague d’'informations expérimentales a
disposition et le besoin de la valider, on décigereproduire dans un premier temps les
simulations présentées dans un article de Béksiadit de micro-usinage a grande vitesse de
I'alliage de titane Ti6AI4V. La loi de comportemautilisée correspond a une loi de Johnson
Cook dont la dépendance a la température a étdigedifin de prendre en compte les effets
d’adoucissement thermiques du métal a I'origindadi®rmation d’'une bande de cisaillement
adiabatique. La formulation permet de simuler aye@mde précision la formation du copeau,
gu’il soit continu, Iégerement segmenté ou fortehsmgmenté. L'initiation et la propagation
de bandes de cisaillement adiabatiques peuvereyeéidiées, ainsi que l'influence de leur
présence sur les efforts de coupe. Aucun algorithohee séparation de copeau ou
d’endommagement n’est utilisé. Ces résultats sontés bonne adéquation avec les résultats
de Baker et les résultats de la littérature expémiade. Les temps de calcul sont trés
intéressants, jusqu’a 20 fois inférieurs a ceux ppd@sentaient Baker en 2006 : 12 heures de
calcul en série sur un poste de travail pour umeulsition trés précise 2D avec forte
segmentation de copeau. Ces travaux ont fait ltaij;ne présentation orale aux JSTMMO08
[DeMO08bis], ainsi que d'un article dans [IInterrmatal Journal for Machining and
Machinability of Materials [DeMO09ter].

Afin de gérer les problémes de maillage au nivealiatéte de I'outil pour des simulations
3D, jai mis en place un algorithme d’adaptationrdaillage surfacique sur toutes les zones
de contact. Simple et sans prétentions, il permgt de méme de simuler des cas de micro
usinage a grande vitesse avec forte segmentati@ogkau avec précision en 3D, et ce sans
modéle d’endommagement. Jusqu’a aujourd’hui, lg&iels permettant I'obtention de ces
résultats avec autant de précision sont encoredres. On ne reléve que les travaux d’Aurich
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en 2006 sur Deform et ceux de Delalondre sur Foege3007 dans le cadre du projet PGV 1
de la fondation Cetim. Advant’Edge ne présente BngBe des copeaux trés légerement
segmentés et de précision moyenne sur son sit@éttd=n couplant notre formulation avec
un artéfact numérique de Kkill element permettangéler le maillage au niveau des bavures,
on arrive aussi a modéliser l'initiation et la f@tion de copeaux segmentés complexes. Les
résultats en 3D sont en bonne corrélation avecrdéssitats en 2D, et montrent une
dépendance a la variation des parametres en aesved la littérature expérimentale. Les
calculs sont évidemment beaucoup plus colteux celerétant donné le nombre croissant de
degrés de liberté, mais l'utilisation du calcul gdbtle permet de les réduire efficacement.
Réalisées sur 16 processeurs, les simulationsnté&sedans cette these nécessitent de 6 a 80
heures de calcul. Ces travaux ont fait I'objet & ymésentation orale au®IQIRP Conference

on Modelling of Machining Opertaions [DeMO09bis].

Perspectives

La formulation explicite mise en place au long d&ethése s'étant montrée prometteuse, ce
travail ouvre plusieurs perspectives intéressames le futur.

Tout d’abord, un travail d’optimisation de la forlation pourrait étre effectué. La mise en
place dans un premier temps d'une gestion localenatique de l'amortissement lui

donnerait plus de robustesse pour les simulatidDsf@tement dynamiques avec des
maillages complexes. Puis, l'utilisation de méthodke gestion locale du pas de temps
permettrait de la rendre encore plus compétitive.

Ensuite, comme nous I'avons constaté, une meillgestion du maillage en surface serait
bénéfique a la modélisation de procédés 3D complek&quipe de travail de Lionel
Fourment, au Cemef, met actuellement en place ameufation ALE dans la bibliotheque
CimLib, qui pourrait étre la solution a ce problerotons qu’un algorithme permettant de
traiter 'auto-contact permettrait aussi une wiisn plus physique et plus généralisée du Kill
element, qui se révele parfois nécessaire.

Enfin, le travail trés numérique réalisé dans cétise ouvre beaucoup de portes sur la
compréhension des phénomenes physiques, ainsiamadyke et I'amélioration des procédés
de coupe a grande vitesse. Cependant, le temps nguégpour exploiter a fond ces
possibilités. Les limites actuelles se situent @palement au niveau de la mise en place de
modeles rhéologiques et tribologiques. En effatn@deles sans doute trop simples identifiés
sur des cas test expérimentaux classiques (traatmmpression, torsion et méme barres
Hopkinson) ne permettent pas de simuler avec fiabdutes les configurations d’'usinage sur
un matériau donné. L’association de notre formolatiumeérique, présentant un bon rapport
précision temps de calcul, avec un travail expémialesolide permettrait de réaliser de réels
progres. Des lois de comportement ou de frottemer@me complexes, pourraient étre
identifiées efficacement par des procédés d’analysarse directement sur des cas d’usinage.
On disposerait alors d’une loi valide pour une @unftion donnée. Cela permettrait enfin de
réduire de maniére importante les colts de misplase d’'une gamme d’usinage a grande
vitesse a l'aide de pré-études numériques permettans’orienter efficacement sur les
paramétres de coupe et le type d’outil a utiliser.
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ANNEXE | :
Implémentation du couplage thermomécanique

Introduction

Afin de pouvoir réaliser des simulations thermonmégaes d’usinage a grande vitesse, jai
implémenté dans un premier cas un calcul thermeyypdicite découplé du calcul mécanique,
puis je I'ai couplé faiblement avec le calcul. @atsdes méthodes classiques et couramment
utilisées [Hal98, Hib02]. La formulation thermigegplicite et le couplage thermomécanique
sont décrits dans cette premiére annexe.

Probleme thermique

Considérons I'équation de conduction de la chalbams le cadre de la modélisation de
Fourier. Dans un volume infinitésimdV, la variation de température dans le temps esierel

au gradient spatial de température et a la crédgéorhaleur externg,,, (voir Eq. 83).
oc, ‘Z—Idv =div(k Egrad(T))dV +Ooyg Eq. 83

ou o est la densité du matériag|, la capacité calorifique massiquekaa conductivite.

Divers types de sources de chaleur sont prisesrapte dans la formulation, et permettent de
calculer le termej,,, : les échanges thermiques avec le milieu extémgylr,, la création de

chaleur par déformation plastiqag,, et la création de chaleur par frottemept

qext = C.Ibound + qplast + qf Eqg. 84

Considérons tout d’abord le terme d’échange tharmiq,,, modélisant la quantité de

chaleur recue sur une surface de contact infinigledS séparant notre matériau d’'un milieu
a températurd_ .. Le modéle présenté ici est linéaire, dépendartoddficient d’échangé.

ext *
Cela permet de récupérer facilement des donnéeseticient d’échange dans la littérature,
car le modele est largement utilisé. Cependant,ndedeles plus complexes peuvent étre
implémentés trés aisément.

qbound =h [(Text _T)ds Eq. 85

On considére maintenant le terme d’échauffemenigmant de la déformation plastique du
matériaud,,.,, dans un volume infinitésimalV. Le coefficienta ., pris en général proche

de 0.9, détermine le pourcentage de puissance fdenddion plastique qui est dissipée en
chaleur.

qplast :aplast(ﬁlj)dv Eq. 86
On prend finalement en compte la création de chateluite par la puissance dissipée par

frottement g, sur une surface infinitésimale de contact aveatifadS. Cette expression
nécessite de connaitre le taux de cisaillentenet la normeAv de la vitesse de frottement
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du contact. Le coefficient de partage détermine le pourcentage du flux de chaleur créé a
I'interface qui entre dans la piéce, I'autre padieflux entrant bien sQr dans l'outil.
q; =a, (Tf [AV)dS Eq. 87

La dilatation thermique peut étre prise en comptea@utant au tenseur des déformations
utilisé pour le calcul des contraintésla déformation induite par la variation de tempéma
par rapport a une température de référefceCelle-ci dépend du coefficient de dilatation

thermiquea, .

Eow =€ —a,(T-T,)Id Eq. 88

total

Discrétisation temporelle explicite

Le probléme est discrétisé temporellement par urérea explicite du premier ordre, qui
permet d’exprimer la dérivée temporelle de la terapge au temps en fonction de la
température au tempet au tempsgt+ At :

{OT}HN T Tt

—_— Eq. 89
ot At

En insérant le schéma d’intégration temporel pri&sendessus (Eq. 89) dans I'équation
d’équilibre de la thermique (Eqg. 83), on obtiemquation différentielle suivante ayant pour

unique inconnue le champ de tempéraflifé'.

t+At _ Tt .
pcp%dvzdiv(k Egraol(T))dv+qext Eq. 90

Discrétisation spatiale

Le probléme local (Eg. 90) est équivalent au proleldaible intégré sur le domaine de calcul

(Eqg. 91):
I
AT o e )
_([p[]:pET dV—ikdlv(grad(T))r dv cq. o1

+ Ih(T—Text)T*dS+ aplastj‘(ﬁ FTdV +a, j(rf AT dS
Q 0Q

0Q

Dans le cas d'un calcul thermomécanique, on corsidae I'on utilise le méme maillage

pour le probleme thermique que pour le probléemeami@ce. Le probléme thermique faible
peut alors étre discrétisé de la méme maniére guyedbleme mécanique en utilisant les
fonctions de formes de du triangle ou tétraédrédlire. L'intégration sur chaque élément se
fait en utilisant les formules de Gauss avec umumipoint d’intégration par élément.

Finalement, la matrice d’inertie thermique est diedizée afin d’obtenir un systeme

d’équations nodales indépendantes.

En chaque nceud, on obtient alors une équation linéaire qui permetmettre a jour
directement la température en fonction du termenedfie thermiquei”, des termes

a !

d'échauffement nodaux dus a la conducti@gondja, du terme d’échange avec le milieu
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extérieur[Qbond]a, du terme d’échauffement di a la déformation MHet[QplastL et du terme

d’échauffement da au frotteme[ti)f L.

2T = ol ol + o]

A
iy = i( Lo, ol )
io& dim+1'0 P
- dim aN ) EN
_Qcond a = Z (k WOIeZ Z (aga agta Era’]}
el ale k=0a'/alle k k Eq. 92

avec :Qbond:a = Surf, (T, - T,)

. a .
Quast),= 2, L Pa_v/ol, Eb‘[?fj
el/ale

dim+1
.Qf ]a = SUI’fa D}'f |::ljFT]a |::H:Av]a

Notons que la condensation diagonale de la matticertie thermique, outre le fait de
simplifier le systeme a résoudre, est aussi copoue atténuer de maniére tres importante les
instabilités dues aux probléemes de choc thermigadois observées sur les résolutions
thermiques réalisées avec des éléments finis teef?ic98].

Architecture du couplage thermomécanique dans ndwgiciel explicite

La résolution thermomécanique se fait en couplaitldment les résolutions explicites
mécaniques et thermiques. Le couplage s'implémasgez simplement, en venant enrichir la
formulation mécanique présentée dans le chapitreéplent de la thése, mais sans avoir a la
modifier. La prise en compte de la dépendance tiggierdans la loi de comportement et dans
la loi de frottement se fait en venant réactualissrparameétres des lois mécaniques pures en
fonction de la température. De la méme maniérectedficients des lois thermiques de
conduction et d’échange avec I'extérieur peuverg &tactualisés a chaque pas de temps, en
fonction de la température et des conditions mégems. Cela permet de modéliser
simplement un grand nombre de couplages, linéaweson. L’architecture du code obtenu
est présentée dans la figure Fig 76. Les casesl@®saen trait gras sont les étapes qui ont
été rajoutées pour le calcul thermomécanique. hessencadrées en trait fin sont les étapes
inchangées récupérées directement de la formulaii&sanique. Sur la droite du schéma, on
peut visualiser I'instant ou les inconnues thermoadégues sont réactualisées.
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Fig 76: Schéma représentant I'architecture du couplge thermomécanique explicite sur un pas de temps.



ANNEXE I :
Validation de la formulation thermomécanique

Introduction

Afin de valider 'implémentation de la formulatidhermomécanique et de son couplage, trois
cas de validation ont été choisis, ou les résutiateériques sont comparés a des solutions
analytiques. Les deux premiers concernent une ugésolthermique pure, avec un cas test
instationnaire 1D et un cas test stationnaire 2B. dernier concerne une résolution
thermomécanique instationnaire simplifiée, et permbe valider la prise en compte de
I’échauffement par déformation plastique.

Probleme thermique instationnaire 1D

Tout d’abord, considérons un probleme de thermigettionnaire 1D, qui permet de tester
les effets dynamiques de la conduction thermiqug (Ff). Considérons un mur semi-infini, a
0°C. Sur la paroi du mur, on impose une températiel00°C. Le mur a une masse
volumique de 8930kg/Mm une conductiviték de 45 W/m/K et une capacité calorifique
massiquec, de 650 J/Kg/°C. La dilatation thermique est négdig La répartition de
température dans le mur en fonction de la profondensidéréec et du tempg est donnée
par la formule analytique suivante.

X
o [kt
PC,
Ce probleme est simulé par notre formulation éléméinis en utilisant une barre 3D de
longueur 20cm et de section carrée de cdté 5cmchrditions limites sur les surfaces de
cette barre sont considérées adiabatiques. Lasegation du cas analytique et du probléme
simulé est faite sur la figure Fig 77. La piéceresillée avec des éléments de taille 5mm
environ, et le pas de temps utilisé est d@s1@n peut comparer sur la figure (Fig 78) les
répartitions de température obtenues d’apres ikcahalytique et d’aprés la simulation au
bout de 5 et 20s. Notons qu’étant donné les camditadiabatiques sur les faces latérales, la

solution par éléments finis ne dépend que de lfopdeurx, aux incertitudes de maillage
pres.

T(xt)=T, @rf Eq.93
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Calcul analytique 1D Simulation EF 3D

100 °C 100 °C

>
profondeur

Fig 77: schéma descriptif du cas test thermique itetionnaire 1D et de la simulation numérique
correspondante.

La figure Fig 78 permet de comparer les tempéeatisur I'axe médian aux valeurs
analytiques, a différents temps de simulation. @ut poir que les résultats obtenus sont tout
a fait satisfaisants.

Répartition de température dans le mur calculée par le modéle analytique
100
90
80 A
O 2]
o Analytique
o 60 —&— Analytiq
:é 50 \ \ t=bs
© —aA— Analytique|
Q40 \\ \\ t=20s
5 30
= 20 | \\ \‘\‘\‘\
10 N~
0 T T & A—Ah—h—Ah—&
0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06
Profondeur en m
Répartition de température dans le mur calculée par éléments finis
100
90
80 |
°
z ]
()
g ©0 N e _FEM
2 50 _
< t=5s
g 40 LN N —e—FEM
t=20s
g | \ \\‘\‘\
F 20
10 ‘\\\\\\‘\‘\‘k
0 : » 20 8 oo —0—0 . o L = 2 ?-
0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06
Profondeur en m

Fig 78: Répartitions de température obtenues par lenodéle analytiques et le modéle éléments finis
suivant la profondeurat=5sett=20s.
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Il est aussi possible d’évaluer a I'aide de ceteasl'ampleur du probléme de choc thermique,
en étudiant par la répartition de température en début de simulation (0.1s). Grace a la
condensation diagonale de la matrice d’'inertiertiigue, les oscillations sont dans notre cas
inférieures a 1%. En effet, on voit sur la figuig 79 que lorsque tout le gradient thermique
(100°C) est encore encaissé par une seule couélara#nts, la seconde couche d’éléments
ne présente que quelques valeurs négatives, sadwdordre de -0.2°C avec un minimum de

-1.2°C. Notons que ces problémes disparaissentldamixiémes de secondes qui suivent.

Température (*C)
100

078

056

— 034
[ 012
01

-032

054

-076

Fig 79: Mise en évidence du phénomeéne de choc thegue sur le champ de température en début de
simulation du cas instationnaire 1D (t = 0,1s). A#ntion car I'échelle n’est pas linéaire.

Probléme thermique stationnaire 2D

Le but de ce cas est de valider la modélisationadeonduction thermique sur un cas
multidimensionnel. On recherche I'équilibre 2D daubarre trempée dans un baifipa= 0°C
avec une température imposeeTgg = 300°C sur une extrémité de largeurrs 5cm (Fig
80). Soit x l'axe correspondant au c6té ou la teaipée est imposée, et y laxe
perpendiculaire entrant dans la piece. La soluimalytique du probléme est donnée par :

T(%y)= (T, -To)Dg {%T exf{_ nLﬂyj Bi”(n—fxﬂ Fa 94

nimpair

Ce probléme a été modélisé en utilisant une barsedtion carrée de cété 5cm et de longueur
20cm. Deux des faces latérales de la barre ontetegératures imposéesTa= 0°C, et les
deux autres des conditions adiabatiques afin ddieréles hypothése 2D du cas test. La
premiere extrémité de la barre a une températuposge deTi,, = 300°C, l'autre est
considérée comme adiabatique. Cependant, cettadebypothése n'a que peu d'importance
car la variation de température en bout de baste reégligeable pendant tout le temps de la
simulation (Fig 80). La taille de maille utilisést de 5mm, et le pas de temps dés10
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Calcul analytique 2D Simulation EF 3D

0°C

Fig 80:Schéma descriptif du cas test thermique inationnaire 1D et de la simulation numérique
correspondante.

On peut voir sur la figure Fig 81 que les résal@ la simulation numérique, relevés sur le
plan de coupe médian de la barre, sont en padeitrd avec ceux de la solution analytique. Il
est aussi important de noter que la variation desltats dans I'axe perpendiculaire au plan
présenté dans la simulation est nulle, aux ermdeidiscrétisation pres.

0,05 m Températura en “C
Calcul 171 | 270300
: 0,025 m
analtique Tt @ 240-270
o o 210-240
R 0 180-210
@ 150-130
0.0% m 0 120-150
@90.120
Calcul
EF 0,025 @ E0-50
m 30-80
O w00
02 m 01m 0m

Fig 81: Carte de température a I'équilibre obtenuepar le modéle analytique et le modéle éléments i

Probleme thermomécanique instationnaire

Le dernier cas de validation permet de tester lgplage thermomécanique, et notamment
I'échauffement di a la déformation plastique. Onsidére I'écrasement d’'un lopin cubique
(Io = 1m de c6té) a 40% de sa hauteur initiale ergtex das plats. La vitesse de descente du
tas supérieur est de 0.1m/s. La condition de comatre le lopin et I'outil est considérée
glissante. La hauteur du lopin qui évoluera en tioncdu temps sera nol@). Etant donné la
faible vitesse d’écrasement et le fait que le atnsait parfaitement glissant, les variables
thermomécaniques sont quasi-constantes dans le. Ibgiloi de comportement utilisée est
élasto-plastique avec un écrouissage linéaire (ModiYoung de 119 GPa ; Contraintes de
fluage d’origine de 0.4 Gpa ; module d’écrouissdgd.1 Gpa ; densité de 8930 kgimLes
caractéristiques thermiques sont proches de cdbe8acier (conductivité de 45 W/m/s ;
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capacité calorifigue massique de 650 J/°C/kg) dileetde maille initiale est de 10cm et le pas
de temps de 5.18B.

Afin de réaliser un calcul analytigue correspondantelques hypothéses supplémentaires
sont posées. On suppose que toutes les varialdeadmécaniques sont constantes dans le
lopin, et les forces d’inertie sont négligées. Mespa la place de la loi élasto-plastique, une

rhéologie parfaitement plastique a écrouissageailiaéest utilisée. La solution obtenue,
donnant la température uniforme du lopin en fomcta temps est :
IO

5l

o
It)

On peut voir sur la figure Fig 82 les relevés elmpérature au centre du lopin donnés par la

simulation éléments finis sont en parfait accorecaseux donnés par le calcul analytique. On

remarque juste un petit retard de la formulatigmants finis sur le modele analytique, di a

la déformation élastique non prise en compte datie derniére.

09
T(t) = E 00 In

Historique de température pour un lopin parfaitemen t plastique
calculé analytiquement
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Fig 82: Température du lopin déterminée analytiquerant et par le modéle élément finis au cours du
temps.
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