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RESUME

Le procédé de mise en forme par grenaillage est un procédé industriel qui permet de
générer des formes complexes sans nécessiter des installations couteuses. Il est
largement utilisé dans I’industrie aéronautique pour la fabrication des panneaux d’ailes
et de certaines piéces de fuselage. A ce jour, le procédé en est un d’essais et d’erreurs car
il n’y a pas de méthode fiable pour établir les dimensions initiales de la piéce a grenailler

et la répartition des parametres de grenaillage qui meneront a la forme finale désirée.

Afin de pallier a ce manque de connaissances, un processus de simulation compléte du
procédé de mise en forme par grenaillage a été développé dans le cadre de ce projet. Les
différentes €tapes de réalisation de ce processus sont 1’élaboration d’une banque de
données concernant la distribution des contraintes résiduelles induites par le grenaillage,
la simulation de la mise en forme, le calcul des dimensions de la géométrie initiale plane
(géométrie de la piece avant grenaillage) et de la répartition des parameétres de
grenaillage (forces et moments internes) qui permettront de respecter les tolérances de la
géométrie finale désirée. Des essais de mise en forme ont permis de valider 1’approche

proposee.

Le développement de la banque de données concernant les distributions des contraintes
résiduelles a été effectué en plusieurs étapes. Dans un premier temps, un modéle
axisymétrique d’éléments finis dynamiques a été utilisé pour déterminer la distribution
des contraintes résiduelles induites par un seul impact et pour quantifier 1’effet de la
taille des éléments, du coefficient de frottement, de la vitesse d’impact et le coefficient
d’amortissement. Les résultats ont permis de choisir judicieusement les paramétres
d’entrée d’un modéle tridimensionnel qui a servi a étudier I’influence de plusieurs
impacts sur la distribution des contraintes résiduelles. En particulier, 1’effet du nombre

d’impacts consécutifs au méme point (saturation) ainsi que ’effet de la distance entre les
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impacts ont été examinés. Toutefois, ce modele n’a pas permis de simuler un grand
nombre d’impacts et un autre modele tridimensionnel a d étre développé afin de bien
représenter ’effet de la saturation et de la distance entre les impacts. Les résultats
obtenus a partir de ce deuxieme modele tridimensionnel ont montré, qu’a des vitesses
d’impact inférieures ou égales a 10 m/s, la distribution des contraintes résiduelles ne
varie plus aprés 65 impacts; pour des vitesses supérieures a 10 m/s, la saturation est
atteinte apres 78 impacts. Des études approfondies sur I’effet des caractéristiques du
maillage et des modes d’énergie Hourglass sur les contraintes résiduelles ont permis
d’optimiser le mode¢le et de réduire au minimum les temps de calculs. De plus, plusieurs
modeles du comportement du matériau en déformation plastique ont été examinés; le
modele de Cooper-Symonds a été choisi a partir de comparaisons qualitatives
uniquement, puisqu’aucune mesure de contraintes résiduelles correspondant aux
conditions de simulation n’était disponible. Toutes les informations de la base de
données nécessaires pour la réalisation des étapes subséquentes du processus de
simulation compléte de la mise en forme par grenaillage ont été générées en considérant

un diamétre de particules de 3 mm et des vitesses d’impact comprises entre de 5 m/s a
15 m/s.

La mise en forme par grenaillage a été effectuée en utilisant le procédé aux ultrasons
Stressonics®. Ce procédé a été caractérisé en termes de vitesse d’impact, de temps de
couverture et de capacité de formage. En premier lieu, un modele d’indentation a été
développé pour évaluer la vitesse d’impact en fonction de la taille de I’empreinte
mesurée sur un €chantillon. Pour la gamme d’amplitude de vibration de la sonotrode
appliquée (entre 35 et 85 um), une vitesse d’impact comprise entre 6 m/s et 14 m/s
environ a été observée. Ces résultats ont servi a établir la gamme de vitesse d’impact a
considérer pour les simulations par éléments finis dynamiques. Une simulation
tridimensionnelle du mouvement des particules a ensuite été développée pour calculer le
temps de couverture compléte en fonction de 1’amplitude de déplacement de la

sonotrode. Les valeurs du temps de couverture ont permis de déterminer la vitesse de
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déplacement du robot lors du grenaillage de 1’échantillon pour les essais de mise en
forme. Ces essais, 22 au total, ont €été réalisés sur une plaque carrée en alliage
d’aluminium 7075-T6, de 400 mm de coté et de 4,7625 mm d’épaisseur. Sous les
conditions de grenaillage appliquées, des rayons de courbure allant de 3 a 4 métres ont
été mesurés, ce qui correspond aux valeurs attendues dans un procédé de mise en forme

par grenaillage.

Des simulations du formage de la plaque ont également été réalisées a 1’aide d’un
modele d’éléments finis quasi-statiques. Les forces et les moments internes,
correspondant aux distributions de contraintes résiduelles pour les vitesses d’impact
d’ihtérét, ont été introduits a I’aide d’éléments coques multicouches et de deux méthodes
présentées dans la littérature, soit la méthode du profil de température et la méthode du
profil de dilatation thermique. Les deux méthodes ont montré une précision équivalente
pour le calcul du rayon de courbure, mais la seconde a été retenue car elle est plus facile
a appliquer. L’effet de la non-linéarité géométrique liée au développement d’une
courbure dans deux directions normales a aussi été étudié. 11 a été démontré qu’elle est
importante et qu’elle doit €tre prise en compte. Pour des vitesses d’impact spécifiées, la
valeur calculée du rayon de courbure a ét€¢ comparé a celle mesurée lors des essais avec
le procédé Stressonics®; pour toute la gamme d’amplitude de la sonotrode considérée,

des écarts de moins de 15% entre les deux types de valeurs ont été observés.

En posant comme hypothése de base que les surfaces formées par grenaillage sont
développables localement, une méthode a été développée pour établir le lien entre la
forme finale de la pi¢ce grenaillée et la géométrie initiale plane de départ. Cette méthode
a été appliquée conjointement avec la théorie des plaques et un processus d’optimisation
pour déterminer la répartition finale des forces et des moments internes et les dimensions

de la géométrie initiale plane.



1X

Afin de valider le processus de simulation de mise en forme, il a été appliqué a deux cas
simples : une section d’un cylindre parabolique et une section de sphére. Dans le cas du
cylindre, I’écart maximal entre les coordonnées de la géométrie désirée et celles de la
géométrie calculée est de 0,36 mm sans optimisation et de 0,13 mm aprés 2 boucles
d’optimisation. Dans le cas de la spheére, 1’écart obtenu sans optimisation est de 2,65 mm

et de 0,73 mm, avec optimisation.

L’ensemble des résultats obtenus dans ce projet ont démontré que le processus proposé
est adéquat pour simuler toutes les étapes du procédé de mise en forme par grenaillage.
Les méthodes développées dans le cours de ce projet pourront étre appliquées pour

simuler la mise en forme par grenaillage de pieces plus complexes.



ABSTRACT

Shot peen forming is an industrial manufacturing process used to form complex
geometries without needing expensive installations. It is commonly used in the
aeronautics industry to manufacture wing and fuselage skins. As of today, the process is
based on trial and error because no reliable method is available to determine the
dimensions of the imtial flat geometry and the distribution of the peening parameters

needed to achieve the desired final shape.

To fill this knowledge gap, a full simulation of the shot peen forming process was
developed in this project. The main steps of this full simulation are the elaboration of a
database of residual stress distributions induced by shot peening, the simulation of the
actual forming, the calculation of the initial flat geometry (the geometry of the work
piece before shot peening) and the calculation of the distribution of the peening
parameters (internal forces and bending moments) over the surface of the work piece
needed to form the desired shape within the tolerances. Some experimentally peen

formed samples were used to validate the proposed methodology.

The elaboration of the database concerning the residual stress distributions has been
done in many stages. First, an axisymmetric finite element model was used to determine
the residual stress distribution caused by a single impact and to assess the effect of the
elements size, friction coefficient, impact speed and damping coefficient. The results
obtained were then used to choose the parameters of a three-dimensional model which
was used to study the influence of multiple impacts on the residual stress distribution. In
particular, the effect of the number of consecutive impacts on a single point (saturation)
and the effect of the lateral distance between impacts were studied. However, this model
did not allow the simulation of several impacts and a second three-dimensional model

was developed to better simulate the effect of saturation and lateral distance between
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impacts. The results obtained from this second model showed that for impact speeds
below or equal to 10 m/s, the stress distribution does not change after 65 impacts; for
speed above 10 m/s, saturation is obtained after 78 impacts. More detailed studies of the
effect of mesh characteristics and the Hourglass energy modes on the residual stress
distributions allowed the optimization of the model to minimise computation times. In
addition, many material behaviour laws were tested; the Copper-Symonds law was
chosen after qualitative comparison with experimental results, since no experimental
results were available for the simulation condition. All information contained in the

database was generated for particles of a diameter of 3 mm and for impact speeds

between 5 m/s and 15 m/s.

The peen formed samples were shot peened using the Stressonic® ultrasound process.
This peening process was characterized in terms of impact speeds, coverage times and
forming capacity. First an indentation model was developed in order to calculate the
impact speed as a function of the dent radius measured on a sample. For the vibration
amplitude range of the sonotrode (between 35 pm and 85 pum), impacts speeds ranging
from 6 m/s to 14 m/s were observed. These results were used to determine the range of
tmpact speeds to be simulated for the database elaboration. A three-dimensional
simulation of the movement of particles was then developed to calculate the full
coverage time as a function of the vibration amplitude of the sonotrode. The full
coverage time was then used to calculate the transverse speed of the robot during the
peen forming of the test samples. These tests, 22 in total, were conducted on square 400
mm X 400 mm 7075-T6 aluminium sheets of a thickness of 4,7625 mm. Curvature
radius of 3 m to 4 m were measured on the formed samples, which are typical expected

values of the peen forming process.

Forming simulations were also conducted using a quasi-static finite element model. The
internal forces and bending moments, corresponding to the stress distributions calculated

for the impacts speeds studied, were introduced in the model using multilayered shell
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elements. Two methods from the literature, temperature profile and thermal expansion
coefficient profile, were studied and showed equivalent precision for the curvature
radius substanciation. The thermal expansion coefficient profile was chosen for the
remainder of the study because of its ease of use. The effect of geometric non-linearities
related to the development of curvature in two normal directions was also studied. It was
demonstrated that its effect is important and that it should be considered. For specified
impact speeds, the curvature radius obtained from the simulation was compared with the
experimental results. For all speeds considered, a maximum difference of 15% was

observed.

Assuming that formed surfaces can be developed locally, a method for establishing a
link between the formed geometry and the initial flat geometry was elaborated. This
method was used with the thin plates theory and an optimization process to calculate the
distribution of peening parameters (forces and bending moments) and the dimensions of

the initial flat geometry.

In order to validate the proposed methodology for the simulation of the peen forming
process, it was tested on two simple cases: a section of a parabolic cylinder and a section
of a sphere. The cylinder test case showed differences between the calculated geometry
and the desired geometry of 0,36 mm without optimization and 0,13 mm after two
optimization cycles. For the sphere, the difference was of 2,65 mm without optimization

and 0,73 mm with optimization.

The results obtained in this project showed that the proposed methodology is adequate to
simulate all steps of the peen forming process. The methods developed here could be

applied to simulate the forming of more complex work pieces.
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INTRODUCTION

Le grenaillage est un procédé industriel largement utilisé en industrie & plusieurs fins,
notamment pour ’amélioration de la vie en fatigue et pour le formage des pieces. Il
consiste & bombarder une pi¢ce a I’aide de particules plus rigides que celle-ci, dans le
but de causer des déformations plastiques a la surface et d’induire des contraintes
résiduelles dans le matériau. Ces contraintes sont généralement en compression pres de
la surface et en tension un peu plus profondément; lorsque la pi¢ce est épaisse, elles
s’estompent complétement en profondeur. Ces contraintes résiduelles permettent

d’augmenter la durée de vie des pi¢ces en fatigue et en corrosion sous tension.

Lorsque la piéce est suffisamment mince, les déformations plastiques causent une
courbure de la piéce. Ce phénomene est avantageusement utilisé en aéronautique pour
former des piéces du revétement extérieur de I’avion, qui sont généralement minces et
de formes complexes. Il s’agit alors de mise en forme par grenaillage. Les autres
techniques de mise en forme telles que le forgeage, la mise en forme par étirement ou
par flexion nécessitent des machines tres puissantes et des matrices trés couteuses. La
mise en forme par grenaillage est un procédé économique tout en étant trés flexible car
elle ne nécessite pas de grande force ni de matrice coiiteuse et permet le développement

de courbures dans deux directions en méme temps.

Il n’en demeure pas moins que le procédé est trés complexe et exige de bonnes
connaissances pour en maitriser la mise en oeuvre. Les entreprises qui utilisent la mise
en forme par grenaillage sont tres dépendantes du savoir-faire de leurs employés. Un
nouveau projet débute souvent par une série d’essais et erreurs sur des pieces ou des
sections de pieéces avant d’en arriver & une procédure relativement fiable et répétable.

Afin de réduire le nombre et la durée de ces essais coliteux, des modeles numériques ont



été développés mais aucun de ces modeles n’a encore permis de simuler le procédé dans

sa totalité. Le présent projet a €té initié pour pallier a ce manque de connaissances.

L’objectif de cette étude est de démontrer la faisabilité d’une simulation compléte du
procédé de mise en forme par grenaillage. Une plaque en alliage d’aluminium 7075-T6,
matériau largement utilisé en aéronautique, d’une €paisseur typique des revétements
extérieurs d’ailes d’avions, est considérée. Le procédé de grenaillage aux ultrasons avec

billes Stressonics® est utilisé pour effectuer le traitement des échantillons.

La simulation compléte du procédé comprend les étapes suivantes : simulation du jet ou
du flot de particules, le calcul des contraintes résiduelles, le calcul de la répartition des
parametres de grenaillage sur une géométrie plane initiale (état dans lequel se trouve la
piece avant de commencer le grenaillage) qui permettront d’obtenir la forme désirée, le
calcul de cette géométrie plane et enfin, la simulation de la mise en forme. Le but
recherché est d’optimiser la répartition des parametres de grenaillage ainsi que les
dimensions de la géométrie initiale plane pour minimiser les opérations d’enlévement de

matiére suite a la mise en forme.

La premicre étape du projet consiste a développer un modéle d’éléments finis
dynamique fiable pour la simulation d’impacts dans le but d’obtenir les profils des
contraintes résiduelles sous plusieurs conditions de grenaillage. L’influence des
paramétres importants du mode¢le a €té analysée dans le but de développer un modéle le
plus représentatif possible de la réalité. Une attention particuli¢re a €té accordée au type

de maillage et a la loi de comportement du matériau de la plaque.

La projection par ultrasons est une nouvelle approche. Le procédé Stressonics®
développé par une entreprise frangaise utilise la vibration a haute fréquence d’une picce
métallique pour propulser les particules vers la piéce. Peu d’études ont été réalisées a

son sujet. Le procédé sera caractérisé en termes d’intensité de grenaillage, de vitesse



d’impact, de couverture et de capacité de formage. Cette partie du projet comprend le
développement de simulations du mouvement de particules et une série d’essais
expérimentaux de mise en forme, réalisés sur une plaque simple d’une épaisseur

permettant de développer des rayons de courbure typiques de I’industrie aéronautique.

Le développement d’un modele d’éléments finis quasi-statique pour la simulation de la
mise en forme est également nécessaire. Plusieurs méthodes sont proposées dans la
littérature et la premicre étape consiste a en évaluer la facilité d’utilisation et la
précision. Les effets non-linéaires sont étudiés et les résultats obtenus sont comparés aux

essais expérimentaux de formage.

La derniere partie du projet consiste a développer une méthode de calcul de la géométrie

initiale plane et de la répartition des paramétre de grenaillage.

Le mémoire comprend cinq chapitres. Le premier présente d’abord 1’état actuel des
connaissances scientifiques et industrielles du procédé. Différents aspects du grenaillage
sont couverts; ce sont principalement les mécanismes de génération des contraintes
résiduelles et de leurs paramétres d’influence, la simulation par éléments finis d’ impacts,
la simulation du formage, la modélisation de I’indentation et la simulation de jets de
particules. A la fin de ce chapitre, I’ensemble du projet de recherche est décrit et les

liens entre les différents chapitres du mémoire sont €tablis.

Le deuxieme chapitre décrit le développement d’un modele d’éléments fints dynamique
pour la simulation des contraintes résiduelles. L’influence des parametres du modele tels
que sa taille, sa géométrie, le nombre d’impacts simulés de méme que la loi de

comportement du matériau de la plaque est étudiée.

Le troisiéme chapitre est consacré a 1’étude du procédé de grenaillage Stressonics®. I1

comprend le développement d’une méthode d’évaluation de la vitesse d’impact en



fonction de la taille d’empreinte mesurée, une simulation tridimensionnelle du
mouvement des grenailles dans la cavité de grenaillage, de méme qu’une série d’essais
expérimentaux pour quantifier I’effet de formage en fonction de I’amplitude de vibration

de I’appareil de grenaillage.

Le quatriéme chapitre décrit le développement d’un modele d’éléments fints quasi
statique pour la simulation de la mise en forme. Les méthodes existantes (profil de
températures, profil de coefficients de dilatation thermique) pour I’introduction de 1’effet
des contraintes résiduelles a I’intérieur du modele sont évaluées pour dégager la plus
pertinente a appliquer dans ce projet. Des comparaisons sont ensuite faites avec les

résultats expérimentaux présentés au chapitre 3.

Le dernier chapitre est la mise en ceuvre du processus développé pour €tre en mesure de
simuler toutes les étapes de la mise en forme par grenaillage, y compris le
développement d’une méthode de prédiction de la géométrie initiale plane. Une méthode
pour ’optimisation de la répartition des parameétres de grenaillage et de la géomeétrie est

également développée.

Finalement, la conclusion insiste sur les résultats obtenus durant ce projet et propose

plusieurs pistes pour des travaux futurs.



CHAPITRE 1 - REVUE BIBLIOGRAPHIQUE

1.1 Introduction

Le procédé de grenaillage est utilisé en industrie depuis les années 1930. Cependant, la
compréhension compléte du procédé et la capacité de prédiction de I’effet qu’il causera
sur la piece traitée n’ont pas encore été atteintes. Avant d’entreprendre tout travail de
recherche, 1l importe d’identifier les paramétres importants du procédé et les techniques
utilisées en industrie pour planifier et effectuer le travail de grenaillage. Dans la
premiére section de ce chapitre, les principes et la technologie du grenaillage seront
présentés. Par la suite, le procédé de grenaillage aux ultrasons Sonats® sera décrit. Les
principes de mise en forme par grenaillage et des modéles d’application seront
brievement expliqués. Finalement, les modéles et simulations existants pour calculer les
contraintes résiduelles et les processus développés pour la simulation compléte du

procédé de mise en forme par grenaillage seront décrits.

1.2 Procédé de grenaillage

Dans cette section, le principe du grenaillage et I’influence des parameétres importants

sur les distributions des contraintes résiduelles induites sont présentés.

1.2.1 Principe du grenaillage

Le procédé de grenaillage est un traitement de surface qui consiste 3 bombarder la
surface d’une piéce a ’aide de grenailles de différentes tailles, formes et matériaux.
L’écrouissage a froid de la surface entraine 1’apparition de contraintes résiduelles dans
une mince couche, tres pres de la surface traitée. Ces contraintes sont paralleles au plan

de la surface et sont uniformes dans toutes les directions de ce plan. La Figure 1.1



montre de fagon schématique la distribution des contraintes résiduelles en fonction de la
profondeur. Dans une application typique, le profil de la contrainte résiduelle montre
deux caractéristiques importantes : la contrainte résiduelle a la surface est négative et la
contrainte résiduelle maximale en compression est située sous la surface et non en
surface. La figure fait également référence aux parameétres qui exercent une influence
importante sur la distribution des contraintes; 1’effet de ces paramétres sera discuté en

détail a la section 1.2.2 .
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Figure 1.1 Illustration schématique de la distribution des contraintes résiduelles induites par
grenaillage et de I’influence des principaux paramétres de grenaillage (Herzog, Zinn, Scholtes et
Wohlfahrt, 1996)

Wolhfahrt (1984) a décrit deux mécanismes qui induisent les contraintes résiduelles du
grenaillage. Ils sont illustrés a la Figure 1.2, avec la distribution de la contrainte
résiduelle qui y est associée. Le premier mécanisme (partie droite de la figure) consiste
en I’allongement plastique des couches trés preés de la surface de la piéce, causé
principalement par les forces tangentielles des nombreux impacts distribués sur la
surface. Si ce mécanisme agissait seul, la contrainte maximale en compression se

trouverait toujours a la surface méme de la piéce.



II doit donc y avoir un autre mécanisme qui est responsable de la présence de la
contrainte résiduelle maximale en compression en dessous de la surface. Ce mécanisme
peut étre expliqué a 1’aide de la théorie de Hertz (partie gauche), qui permet de calculer
les contraintes dans le domaine élastique, dans une plaque impactée par une sphére.
Cette théorie démontre que le cisaillement maximal se produit a une profondeur
correspondant a environ 0,47a (a étant le rayon de la zone de contact, Figure 1.2). Il
s’agit de I’endroit ou la plastification du matériau débute et ou les contraintes résiduelles
sont susceptibles d’étre les plus élevées. Bien que cette théorie ne s’applique pas
directement aux phénomeénes dynamiques ni aux situations de plastification, il permet de
comprendre la présence d’une contrainte résiduelle maximale non pas a la surface, mais

en profondeur.

Bien siir, ces deux mécanismes agissent en méme temps et certaines conditions vont
favoriser I'un ou l’autre. Par exemple, Wohlfahrt (1984) a prédit et démontré
expérimentalement que les matériaux a faible duret¢ de méme que les grenailles de

diamétres élevés, favorisent le premier mécanisme.
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Figure 1.2 Mécanismes de formation des contraintes résiduelles selon Wohlfahrt (1984)



Dans les pieces minces, lorsque la couche en compression est suffisamment importante,
la force interne générée par les déformations plastiques étant prés de la surface, elle
entraine une courbure dans la piece. C’est ce qu’on appelle la mise en forme par
grenaillage. Ce procédé est surtout utilisé par I’industrie aéronautique pour mettre en
forme les panneaux d’ailes. Ces panneaux ont généralement la particularité d’avoir une
géométrie complexe et d’étre usinés avec des raidisseurs intégrés, ce qui rend les autres
meéthodes de formage difficilement applicables (Moore, 1982, Meyer, Reccius, Schiilein,
1987). Le principe de formage peut aussi étre appliqué pour effectuer des corrections de
forme aprés d’autres traitements, tels que la soudure, I’usinage ou un traitement
thermique. Il a I’avantage de ne pas nécessiter d’investissement important pour la
fabrication de moules et il demeure un procédé flexible, facilement adaptable a de

nouvelles pieces (Champaigne 2001a).

1.2.2 Paramétres du procédé

De nombreux parametres peuvent influencer I’effet du grenaillage sur la piéce. Ils
peuvent étre regroupés en trois entités : les propriétés des grenailles, les propriétés du jet
et les propriétés de la piece. Herzog, Zinn, Scholtes et Wohlfahrt (1996) ont présenté un
excellent résumé sur ce sujet. La Figure 1.1, présentée a la section précédente, illustre de
facon schématique I’effet de plusieurs de ces paramétres sur le profil des contraintes
résiduelles; ce sont la dureté du matériau des grenailles, HVg, et de celui de la piéce
traitée, HVy;, le diamétre des grenailles, d, leur débit, m, la vitesse de projection, v, la

pression du jet, p, et le temps pendant lequel le procédé est appliqué, t.

La dureté¢ des matériaux de la plaque et des grenailles a une influence tant sur la
contrainte résiduelle en surface que sur la contrainte compressive maximale et la
profondeur du champ de contraintes résiduelles. Certains des autres parametres ne sont
toutefois pas indépendants. D’un point de vue opérationnel, la vitesse des grenailles est

contrdlée, la plupart du temps, en réglant le débit massique et la pression sur I’appareil



de grenaillage. Le temps d’exposition, le diametre des grenailles, la pression (ou la
vitesse si elle est contr6lée) et le débit massique sont donc les parametres réels. Une
augmentation de la valeur de ces parametres entraine une augmentation de la contrainte
compressive maximale et de la profondeur du champ de contraintes résiduelles mais la

contrainte en surface est peu affectce.

D’autres parametres qui controlent D’efficacité du procédé sont les propriétés
mécaniques du matériau de la plaque et des grenailles (limite élastique et module de

Young) et les caractéristiques du matériau de la plaque dans le domaine plastique.

Propriétés des grenailles

Les trois matériaux principalement utilisés pour les grenailles sont I’acier, le verre et la
céramique. Les grenailles de verre et de céramique ont une dureté plus élevée que les
grenailles d’acier. Elles éclatent toutefois beaucoup plus facilement, ce qui rend
hasardeuse leur utilisation a des vitesses d’impact élevées. Outre le matériau, la taille et
la forme des grenailles ont une influence sur la distribution des contraintes résiduelles
induites par le procédé (Tatton, 1987). Plusieurs autres matériaux sont disponibles sur le
marché mais ils servent a d’autres applications, telles que le nettoyage et le décapage de

peinture.

Propriétés du jet

La vitesse d’impact est un des parametres les plus influents du procédé. Elle a une
influence sur la profondeur des contraintes résiduelles (Herzog, Zinn, Scholtes et
Wohlfahrt, 1996, Figure 1.1) mais aussi sur la rugosité de surface (Kulkarni, Schey et
Badger, 1981). C’est un facteur important a considérer lorsque la piéce grenaillée est
exposée a un écoulement de fluide ou doit supporter un chargement cyclique. Des

vitesses de I’ordre de 20 a 100 m/s sont typiques du grenaillage industriel actuel
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(Fathallah, Inglebert et Castex, 1998). Pour la mesure de la vitesse, outre les caméras

haute vitesse, des appareils optiques existent mais sont coliteux.

Le débit massique, un autre parametre du jet, est en fait une mesure du nombre
d’impacts par unité de temps. En contrdlant ce parametre et le temps d’exposition, il est

possible d’obtenir la couverture désirée (section 1.2.3).

Propriétés de la piece

Le matériau de la piéce a une influence importante sur les contraintes résiduelles qui s’y
développent. La limite d’écoulement et le comportement élasto-plastique du matériau
sont les parametres les plus significatifs (Khabou, Castex, Inglebert, 1990, Brickwood,
1995).

1.2.3 Suivi et controle

Bien que contestées par plusieurs, les mesures de I’intensité Almen et de la couverture
sont actuellement les méthodes les plus répandues dans I’industrie pour le controle et le
suivi du procédé de grenaillage. Ces méthodes seront brievement expliquées dans cette

section.

Saturation et intensité Almen

L’intensité Almen est définie par la fleche produite par le grenaillage d’une éprouvette
en acier SAE 1070 de dimensions, d’épaisseur et de dureté normalisées (3 épaisseurs,
correspondant aux appellations N : 0,80 mm, A : 1,30 mm, et C : 2,40 mm), selon les
normes SAE J442 et SAE J443 (Society of Automotive Engineering, 2001). Le
grenaillage est effectué sur une seule face; une fois libérée de son support, 1I’éprouvette
présente une fléche qui résulte des contraintes résiduelles induites. La courbe de la

fleche mesurée en fonction du temps (Figure 1.3) permet de définir la condition de
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saturation. Par définition, le temps de saturation, T, est le premier temps nécessaire pour
atteindre une fléche telle qu’en doublant la durée du traitement (2T), cette fléche
n’augmente pas plus de 10%. L’intensité Almen correspond alors a valeur de la fléche

au temps T. (Figure 1.3)
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Figure 1.3 Courbe de saturation typique (Champaigne, 2001a)

Dans une application typique de grenaillage, des intensités allant de 0,1A a 0,4A (mm)
sont communes (4A a 16A, en pouces) (Herzog, Zinn, Scholtes et Wohlfahrt, 1996).
Pour la mise en forme par grenaillage, des intensités aussi élevées que 18C sont parfois

nécessaires (Ramati, Levasseur et Kennerknecht, 1999)

La fléche Almen caractérise le jet de grenaille et non le résultat sur la piéce a traiter. Le
probléme avec une telle caractérisation du grenaillage est qu’une méme intensité peut
étre atteinte dans des conditions de grenaillage completement différentes. Appliquer ces
conditions de grenaillage sur un autre matériau que I’acier SAE 1070 ne produira pas le
méme profil de contraintes résiduelles dans tous les cas, méme si le niveau d’intensité
Almen est maintenu constant (Al-Hassani, 1981, Herzog, Zinn, Scholtes et Wohlfahrt,
1996). L’intensité Almen ne serait donc applicable que pour s’assurer que 1’appareil de
grenaillage effectue un traitement uniforme dans le temps, pour s’assurer de remplacer

les composantes usées et de refaire la calibration de 1’appareil lorsque nécessaire. Pour
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effectuer une mesure plus formelle des conditions de grenaillage, les mesures de la

vitesse et du débit massique semblent la voie de 1’avenir.

Couverture

Selon Electronics Inc. (2003), la couverture (coverage) est le pourcentage de la surface
traitée qui a été impactée au moins une fois par une grenaille. Pour des raisons de
faisabilité, il est reconnu qu’une couverture de 98% est considérée comme totale ou
compléte. Une couverture de plus de 100% est atteinte en augmentant le temps
d’exposition. Par exemple, pour une couverture de 200%, il faut traiter la piéce deux fois
plus longtemps que pour atteindre 100% de couverture. Il est important de bien
distinguer les temps T et 2T du test de saturation Almen (SAE J443, 2001) et le temps
pour atteindre une couverture complete. Les temps T et 2T sont indépendants du
matériau de la piéce traitée. lls ne dépendent que des paramétres de grenaillage. La
couverture, par contre, est directement liée aux propriétés du matériau. Un matériau
moins rigide tel que I’aluminium atteindra une couverture compléte beaucoup plus
rapidement que de ’acier dans les mémes conditions car les empreintes laissées par

chaque impact seront plus grandes.

Lorsqu’il est question de mise en forme par grenaillage, il est fréquent de procéder a un
grenaillage a couverture incomplete. Cette facon de procéder permet de gagner du temps
lors de la mise en forme. Un grenaillage de précontrainte, parfois précédé du sablage de
la surface, est ensuite effectué pour finaliser le traitement de la piece et ainsi obtenir une

couverture compléte (Moore, 1982).

1.3 Procédé de grenaillage aux ultrasons Stressonics®

Cette section présente une description détaillée du procédé de grenaillage aux ultrasons

Stressonics® développé et breveté par 1’entreprise frangaise Sonats.
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1.3.1 Description du procédé

La Figure 1.4 illustre schématiquement les composantes utilisées pour le grenaillage par
ultrasons (Duchazeaubéneix, 1999). Un transducteur piézo-électrique est excité par un
générateur de signal pour produire des ondes ultrasonores a une fréquence de 20 kHz.
Ces ondes sont ensuite amplifiées en passant a travers un amplificateur et elles sont
transmises a la sonotrode, une piéce en alliage de titane a dureté élevée; I’amplitude des
vibrations longitudinales de la sonotrode peut varier entre 50 a 200 um. La sonotrode
entre en contact avec les grenailles et les propulse vers la piéce a traiter. La sonotrode, la
piece a grenailler et les parois de 1’appareil forment une cavité fermée a I’intérieur de
laquelle les grenailles sont confinées. Ces derniéres frappent la piéce mais elles se
frappent aussi entre elles et heurtent les parois avant d’étre propulsées de nouveau vers
la piece par la sonotrode. Une conception différente de la sonotrode permettrait
d’augmenter la fréquence de fonctionnement a 30 kHz ou méme 40 kHz mais aucun
appareil de ce type n’est actuellement disponible. Dans le cas de 1’appareil Stress
Voyager®, qui sera utilis€ pour cette étude, ’intervalle d’amplitude permise se situe

entre 35 et 85 pum.

Figure 1.4 Principes du grenaillage aux ultrasons (Duchazeaubéneix, 1999)

Etant donné que les grenailles sont confinées a I'intérieur d’une cavité, elles doivent
résister a la durée complete du traitement. Elles doivent étre tres résistantes et de grande

qualité. Duchazeaubeneix (1999) suggere que tous les types de grenailles peuvent étre
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utilisés, mais Drouin (2003), suite a des essais, soutient que les grenailles de céramique
ne sont pas recommandées car elles éclatent facilement. Si une seule grenaille éclate
durant le traitement d’une piece, ses €clats demeureront a I’'intérieur de la cavité et

continueront de frapper la piéce, ce qui pourrait endommager la surface traitée.

1.3.2 Parametres du procédé

Dans un procédé de grenaillage a buse par pression, le systéme le plus utilisé en
adrospatiale, les parametres sur lesquels I’opérateur peut influer sont nombreux. Le
diameétre des grenailles, la pression d’opération, le débit massique, I’angle d’impact, la
distance pi¢ce/buse et le temps d’exposition ont tous une influence sur la distribution des
contraintes résiduelles. La vitesse d’impact est un parametre important du procédé, mais
a I’heure actuelle, elle demeure difficile a mesurer. Elle est donc controlée indirectement

en variant la pression et le débit massique dans la plupart des applications.

Le matériau de la piéce traitée prend de I’importance dans le procédé aux ultrasons étant
donné que les grenailles agissent dans une boucle fermée. Leur vitesse d’impact sur la
piece dépend du coefficient de restitution (rapport de la vitesse de retour sur la vitesse
incidente) de I’impact précédent sur la piece. Pour des conditions de grenaillage
identiques (amplitude et fréquence de la sonotrode, taille et matériau des grenailles), une
picce de dureté plus élevée engendrera donc des vitesses d’impact plus élevées.
Egalement, a cause du fonctionnent en boucle fermée, il n’y a pas de controle du débit
massique, mais plutét du nombre de billes dans la cavité au démarrage (ou la masse).
Evidemment, il n’y a pas de pression d’opération, mais ce paramétre est remplacé par
I’amplitude de vibration de la sonotrode. En fixant le nombre de billes, la distance
piece/sonotrode et I’amplitude, la vitesse d’impact et le débit massique sont déterminés.
L’angle d’impact des billes est aléatoire et ne peut étre contrdlé (Duchazeaubéneix,
1999). La vitesse est toutefois trés difficile a mesurer directement. Des caméras a haute

vitesse peuvent certainement €tre utilisées mais elles nécessitent un montage complexe
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et colteux. Une méthode indirecte, similaire a celles qui seront présentées a la section
1.7, serait beaucoup plus simple a mettre en place, quoique les résultats obtenus seraient

beaucoup moins précis.

1.3.3 Avantages et inconvénients

Le procédé de grenaillage par ultrasons est plus facilement contrélable qu’un procédé
conventionnel. En effet, durant le traitement, seulement deux paramétres doivent étre
controlés (I’amplitude de vibration de la sonotrode et le temps d’exposition)
comparativement a cinq parameétres pour le procédé par pression (pression, débit
massique, temps d’exposition, angle d’impact et distance piece/buse). De plus, le
parameétre le plus important, ’amplitude de vibration, est controlé a seulement quelques
millimeétres de la piece a traiter. Typiquement, dans un procédé par pression, il y a
plusieurs metres de conduits flexibles entre la buse et les instruments de contréle de la
pression et du débit massique. L’usure d’une composante ou des variations d’orientation

du conduit flexible en aval des instruments de contrdle sont indétectables.

Dans le cas du grenaillage aux ultrasons, 'usure de la. sonotrode résulte en une
augmentation de sa fréquence de vibration. Cette fréquence étant mesurée tout au long
du traitement, il suffit d’en faire un suivi pour quantifier ’usure de la sonotrode et de
planifier son entretien. Egalement, le simple fait d’utiliser moins de grenailles est un
avantage indéniable. Il est possible d’utiliser des grenailles de meilleure qualité, donc
plus dures et plus sphériques, en carbure de tungstene par exemple. Ceci permet
d’obtentr un meilleur fini de surface et une meilleure répétitivité du traitement
(Duchazeaubéneix, 2005). La portabilité du procédé, étant donné que le traitement se fait
dans une cavité fermée, le rend également économique au niveau des installations et
facilement intégrable a un processus de production. Les infrastructures nécessaires sont
donc minimales. A cause de sa portabilité, il devient intéressant pour des applications

d’entretien.
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Par contre, le procédé Stressonics® comporte son lot de désavantages. Le fait de
fonctionner en boucle fermée crée un effet aléatoire qui entraine des difficultés
supplémentaires pour la simulation du procédé. L’effet de I’interférence des grenailles
entre elles est important. En fait, il a ét¢ démontré qu’il y a une masse optimale pour
laquelle le temps de traitement est minimisé (Duchazeaubéneix, 1999, Hattori,
Watanabe, Handa et Duchazeaubéneix, 2002, Drouin, 2003). L’angle d’impact est aussi
aléatoire. A ce jour, la gamme de vitesses d’impact atteignable est restreinte. Pour une
amplitude de 90 pm, la vitesse d’impact des billes se situe entre 10 et 20 m/s (Hattori,
Watanabe, Handa et Duchazeaubéneix, 2002). Selon les mémes auteurs, de nouvelles
géométries de sonotrode et des améliorations du systéme pourraient permettre
I’opération a des amplitudes plus élevées et/ou a des fréquences allant jusqu’a 40 kHz.
La vitesse d’impact pourrait alors atteindre des niveaux semblables a d’autres systémes

de grenaillage disponibles sur le marché.

Puisque la vitesse d’impact dépend du matériau de la piece a grenailler, ceci améne a se
questionner sur I’applicabilité du test d’intensité Almen au procédé aux ultrasons. Dans
un procédé conventionnel, lorsque le matériau de la piece est modifié, les parametres de
grenaillage sont maintenus inchangés. L’intensit¢ Almen mesurée préalablement est
toujours valide. Ce n’est cependant pas le cas du grenaillage aux ultrasons car, la vitesse
d’impact étant modifiée, I'intensité Almen mesurée précédemment n’est plus valide. Il
est donc difficile de faire une correspondance entre une intensité résultant d’un
traitement avec un systeme a pression et celle avec un systeme aux ultrasons. Cependant,
si le but est simplement de contréler les variations d’intensité dans le temps pour un

méme procédé, I’intensité Almen peut €tre utilisée.

1.4 Mise en forme par grenaillage

La mise en forme par grenaillage a fait I’objet de plusieurs travaux de recherche

(International scientific commitee for shot peening, 1981-2002). Dans cette section, les
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notions utiles a ce projet seront présentées; ce sont, principalement, les principes de base

et les méthodes de simulation de la mise en forme par grenaillage.

1.4.1 Principe de base de la mise en forme par grenaillage

Tel qu’expliqué a la section 1.2.1 , le grenaillage d’une piece a pour principal effet de
générer une mince couche de matériau en compression, a la surface de la piéce. Lorsque
la piéce grenaillée est suffisamment mince, les forces et les moments internes dans cette

mince couche seront alors suffisants pour déformer la piece.

Selon Flavenot et Niku-Lari (1977) (section 1.5.1 ), la distribution des contraintes
résiduelles dans un plaque mince grenaillée résulte de 1a somme de trois distributions de
contraintes (Figure 1.5) : les contraintes en compression dues au grenaillage d’un corps
semi-infini, celles dues a une force axiale et celles associées a un moment de flexion.
Ces deux derniéres composantes équilibrent les contraintes de compression induites par
le grenaillage, lorsque le procédé est appliqué a une plaque mince plutét qu’a un corps

semi-infini.

A Zmax
H + + = 7
v _ __é

7 ‘ 2V 2 ¥ yi ‘
Contrainies Contraintes Contraintes Contraintes
résiduelles normales de flexion résiduelles
(semi-infint) (plaque)

Figure 1.5 Distributions de contraintes menant a la distribution des contraintes résiduelles dans une
plaque mince (Guechichi, 1986)
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Pour déterminer la force résultante, (correspondant a la distribution de contraintes
normales) et le moment fléchissant (correspondant aux contraintes de flexion) dans une
plaque mince grenaillée et courbée, Homer et VanLuchene (1991) ont proposé de faire
I’intégrale de la distribution des contraintes résiduelles en compression dans le corps

semi-infini, o(y) sur toute I’épaisseur / de la plaque:

F=- fO(y)dy (1.1)
M=- f ol Xn/2-y )iy (1.2)

ou y est la coordonnée, selon la profondeur.

11 est difficile de résoudre les équations 1.1 et 1.2. car la distribution des contraintes
résiduelles n’est pas souvent connue, pour des conditions de grenaillage spécifiées.
Selon I'étude de Kulkarni, Schey et Badger (1981), la direction d’écrouissage d’une
plaque lors de sa fabrication, de méme que son rapport largeur/longueur ont une
influence importante sur la distribution des contraintes résiduelles. Ces derniers ont
démontré expérimentalement que la courbure est plus importante dans la direction
longitudinale que dans la direction transversale et ce, de maniere significative; cette

différence est influencée par le rapport largeur/longueur de la piece.

Effet primaire du formage par grenaillage

Le résultat principal du formage par grenaillage est le développement d’une courbure sur
la piéce. Pour une piéce d’épaisseur constante, traitée uniformément et simplement
supportée durant le traitement, une forme sphérique se développe. Cependant, pour le
formage de panneaux d’ailes, d’autres formes doivent étre générées telles que des
cylindres (profil aérodynamique sur toute l’envergure), ellipsoides paraboliques et
hyperboloides paraboliques aux brisures aérodynamiques (voir Figure 1.6) (hog back et
saddle back) (Moore, 1982).
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UPPER SKIN - HOG BACK ' SHAFE
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B

TYPICAL SPANWISE SCCTION

LOWER SKiN - 'SADDLE BACK ' SMAFE

Figure 1.6 Formes typiques des brisures aérodynamiques d’un DC 10 (Moore, 1982)

Selon le niveau de déformation plastique qui est présent (Figure 1.7), la courbure de la
piece peut également se produire dans deux directions opposées (Kondo, Tsuzuki et
Kato, 1981). Il sera alors question de gonflement (forme convexe, « bulging ») ou
d’enfoncement (forme concave, « sinking »). Le gonflement est généralement utilisé car
il nécessite moins d’énergie.

4 Low Speed l}{igh Speed
Shot

Specimen

£ ",."4 Lk
A ey
-------- Ly A
Plastic ’ Distribution of

Deformation Zone Planar Strains

(a) Bulging phenomenon (b) Sinking phenomenon

Figure 1.7 Principes du formage par grenaillage (Kondo, Tsuzuki et Kato, 1981)
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Effets secondaires du formage par grenaillage

Dans le formage par grenaillage, le développement de courbure n’est pas le seul effet
observé. Deux autres phénomenes secondaires peuvent devenir nuisibles s’ils sont mal
contrdlés ou ne sont pas considérés; ce sont I’étirement et la distorsion. L’étirement est
simplement dii a la force résultant des contraintes résiduelles. Il est estimé a environ
0,5 mm/m en général. Dans la direction de la corde de laile, cette déformation peut
aisément étre négligée, mais ce n’est pas le cas dans la direction de I’envergure, ou une
variation de plusieurs millimétres peut étre observée. La distorsion est un changement
dans la projection du panneau sur son plan de référence initial (Figure 1.8). Elle est
principalement causée par le formage de brisures aérodynamiques car, le traitement est
généralement non-uniforme et de forte intensité dans ces régions. Cet effet peut devenir
important sur de grosses piéces et les concepteurs doivent en tenir compte lors du

dimensionnement de la géométrie usinée (Moore, 1982).

REQUIRED FOR MACHINING TAN LINES OF AFROBREAK
BLEND RADI

/ \
/ /™ ENGINEERING DATUM / \
PLANE AS DRAWN >

A

i o

[ ENGIWEERING DATIM PLANE

T— o

[ SKIN SWFT DUE TO FORMINZ

OF SKIN ACROSS AEROBREAK AREA ‘;
NOTE { MAGNITUDE AND DIREC TION OF SHIFT Y ATRODNE AX
IS A FUNCTION OF SKIN LENGTH
AND OF AERUBREAK GEOMETRY

Figure 1.8 Effet de la distorsion (Moore, 1982)

Effet de précontraintes sur le formage

L’application de précontraintes permet de créer une anisotropie artificielle dans le

matériau dans le but de favoriser I’effet du grenaillage dans une direction particuliére.
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En mettant la surface de la piéce a traiter sous tension dans une direction connue, le
matériau est plus prés de sa limite élastique et la déformation plastique causée par
chaque impact, lors du grenaillage, est plus importante dans cette direction; une forme
non sphérique peut alors étre générée et il en résulte un effet de formage plus important
(Kopp et Ball, 1987). La Figure 1.9 illustre ce phénoméne. La partie a) montre les
contraintes résiduelles dues au grenaillage sans précontrainte alors que les parties b) et c)
montrent les contraintes résiduelles sous I’effet de précontraintes en flexion et en
tension. Le cercle de Mohr des contraintes a la surface est illustré pour chaque cas. 1l
montre que la contrainte en surface n’est pas ou peu modifée par 1’application d’une
précontrainte. Par contre, la profondeur de la zone plastifiée est grandement augmentée

par ’application d’une précontrainte.

Cette technique est présentement utilisée en industrie sans pourtant avoir ét¢ investiguée
de maniére exhaustive par la communauté scientifique, quoique certains travaux de
recherche aient été effectués sur le sujet. Meyer, Reccius et Schiilein (1987) ont
développé un procédé basé sur le formage par grenaillage avec précontrainte sur des
pieces a géométries complexes avec raidisseurs non-continus (rigidité variable). Ils ont
réussi a atteindre les objectifs de précision et de répétitivité nécessaires pour la
production de masse. Des démonstrations expérimentales de 1’effet de précontrainte ont
été faites par plusieurs auteurs (Miiller et Hoesch, 1993; Miiller, 1999). De leur c6té,
Gardiner et Platts (1999) ont réussi a simuler la présence de précontraintes a I’aide d’un
modele d’éléments finis. Leurs résultats, bien que limités, démontrent la possibilité de

tenir compte de cet effet a I’intérieur d’un modéele.
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plastic zone T

a) peenforming b} bend + peenforming ¢} stretch+ peenforming

Figure 1.9 Contraintes résiduelles et zones plastiques pour différents cas de formage par grenaillage
(Kopp et Ball, 1987)

1.4.2 Paramétres du procédé

En plus des paramétres énoncés dans la section 1.2.2 , la mise en forme par grenaillage
fait intervenir d’autres parametres li€s a la piece traitée. Outre I’épaisseur dont I’effet a
été discuté précédemment, il faut ajouter l’orientation de la piéce par rapport a la
direction d’écrouissage lors de sa fabrication et la précontrainte en tension ou en flexion

appliquée lors du traitement.

1.4.3 Simulation de la mise en forme par grenaillage

La simulation de la mise en forme par grenaillage a fait I’objet de nombreuses
publications mais le nombre d’approches développées est limité. Le probléeme principal
consiste a introduire I’effet des déformations plastiques générées par le grenaillage dans
un modele quasi-statique d’éléments finis. Deux types d’approche peuvent étre utilisés a
cet effet; dans la premiére, une pression est appliquée sur la piece a former alors que
dans la seconde, des contraintes thermiques sont inposées a la piece. Dans cette section,

ces méthodes sont présentées.
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Approche basée sur I’application d’une pression

Grasty et Andrew (1996) ont proposé de simuler les déformations plastiques résultant du
grenaillage d’une plaque en divisant celle-ci en couches d’éléments et en soumettant les
¢léments des couches supérieures a une pression appliquée dans la direction normale a la

surface des éléments, tel que montré a la Figure 1.10.

Y L K Y
Top elements loaded I -I T
to yield
[
Resulting element A
distortion

and stress field

Figure 1.10 Simulation de la mise en forme par grenaillage par ’application d’une pression et
distribution schématique des contraintes résiduelles résultantes (Grasty et Andrew , 1996)

La pression appliquée étant plus élevée que la limite élastique du matériau, la plaque se
déforme plastiquement, mais uniquement dans les couches soumises a la pression;
lorsque la pression est relachée, des contraintes résiduelles se développent. I1 s’agit donc
de bien choisir la valeur de la pression a appliquer et celle de I’épaisseur de la couche
soumise a cette pression pour obtenir les contraintes résiduelles correspondant a 1’effet
désiré. Les auteurs ont utilis€ une méthode aléatoire pour déterminer la pression a
apphquer; selon eux, les résultats obtenus sont satisfaisants pour le cas étudié.

Cependant, la méthode est difficile a valider (Levers et Prior, 1998).
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Approche basée sur les contraintes thermiques

Trois approches peuvent étre utilisées pour générer des contraintes thermiques dans une
plaque. La premiére consiste & imposer un profil de température a travers I’épaisseur de
la plaque alors qu’une deuxiéme consiste a spécifier un profil de coefficient de dilatation
thermique. Enfin, dans la troisiéme approche, analogue a 1’approche par pression, un
chargement thermique est appliqué pour ensuite étre relaché dans le but d’induire des

déformations plastiques. Ces trois approches sont présentées ci-apres.

Profil de températures

Gardiner et Platts (1999) ont simulé la présence de déformations plastiques dans une
plaque en la modélisant a 1’aide d’éléments multicouches. Bien que les éléments plaques
ne peuvent supporter de contraintes dans la direction normale a la surface, ils sont
adéquats pour la simulation du formage par grenaillage puisque ces contraintes
n’interviennent pas dans le processus de formage. En modélisant la plaque a ’aide de
ces éléments, il devient possible d’imposer un chargement thermique sous forme de
profil de températures, chaque couche ayant sa propre température. Le choix du nombre
de couches et leur épaisseur permet alors de bien représenter 1’effet des déformations
plastiques associées au grenaillage. Pour faciliter le choix du profil des températures, un
coefficient de dilatation thermique qui permet d’avoir une contrainte longitudinale
équivalente a la température (par exemple, si A T = 100°C, o = 100 MPa) a été choisi :

1-v;
a= 14

= 10-6 1.3
E,,il+v,, 5X (1.3)

ou v, et E, sont respectivement le coefficient de Poisson et le module d’élasticité de la

plaque.
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Profil de coefficients de dilatation thermique

Les éléments multicouches utilisés par Gardiner et Platts, développés pour la simulation
de matériaux composites, ont aussi la particularit¢ de permettre d’appliquer des
propriétés différentes a chaque couche. C’est cette particularité que Levers et Prior
(1998) ont exploitée. Une fois que le profil de contraintes résiduelles recherché a été
identifié, ils le transforment en un profil de coefficients de dilatation thermique pour
chaque couche et la plaque est soumise a une charge thermique uniforme, couche par
couche. La charge thermique entraine alors une déformation proportionnelle au
coefficient de dilatation dans chaque couche, ce qui a pour effet des générer des

contraintes et des courbures dans la plaque mince.

Chargement et dechargement en tempeérature

Alors que les deux méthodes précédentes simulent la présence de déformations
plastiques par ’application de contraintes thermiques, Yamada, Takahashi, lkeda,
Sugimoto et Ohta, (2002) ont proposé d’utiliser le chargement thermique pour induire
des déformations plastiques dans la plaque. Leur méthode consiste a modéliser la plaque
en deux zones de coefficients de dilatation thermique, tel qu’illustré a la Figure 1.11. (o

large et a: small)

Les coefficients de dilatation de la zone en surface sont petits par rapport au reste de la
piece de telle sorte que si la température de ’ensemble augmente, des déformations
plastiques sont induites dans cette zone. Lors du relachement de la charge thermique, les
déformations plastiques demeurent et induisent des contraintes résiduelles. Cette
méthode cause des difficultés analogues a celle proposée par Grasty et Andrew (1996),

en ce qui concerne le controle de la déformation plastique.



26

o : Small o:Large
//—.—.._. T

I J
. /

: ¥ ;
(WA TN S LA 4

[{

j Occurrence of o

! deformation P
A e

/ P
;_/‘]// /,/
o e

e

;
éz“’”*f»/ Temperature rise

o

e
g

.- e

Plastic

-~/ Temperature {all

Figure 1.11 Modéle de chargement et déchargement thermique pour la simulation des contraintes
résiduelles induites par grenaillage (Yamada, Takahashi, lkeda, Sugimoto et Ohta, 2002)

1.4.4 Applications

La technique de mise en forme par grenaillage est surtout utilisée en aéronautique pour
fabriquer les panneaux d’ailes d’avion. Son principal avantage par rapport a d’autres
techniques de formage (par exemple, étirement, forgeage, hydro-forming, etc.) est sa
flexibilité. Elle permet de générer des picces de formes complexes avec des installations
relativement peu complexes. Le procédé mis en place pour le formage de certains
panneaux des Airbus A310 et A320 a permis d’obtenir une précision de 0,2 mm
(Brickwood, 1995), ce qui est suffisant pour procéder a I’assemblage, sans avoir a faire

de correction quant aux dimensions.

Le grenaillage demeure une méthode de formage rentable, méme pour de petites séries
de piéces, ce qui n’est pas le cas des autres méthodes qui nécessitent généralement des
investissements importants pour I’achat de machines et de moules (Brickwood, 1995,
Kopp et Ball, 1987). Cette méthode sert aussi au redressage de pieces; une application
qui semble prometteuse est le redressage d’arbres dont la rectitude de 1’axe peut étre

critique dans certains assemblages.
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1.5 Calcul des contraintes résiduelles induites par grenaillage

La connaissance des champs de contraintes résiduelles induites par grenaillage est sans
aucun doute une étape importante a franchir pour étre en mesure d’exploiter le procédé a
son maximum. Plusieurs approches ont été proposées, soit par modélisation (modéles

analytiques), soit par simulation (méthodes numériques).

1.5.1 Modéles analytiques

Le développement d’un modele analytique pour calculer 1’état des contraintes
résiduelles engendrées par le grenaillage est une tache difficile. Les parameétres sont
nombreux et souvent, leur effet est difficile a isoler. Quoique le grenaillage génere des
déformations plastiques, les modéles servant a le caractériser sont basés sur la théorie de
Hertz pour le calcul des parameétres associés a la partie élastique du contact. Certains
auteurs ont aussi développé la partie élastoplastique et la partie plastique du contact en
se basant sur les équations de Hertz. Dans cette section, la théorie du contact élastique de
Hertz (Johnson, 1985) et I’approche du groupe de chercheurs de ’Ecole Nationale
Supérieure d’Arts et Métiers (ENSAM) pour modéliser les effets du grenaillage seront

briévement présentées.
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Théorie du contact élastique de Hertz

La théorie de Hertz est une méthode exacte pour déterminer le rayon de la surface de
contact entre deux corps élastiques, la pression de contact maximale et le champ de
contraintes dans le voisinage du point de contact élastique. La théorie de Hertz est basée
sur quatre hypotheses :
1. les surfaces en contact sont continues et non-conformes, i.e. que le premier
contact se produit en un point ou le long d’une ligne : a << R ;
1.  les déformations sont petites : a << R ;
iii.  chaque solide est un espace semi-infini élastique : a << R; et a << R;;

iv.  le frottement est nul.

R, et R, sont les rayons des corps en contact et le rayon équivalent R est calculé a 1’aide

de la relation :

+L (1.4)

La géométrie du contact entre deux sphéres soumises a une force P est illustrée a la
Figure 1.12. Les points 7; et 7> sont des points de référence sur les corps 1 et 2, qui
servent a évaluer les déplacements &, et & des deux corps, loin de la région du contact.
Avec des développements géométriques relativement stmples, il est possible d’établir
deux équations qui relient le déplacement total & (6 =3 + &) aux déplacements dans la
région entourant le point de contact, ., et u.,. Lorsque deux points situés sur la surface
des spheres S; et S, entrent en contact, la relation s’écrit :

u,+u_=6—Ax-By*> (dans la zone de contact) (1.5)
Pour deux points des surfaces S; et S, qui ne sont pas entrés en contact, la relation
s’écrit

u,+u_>0—-Ax*-By* (alextérieur de la zone de contact) (1.6)
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Dans le cas de deux sphéres,

A=B=12(/R+I/R:)=1/2R).
Une fois les hypotheses posées et la géométrie définie, le probléme du contact €lastique
peut étre formulé : quelle est la distribution de pression, py, agissant sur la surface de

contact S entre deux corps, qui permettra de respecter des conditions de déplacement a

Pintérieur (¢q. 1.5) et a 'extérieur de cette surface S (éq. 1.6).

Ny
20

ya

Figure 1.12 Géométrie du contact selon la théorie de Hertz (Johnson, 1985)
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Pour les solides de révolution, Hertz a proposé la distribution suivante :

pulryeprli-lofal |* (17
ou r représente la distance entre le centre de la surface de contact S et le point considéré,

po. la pression maximale, au centre de la surface de contact et a, le rayon de cette surface

de contact.

L’équation 1.7, avec d’autres relations non présentées ici, permet de déduire le
déplacement normal d’un point soumis & cette distribution de pression et situé a

I’intérieur de la surface de contact :

u.,= l—l;/,l 722(2a2—r2) pour r<a (1.8)
ou
(1’V12)+(1_V22) (1.9)

1_
E El E.'Z

E;, E; et v,, v, représentent les modules d’élasticité et les coefficients de Poisson des

corps en contact, respectivement.

En combinant les équations 1.5 (pour deux sphéres), 1.8 et 1.9, il s’ensuit :

Do 22 1 ..
2 foar—r oo (1.10)

A r=0, le déplacement total des deux corps prend la valeur :

_71ap,
5———2E (1.11)

En posant »=aq, le rayon de la zone de contact est obtenu :

azfqza%R (1.12)

Pour plus de commodité, il peut-étre intéressant de reformuler ces équations pour obtenir

des expression en fonction de la charge P.
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En intégrant I’équation 1.7 en fonction de r.

P= f (P27 dr= % pora? (1.13)
a=(3ﬁ2)ys (1.14)
a? 9p? A
5=T=(WJ (1.15)
6PE> "
pOZ%{”WJ (1.16)

Ces trois dernieres expressions sont la base de tous les modéles de grenaillage
développés jusqu’ici. En poursuivant le développement, la distribution des contraintes
o, (z : axe de symétrie, selon la profondeur) et o (direction tangentielle ) sont obtenues
au point de contact, en surface et en dessous de la surface (Figure 1.13); les valeurs ont
été normalisées par rapport a la pression moyenne pn, (pm = 2/3 po). La partie gauche de
la figure illustre la distribution des contraintes correspondant a une pression uniforme
sur toute la surface de contact et la partie droite montre les contraintes obtenues par la
théorie de Hertz. La partie supérieure de la figure illustre les contraintes en surface et la
partie inférieure, les contraintes sous la surface. Les différences entre les profils de
contrainte pour la distribution de pression uniforme et la distribution de Hertz sont
importantes, surtout prés de la surface. Il est a noter que le cisaillement maximal se
produit sous la surface, lieu probable du début de la plastification (z/a = 0,48 pour
u=0,3, selon Hertz) Sous le point de contact initial, les relations de Hertz sont les
suivantes :

ﬂzﬁz—(Hv){l—(z/a)tan—‘(a/z)}-i—%(l+z2 /azyl (1.17)

Do Do

i=—(1+z2 /azyl

Po
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Figure 1.13 Distributions des contraintes de contact le long de ’axe de symétrie z pour une pression
de contact uniforme (gauche de la figure) et selon la théorie de Hertz (droite de la figure) en surface
(haut de la figure) et en profondeur (bas de la figure)(Johnson, 1985)

Approche de PENSAM

Le modéle développé par les chercheurs de ’ENSAM est le plus complet a ce jour. Il
permet de tenir compte de la grande majorité des facteurs d’influence du procédé de
grenaillage. A partir des informations concernant le matériau a traiter (propriétés élasto-
plastiques, comportement monotone et cyclique), les conditions de grenaillage
(propriétés des grenailles, intensit¢ Almen, couverture et angle d’impact) et les
conditions de contact (coefficient de friction et de restitution), il est possible d’obtenir la

distribution des contraintes résiduelles dans la piece grenaillée.
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Le développement du modéle a été fait a partir de cinqg hypothéses (Fathallah, Inglebert
et Castex, 1998) :
1. les grenailles sont de forme sphérique et ont un rayon uniforme;
ii.  larépartition des impacts sur la surface traitée est uniforme;
iii.  D’impact correspond a un chargement pseudo cyclique;
iv.  les propriétés du matériau sont les propriétés cycliques stabilisées;

v.  le matériau a un comportement élastoplastique.

Guechichi, Castex, Frelat, et Inglebert (1986) ont établi les bases du modéle. Une
relation énergétique entre les parameétres de grenaillage (énergie cinétique) et les
paramétres de contact a et py (énergie de déformation), qui sont les inconnus de
I’équation 1.17 de Hertz, a d’abord été développée :

V4
_| K7ap,Vi
a—( +E j D (1.18)

VA
E*Kp, V7
pw(%] (1.19)

Dans ces équations, D est le diametre des billes, K est un facteur d’efficacité du contact
(a ne pas confondre avec le coefficient de restitution), o, la masse volumique des billes

et V;, la vitesse d’impact.

Ces relations avaient initialement été proposées par Davies (1948) pour calculer le
champ de contraintes élastiques sous des conditions de grenaillage spécifiées. A partir de
ce champ de contraintes élastique, Guechichi et a/ ont calculé les contraintes résiduelles
en utilisant une méthode développée par Zarka et Casier (1979). Le développement étant

long et complexe, il n’est pas présenté ici.

Le profil de contraintes résiduelles obtenu est toutefois uniquement valide pour un corps
semi-infini. Le profil est ensuite modifié en appliquant le concept de source de

contraintes qui est basé sur un principe bien simple : le retour a I’équilibre. Le matériau
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est soumis au grenaillage, ce qui a pour effet de générer une source de contraintes o, a
la surface de ce dernier, et en I’occurrence, une mince couche déformée plastiquement.

Les contraintes résiduelles dues au grenaillage dans une pi¢ce d’épaisseur infinie, o, ,
seraient égales a cette source de contrainte o, . Cependant, pour une piéce d’épaisseur
finie, d’autres contraintes apparaitront pour équilibrer la force (o, ), et le moment de

flexion (o, ) générés. L’équation d’équilibre suivante permet de lier les deux situations

(Flavenot et Niku-Lari, 1977) :

o,=0,+0,+0, (1.20)

Les résultats initialement obtenus par Guechichi, Castex, Inglebert et Frelat (1986) ont
permis d’étudier les effets de la limite d’écoulement du matériau traité, de la vitesse
d’impact, du diametre des grenailles et de la densité des grenailles sur la distribution des

contraintes résiduelles.

Khabou, Castex et Inglebert (1990) ont raffiné le modele en utilisant une loi de
comportement cyclique mieux adaptée aux matériaux qui présentent une forte tendance a
I’écrouissage isotrope (alliages a base de nickel ou d’aluminium). Deux approches ont
été proposées pour caractériser le comportement élastoplastique du matériau. La
premiére approche est un modele rhéologique a deux mécanismes illustré a la Figure
1.14 a). 1l s’agit en fait d’'un modéle multilinéaire (1.13b), ou chaque mécanisme est
associé a un seuil de transition entre les différentes pentes d’écrouissage de la courbe
o—-g, (gp : déformation plastique). Cependant, pour obtenir une amélioration notable a
I’aide de ce modeéle, il faut augmenter considérablement le nombre de seuils et donc

d’inconnus a déterminer, ce qui rend le probléme rapidement insoluble.
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Figure 1.14 Modéle rhéologique 2 deux mécanismes (Khabou, Castex et Inglebert, 1990)

La deuxi¢éme approche est plus simple a appliquer. En couplant deux seuils, plutt que
de les faire agir indépendamment, il est possible d’obtenir une loi de comportement non-
linéaire continue et simple pour caractériser 1’écrouissage cyclique du matériau.
Seulement quatre paramétres sont alors nécessaires pour décrire completement le

comportement cyclique du matériau (Figure 1.15).

Ac
B
poo
Lo
po
So
Acp
» 2

Figure 1.15 Modéle de comportement cyclique a quatre paramétres (Khabou, Castex et Inglebert,
1990)

Ce sont Sy, la limite d’élasticité cyclique, pg €t py, respectivement les pentes initiale et a
P'infini de la courbe d’écrouissage et Zw , l'intersection de la courbe p. avec

I’ordonnée a I’origine.
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Jusqu’ici, 'influence du coefficient de restitution e, (qui est défini comme le rapport des
composantes normales de la vitesse de retour et de la vitesse incidente) sur la taille de la
zone de contact n’a pas été considérée. Pour prendre en compte cet effet, Fathallah,
Inglebert et Castex (1998) ont apporté une modification a I’équation 1.18 qui devient :

2,2\
_Smp¥ret \° D
a—( S j . (1.21)

Ou la valeur de e, inclut celle du facteur K de 1’équation 1.18.

Des études ont été réalisées par lida (1984), notamment pour quantifier I’effet de I’angle
d’impact sur la taille et la forme de I’empreinte. Il a observé que le diamétre et la
profondeur de I’empreinte laissée par un impact se produisant a une vitesse Vi et 4 un
angle @ par rapport a une direction normale a la surface sont les mémes que pour un
impact normal, se produisant a une vitesse V| sin 0, ce qui correspond a la composante
normale de la vitesse V. Fathallah, Inglebert et Castex (1998) ont introduit ces notions
dans leur modele et 1’équation 1.21 devient alors :

3E 5 (1.22)

Avec ces modifications, le modele prédit des valeurs de contraintes résiduelles qui

a=(5 7zp,,V,3eﬁsin2¢9j}g D

concordent avec les valeurs expérimentales pour tous les alliages, y compris les alliages
d’aluminium et de nickel; la Figure 1.16 illustre la situation pour I’alliage au nickel

Udimet 720.
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Figure 1.16 Comparaison entre les valeurs des contraintes résiduelles obtenues du modéle de
PENSAM et les valeurs expérimentales, pour un alliage de Nickel, Udimet720 (Fathallah, Inglebert
et Castex, 1998)

1.5.2 Simulation d’impacts par la méthode des éléments finis

Depuis les premicres tentatives de Al-Obaid (1990, 1993, 1994a et 1994b) pour simuler
le procédé de grenaillage par éléments finis, de nombreux travaux ont été réalisés. Les
approches sont variées, mais certaines tendances sont évidentes. Dans cette section, un
résumé des conclusions importantes observées dans ’ensemble des travaux sera

présenté.

Impact simple et impacts multiples

Baragetti (2001) a réalisé une ¢tude dynamique d’étendue limitée pour vérifier I’effet
d’un ou plusieurs impacts sur la distribution des contraintes résiduelles dans la région
située en dessous du premier impact. Le deuxiéme impact a été généré aprés que les
contraintes résiduelles associées au premier impact soient stabilisées; son point de
contact est situé sur le contour de I’empreinte laissée par le premier impact (Figure

1.17). L auteur affirme que les contraintes résiduelles dues a des impacts multiples sont
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les mémes que celles pour un impact simple, bien que les profils des contraintes
résiduelles sous le point de contact du premier impact, suite a un et deux impacts,

différent considérablement dans la région immédiatement sous la surface.

200
2
"\ 0 ~
! 0 06 09 1.2
/' -200 Distance from the surface {mm]
g
A=y = 400
g -~ Single impact
—» 7 600 — Double impact
-800
-1000

Figure 1.17 Distributions des contraintes résiduelles résultant d’un impact et deux impacts,
calculées sous le point de contact du premier impact (Baragetti, 2001)

Dans une étude plus approfondie, Meguid, Shagal, Stranart et Daly (1999) ont calculé
les contraintes résiduelles a 1’aide d’un modéle similaire a celui de Baragetti, mais en
tenant compte d’autres facteurs. Ils ont fait varier la distance C entre les deux points
d’impact et la localisation des points ou les contraintes sont calculées (Figure 1.18). Ils
concluent que les contraintes dans la région située directement sous le point d’impact
sont peu influencées par des impacts multiples et le sont de moins en moins si la
distance entre les impacts est augmentée. Cependant, si le point de mesure est situé entre
les deux points d’impact, les contraintes sont alors modifiées de maniére significative
par un deuxiéme impact. Plus la distance est grande, moins les contraintes sont affectées.

IIs concluent donc que I’influence d’impacts multiples est significative.
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Figure 1.18 Distributions des contraintes résiduelles simulées en fonction de la distance C entre deux
impacts simultanés. A gauche, contraintes entre les impacts, a droite, sous le premier impact.

Paramétres d’importance

Plusieurs parameétres liés au modele d’éléments finis peuvent influencer les résultats de
calculs des contraintes résiduelles. Ce sont principalement la forme et la taille du
modele, la loi de comportement des matériaux de la bille et de la piéce grenaillée, le
frottement, le nombre et la distribution des points d’impacts. Dans la section qui suit, les

résultats d’études portant sur ces aspects de la modélisation seront examinés.

Forme et dimensions du modele

Pour illustrer I’influence des dimensions et de la forme du modéle d’éléments finis sur
les résultats et les temps de calcul, quatre modeles en trois dimensions (Figure 1.19) ont

été sélectionnés.

Meguid, Shagal et Stranart (2002) ont réalis¢ une des études les plus complétes a ce jour
pour la simulation du grenaillage par €éléments finis (Figure 1.19a). Ils ont utilisé un
modele avec une surface a impacter de forme carrée et quatre plans de symétrie (deux

plans pour la bille et deux plans pour la piece a grenailler). Le c6té du carré a une
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longueur égale a la distance entre deux points d’impact. L’avantage de ce modele est de
permettre la simulation de nombreux impacts avec un modéle de taille minimale, ce qui
diminue les temps de calculs. Pour justifier leur choix, ils supposent que I’effet du bord
des plaques sur les contraintes résiduelles est négligeable, dans la zone étudiée. Plus

récemment, Majzoobi et Azizi (2005) ont également appliqué cette approche.

Schiffner et Droste (1999) ont choisi un modele triangulaire a trois plans de symétrie, ce
qui leur a permis d’intégrer les résultats d’un modéle axisymétrique dans un modele en
trois dimensions (Figure 1.19b). Le triangle équilatéral permet la simulation de plusieurs

impacts sur une surface plus petite que celle du modele carré.
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Figure 1.19 Modéle d’éléments finis en trois dimensions pour le calcul des contraintes résiduelles
dues a des impacts : a) quatre plans de symétrie (Meguid, Shagal et Stranart, 2002); b) Trois plans
de symétrie (Schiffner et Droste 1999); c) deux plans de symétrie (Deslaef, Rouhaud et Rasouli-
Yazdi, 2000); d) aucune symétrie (Schwarzer, Schulze et Véhringer, 2002)
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Une autre approche plutot populaire est celle proposée par Edberg, Lindgren et Mori
(1995) qui consiste a modéliser uniquement un quart de la plaque en utilisant deux plans
de symétrie (Figure 1.19c). Deslaef, Rouhaud et Rasouli-Yazdi (2000) ont également
adopté cette approche. Quoiqu’elle nécessite un plus grand nombre d’éléments que les
approches précédentes, la réduction de temps de calcul par rapport a un modéle complet
demeure toutefois importante. Les effets de bords peuvent également étre étudiés avec

ce modéle.

La modélisation compléte de la plaque sans aucune symétrie (Figure 1.19d) est un choix
pénalisant au point de vue du temps de calcul mais il permet toutefois d’obtenir des
résultats plus représentatifs, selon Schwarzer, Schulze et Vohringer (2002). D’apres ces
auteurs, puisque 1’utilisation de plans de symétrie implique que plusieurs impacts auront
forcément lieu en méme temps, ceci peut influencer le développement des contraintes
résiduelles. La superposition des contraintes induites par deux impacts simultanés peut
entrainer des déformations plastiques qui pourraient ne pas étre présentes lorsque les
impacts ne se produisent pas au méme instant. Des éléments infinis sont ajoutés tout
autour du modéle pour éviter le retour d’ondes qui peut étre présent dans une analyse
dynamique. Evans (2002), qui a utilisé un modele combiné d’éléments finis et discrets

développé par Han et a/ (2000a, 2000b, 2001), a également retenu cette approche.
Tous les auteurs ont effectué des analyses de convergence pour déterminer les

dimensions des modéles et la taille des éléments a utiliser, ces parameétres étant

fortement dépendants des conditions de grenaillage simulées.

Loi de comportement des matériaux

Parmi les paramétres qui caractérisent le comportement des matériaux de la plaque et

des grenailles, ceux qui ont recu une attention particuliere sont les mécanismes
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d’écrouissage, le taux de déformation ¢ et la rigidité des grenailles. Dans cette section,

les résultats de quelques études sont présentés.

Lors d’un impact sur une plaque, le matériau est comprimé et des déformations
plastiques sont induites. L’écrouissage du matériau peut se faire selon trois mécanismes :
I’écrouissage cinématique, 1’écrouissage isotrope ou une combinaison des deux
(Lemaitre et Chaboche, 2004). L’écrouissage cinématique permet le développement de
déformations plastiques autant lors du déchargement que du chargement, alors que
I’écrouissage isotrope ne le permet pas. La différence entre les mécanismes se manifeste
de maniére importante pour un chargement cyclique. Ces deux situations peuvent

certainement se produire lors du grenaillage.

Schwarzer, Schulze et Vohringer (2003) ont étudié 1’influence du mécanisme
d’écrouissage sur les contraintes résiduelles induites dans une plaque grenaillée. Leur
modele était composé d’un bloc sans symétrie (Figure 1.19d) et 38 impacts ont été
répartis autour d’un point central, de maniére ordonnée. La vitesse d’impact était de
35 m/s pour un diametre de grenaille de 0,56 mm. Ils ont observé peu de différences
entre les profils des contraintes résiduelles obtenus a partir des deux mécanismes
d’écrouissage. Cependant, ils ont rapporté que les paramétres les plus influents étaient la

limite d’écoulement et le module tangent, plutot que le mécanisme.

Rouhaud, Ouakka, Ould, Chaboche et Frangois (2005) ont étudié I’effet des mécanismes
d’écrouissage a I’aide d’un modele axisymétrique. Les simulations ont été réalisées pour
plusieurs impacts a une vitesse de 75 m/s, avec des grenailles de 0,4 mm. Les résultats,
présentés a la Figure 1.20, montrent que le mécanisme d’écrouissage a une grande
influence sur le profil de contraintes résiduelles. Pour le modéele isotrope, les régions en
surface et pres de la surface sont fortement en compression et la zone en profondeur est
en tension et ce, quel que soit le nombre d’impacts. Selon le modele cinématique, il

existe deux zones en tension et deux zones en compression; I’intensité des contraintes
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résiduelles en tension et en compression est plus grande en profondeur qu’en surface.
Les résultats des études de Rouhaud et a/ et de Schwarzer et al ne peuvent étre comparés

car les simulations ont été réalisées dans des conditions de grenaillage différentes.

Il est reconnu que le taux de déformation a une influence sur les propriétés mécaniques
de certains matériaux. Il est important de vérifier si ce dernier a un effet considérable sur
le calcul des contraintes résiduelles, étant donné le caractere dynamique du procédé de
grenaillage. Mori, Osakada et Matsuoka (1994) ont été les premiers a simuler, a ’aide
d’un mod¢le axisymétrique, ’effet du taux de déformation sur le développement des
contraintes résiduelles, suite a un seul impact. En modélisant le matériau de la plaque
suivant une loi de plasticité exponentielle isotrope. ils ont démontré que le taux de
déformation influence de maniére significative la distribution et la valeur des contraintes

résiduelles.
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Figure 1.20 Evolution des contraintes résiduelles suite 2 plusieurs impacts, pour un matériau a
écrouissage isotrope (gauche) et 2 écrouissage cinématique (droite) (Rouhaud, Ouakka, Ould,
Chaboche et Francois, 2005)

Premack et Douglas (1995) ont étudié I'influence du taux de déformation sur le
comportement contrainte-déformation de 1’acier AISI 4340 (Figure 1.21); la courbe de
I’essai en traction statique est présentée a la Figure 1.21a et la variation de la contrainte

d’écoulement normalisée en fonction du taux de déformation est illustrée a la Figure
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1.21b. Ces résultats montrent que la contrainte d’écoulement augmente de maniére tres
importante avec le taux de déformation. Meguid, Shagal et Stranart (2002) ont utilisé ces
données pour étudier, a 1’aide d’un modeéle d’éléments finis, ’effet du taux de
déformation sur le champ de contraintes résiduelles d’une plaque grenaillée. Ils ont
observé qu’a certains endroits de la plaque, le taux de déformation atteignait une valeur
aussi élevée que 6 x 10° /s, ce qui signifie que la valeur de la limite d’écoulement locale
était presque deux fois supérieure a la valeur quasi-statique. Il va sans dire que ce
comportement du matériau peut influencer la distribution des contraintes résiduelles de
maniere significative. En comparant les résultats obtenus d’un modeéle qui ne tient pas
compte de I’effet du taux de déformation a ceux d’un modeéle qui considére cet effet, une
augmentation de 32% de la contrainte de compression maximale et une diminution de
42% de la profondeur de la zone plastifiée sont observées pour le deuxieéme modele, ce

qui démontre I’importance du taux de déformation sur les effets du grenaillage.
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Figure 1.21 Propriétés de I’acier AISI 4340 en traction a) Relations contrainte-déformation pour un
essai statique; b) Facteur d’amplification de la contrainte d’écoulement en fonction du taux de
déformation (Meguid, Shagal et Stranart, 2002)

D’autres auteurs ont également tenu compte de 1’effet du taux de déformation dans leurs
simulations. C’est le cas de Majzoobi et Azizi (2005) qui ont utilisé la loi de

comportement de matériau de Cooper-Symonds donnée par la relation suivante :

Sy=o—,,[1+(g'/c)%] (1.23)
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Ou ¢ est le taux de déformation, C et p sont des constantes propres a chaque matériau et

op est la limite élastique quasi-statique. Les auteurs n’ont toutefois pas effectué de
simulation avec différentes valeurs du taux de déformation, ce qui aurait permis de

quantifier son effet sur le champ de contraintes résiduelles.

Rouhaud et Deslaef (2002) ont effectué une étude pour quantifier I’effet de la rigidité de
la grenaille sur le profil des contraintes résiduelles. En comparant les résultats obtenus
pour différentes vitesses et différentes limites élastiques de la plaque et de la grenaille,
allant jusqu’a modéliser la grenaille comme étant rigide, 1’étude a permis de dégager
deux conclusions. En premier lieu, plus la vitesse d’impact est élevée, plus I'influence
de la limite élastique de la grenaille est importante. Par exemple, a une vitesse d’impact
de 20 m/s sur une plaque d’aluminium, trés peu de différences sont observées entre les
résultats obtenus pour une grenaille rigide et pour une grenaille dont la limite d’élasticité
est de 1200 MPa. La différence est toutefois importante lorsque la vitesse d’impact est
augmentée a 80 m/s. Lorsque la rigidité de la plaque est élevée (par exemple, plaque
d’acier), la rigidité de la grenaille a une influence significative, méme pour une vitesse
d’impact de 20 m/s; I’effet est plus marqué lorsque la vitesse d’impact est de 80 m/s. Ces
résultats indiquent que non seulement la vitesse d’impact a un effet mais que le rapport
entre la limite élastique de la grenaille et celle de la plaque influence les résultats du
grenaillage; plus ce rapport est grand, moins la rigidité a de I’importance. L’utilisation
de grenailles rigides doit se faire avec précaution pour éviter de surestimer les

contraintes résiduelles.

Coefficient de frottement

La seule étude réalisée a ce jour concernant I’effet du coefficient de frottement sur le
champ de contraintes résiduelles induites par un impact a été faite par Meguid, Shagal et
Stranart (2002). IIs ont effectué plusieurs simulations d’impact simple en faisant varier

le coefficient de friction de Coulomb, u, entre 0 et 0,5. Deux effets ont ét€ observés.
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Pour une valeur spécifiée de p, I’effet du frottement sur les contraintes résiduelles est
tres localisé pres de la surface de la piece. Au-dela d’une certaine profondeur, ’effet
devient négligeable. De plus, pour des valeurs de p allant jusqu'a 0,1, une variation de p
entraine des changements notables dans le profil des contraintes résiduelles; cependant,
lorsque p varie entre 0,25 et 0,5, ces changements sont négligeables. Cette étude ne

fournit toutefois pas d’indication quant a la valeur réelle du coefficient de friction dans

une application de grenaillage.

Distribution des points d’impacts

Pour représenter les conditions de couverture du procédé industriel de grenaillage, des
impacts multiples doivent étre simulés. Dans ce cas, la distance entre les points d’impact
a une influence marquée sur les valeurs calculées des contraintes résiduelles. Schwarzer,
Schulze et Vohrinhger (2002) ont proposé de distribuer les impacts de mani€re a obtenir
une répartition compacte des empreintes (Figure 1.22). La distance entre chaque point

d’impact est équivalente au rayon de 1’empreinte. Ce modele mene a une couverture

complete.

impact order of
the shot

J
- area
evaluated

Figure 1.22 Distribution des impacts pour un modéle sans symétrie (Schwarzer, Schulze et
Véhringer, 2002)

Meguid, Shagal et Stranart (2002) ont réalisé une étude poussée pour établir 1’influence
de la distance entre les impacts sur la distribution des contraintes résiduelles; leur
objectif était de déterminer les paramétres du modeéle qui meneraient & une répartition la

plus uniforme possible des contraintes résiduelles dans la piéce a grenailler. Dans leur
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modele, la surface analysée est limitée par un rectangle plutét que par un cercle, comme
c’était le cas pour le modele de Schwarzer, Schulze et Vohringer (2002). Ils ont observé
que plus la distance entre les points d’impact est petite, plus la distribution de contraintes
est uniforme, ce qui est analogue & P'effet sur la couverture. Les distances ayant été
normalisées en fonction du rayon de la grenaille, aucune comparaison entre les deux

études ne peut étre établie.

Selon Guagliano (2001), la modélisation d’un seul impact central (Figure 1.23), entouré
d’impacts disposé€s sur un cercle, est suffisante pour représenter les conditions réelles de
grenaillage. Il conclut que des impacts plus éloignés du point central n’auront aucune
influence sur les contraintes résiduelles mesurées sous ce point. Le rayon du cercle
d’impact doit cependant étre une fonction du diametre des grenailles, de la vitesse

d’impact et des caractéristiques des matériaux en présence.

Figure 1.23 Distribution des impacts pour un modéle avec deux plans de symétrie (Guagliano, 2001)

Nombre d’impacts

D’aprés Al-Hassani (1981), aprés un certain nombre d’impacts de méme énergie, le
matériau ne se déforme plus et il atteint un état stabilis€. Cet état stabilisé est appelé la
saturation. Le matériau pourrait se déformer davantage, mais seulement sous I’effet d’un

impact plus énergique, de vitesse plus élevée par exemple. Pour I’étude des contraintes
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résiduelles dues au grenaillage, cette observation est tres importante. En effet, pour
établir toute comparaison entre les valeurs obtenues a I’aide de modeles par éléments
finis et les valeurs expérimentales, il est important de savoir si le matériau est saturé ou
non. Schwarzer, Schulze et Vohringer (2002) ont observé la saturation en superposant
deux distributions d’impact similaires a celle présentée a la Figure 1.22, mais légerement
décalées de maniére a obtenir une couverture compléte. En comparant les contraintes
résiduelles obtenues pour les deux cas, trés peu de différences entre les deux
distributions de contraintes sont observées. Les auteurs expliquent ceci par le
phénomeéne de saturation bien qu’ils n’aient réalis€ aucune étude spécifique sur cet
aspect. D’un autre c6té, les résultats de Rouhaud, Ouakka, Ould, Chaboche et Frangois
(2005) présentés a la Figure 1.20 montrent qu’apres plus de six ou sept impacts au méme

endroit, les changements de contraintes résiduelles deviennent pratiquement nuls.

Zone de mesure des contraintes résiduelles

Guagliano (2001), de méme que la plupart des autres auteurs, ont calculé les contraintes
résiduelles uniquement sous le point d’impact initial. En faisant la moyenne des
contraintes obtenues dans les deux directions, sous ce point, il a déterminé 1’état des

contraintes résiduelles moyennes sous la surface.

Schwarzer, Schulze et Vohringer (2002) ont choisi une zone centrale regroupant sept
impacts (Figure 1.22). Puisque d’une part, la valeur des contraintes résiduelles résultant
d’un seul impact varie selon I’endroit ou elle est calculée et, que d’autre part, le profil de
contrainte ponctuel ne peut étre mesuré expérimentalement, il faut utiliser une zone
suffisamment grande pour pouvoir comparer les résultats de la simulation avec les
valeurs expérimentales obtenues, par exemple, par diffraction aux rayons X. En général,
cette technique permet de mesurer la contrainte moyenne sur une zone minimale
d’environ 1mm’. En choisissant une zone couvrant sept impacts pour faire une moyenne

des contraintes résiduelles paralleles a la surface, selon deux directions normales, la
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variation de la contrainte calculée dans la région d’intérét est atténuée et toute

comparaison entre les valeurs calculées et les valeurs mesurées devient plus adéquate.

Problémes couramment rencontreés

Outre les difficultés reliées a la géométrie du modele et au maillage, deux problémes
peuvent se manifester lors de la simulation d’impacts multiples : ce sont les vibrations

excessives et le phénomene d’hourglass.

Lorsque le modéle d’éléments finis utilis€é pour simuler le grenaillage inclut les
équations de la dynamique, des vibrations excessives peuvent apparaitre si aucun
mécanisme d’amortissement n’est préalablement introduit dans le modeéle. Le probléme
peut devenir particulierement important lorsque des plans de symétrie sont utilisés.
Meguid, Shagal et Stranart (2002) ont analysé ce probléme, mais n’ont toutefois pas
quantifié son influence sur les résultats des simulations. IIs ont tout simplement introduit
de I’amortissement artificiel pour atténuer les vibrations entre deux impacts subséquents.
L’amortissement est toutefois maintenu nul durant les impacts pour éviter de modifier
les forces de contact. Il peut également €tre utile d’utiliser I’amortissement, simplement
pour analyser les résultats avec des valeurs stabilisées. D’autres méthodes, comme les
éléments infinis, les surfaces non-réflectives ou encore 1’amortissement artificiel

peuvent €galement €tre utilisées.

Quant au probléme d’hourglass, il est associé aux méthodes de calcul explicites qui
utilisent souvent un seul point d’intégration au centre de masse de 1’élément. Des modes
de déformation inhabituels des €léments, tels qu’illustrés a la Figure 1.24, correspondant
a des niveaux d’énergie de déformation nuls, peuvent alors apparaitre (ANSYS LS-
DYNA User’s guide, 2004). Evidemment, ceci peut influencer les résultats. Plusieurs
méthodes sont disponibles pour remédier a ce probleme. Baragetti (2001) a simplement

choisi d’utiliser un paramétre de contréle d’hourglass disponible dans le logiciel Abaqus
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5.4. Dans la derniére version de LS-Dyna, plusieurs méthodes de contréle de I’hourglass
sont incluses (ANSYS LS-DYNA User’s guide, 2004). En plus de la méthode
d’intégration totale, qui enraye le probléme en utilisant plusieurs points d’intégration,
mais qui augmente le temps de calcul et la rigidit¢ du modéle, six autres algorithmes
sont offerts. Ces algorithmes sont basé€s sur deux approches. La premiére consiste a
ajouter une forme de rigidité qui résiste aux modes de déformation d’hourglass mais qui
permet les déformations usuelles et les déplacements rigides. Dans la deuxiéme
approche, de I’amortissement est ajouté dans la direction des modes d’hourglass. Selon
les conditions de simulation, et en particulier, dépendant de la vitesse d’impact, une
approche ou 1’autre sera plus efficace. Il faut toutefois étre prudent en spécifiant les
parametres de contréle d’hourglass car ceux-ci peuvent modifier les résultats en
augmentant la rigidité du modele. Une bonne pratique est de s’assurer que 1’énergie
d’hourglass ne dépasse jamais 10% de ’énergie interne du modéle (ANSYS LS-DYNA
User’s guide, 2004).
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Figure 1.24 Modes de déformation hourglass pour des éléments en deux dimensions (Baragetti,
2001)

1.6 Simulation du procédé de mise en forme par grenaillage

Jusqu’a présent, la génération de ’ensemble des paramétres pour former une piece par
grenaillage a été typiquement réalisée a partir de relations géométriques simples. Ces
relations sont basées sur des hypotheéses qui ne sont pas valides pour des géométries

complexes. Le développement d’une simulation compléte du procédé de formage par
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grenaillage est donc nécessaire pour améliorer la précision des méthodes existantes. Ceci
implique de connaitre les relations entre les paramétres de grenaillage et la courbure
développée pour une multitude de conditions. Quelques approches ont été proposées,
basées sur des relations empiriques reliant ’intensité Almen a la courbure ou basées sur
des simulations d’impacts par éléments finis. La différence entre les méthodes est
surtout associée a la facon d’établir une relation entre les parametres de grenaillage et le
rayon de courbure. Dans cette section , les modeles développés par Gardiner et Platts

(1999), Homer et VanLuchene (1991), et Kopp et Wiistefeld (1990) seront présentés.

1.6.1 Modele de Gardiner et Platts

Pour simplifier 1’étude du champ de contraintes résiduelles induites par grenaillage,
Gardiner et Platts (1999) ont considéré uniquement les cas ou le grenaillage est fait sous
des conditions de couverture compléte et de saturation des propriétés du matériau. Le
profil de contraintes résiduelles existant sous le point de contact d’un seul impact est
alors considéré comme €tant celui qui sera présent pour toute la surface traitée. Ce profil
est obtenu par la théorie de contact de Hertz, en y ajoutant un critére de plasticité. Les
auteurs appliquent ensuite la distribution de contraintes obtenues a une plaque sous
forme de contraintes thermiques (section 1.4.3 ), ce qui leur permet de simuler le
procédé en entier. Une série de parametres de grenaillage leur permet de générer une
forme dans une plaque mince. Les résultats exprimés sont pour I’instant uniquement

qualitatifs et ne sont pas comparés a des valeurs expérimentales.

1.6.2 Modéle de Homer et VanLuchene

Homer et VanLuchene (1991) ont utilisé des relations empiriques pour relier les rayons

de courbure et I’allongement d’une plaque a I’intensité Almen.
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Leur développement est basé sur les hypothéses simplificatrices suivantes :
i.  la couverture est compléte et uniforme;
il.  la vitesse d’impact est normale a la surface impactée;
1. les effets de bord sont négligeables;
iv.  les surfaces normales a 1’axe neutre avant grenaillage le demeurent aprés

grenaillage, c’est-a-dire que les sections planes demeurent planes.

La distribution des contraintes a travers la plaque se fait selon la méthode de la source de
contrainte initialement proposée par Flavenot et Niku-Lari (1977) (section 1.5.1 , éq.
1.20). L’effet du grenaillage est donc associé¢ a une force axiale et a un moment de
flexion. A 1’aide de la théorie des plaques minces, une relation simple est établie entre le
rayon de courbure et le moment de flexion appliqué. Cette relation est ensuite combinée
a la relation empirique qui établit le lien entre 1’intensité Almen et le rayon de courbure,
pour finalement obtenir une relation directe entre 1’intensité de grenaillage et le moment
de flexion. La méme procédure est appliquée pour obtenir une relation entre la force et
Iintensité de grenaillage. A ’aide de ces relations, les auteurs ont construit un modéle
d’éléments finis basé sur des contraintes thermiques pour générer la forme que prendra

un panneau grenaillé.

Les relations empiriques sont ensuite inversées, ce qui permet de réduire le probléme de
génération de la distribution des paramétres de grenaillage, a celui de la détermination
de I’allongement et du rayon de courbure de la plaque a chaque point du modéle. Dans
leur modéle, Homer et VanLuchene ont calculé les valeurs du rayon de courbure et de
I’allongement pour des échantillons simplement supportés au contour et traités
uniformément sur toute leur surface a une intensité Almen constante. Méme si le
traitement n’est pas uniforme sur toute la surface dans une application réelle, les erreurs
engendrées par cette simplification sont néanmoins considérées négligeables. La rigidité
causée par la présence de surfaces non-traitées ou traitées dans différentes conditions

peut influencer les résultats. Une fonction d’optimisation, basée sur la méthode des



moindres carrés, est appliquée aux déplacements des nceuds du modele initial et a ceux
du modele final désiré afin de minimiser Uerreur et d’optimiser la répartition des

paramétres. Un exemple de résultats obtenus par Homer et VanLuchene est présenté a la
Figure 1.25.

La figure a) représente la géométrie désirée, c’est-a-dire la forme a atteindre suite au
formage. La figure b) montre la répartition de ’allongement et la figure c) la répartition

de la courbure a appliquer a une géométrie initiale plane pour obtenir la forme désirée.
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Figure 1.25 Résultats obtenus pour un contour de type « Gull wing » (Homer et VanLuchene, 1991)
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Le processus développé avait toutefois quelques lacunes. Le calcul de la géométrie
initiale plane était fait sans tenir compte de la répartition de I’intensité de grenaillage
finale et aucune provision n’était faite pour I’effet de la gravité. VanLuchene et Cramer
(1996) ont amélioré le processus afin de considérer ces deux effets. Le schéma du
nouveau processus est illustré & la Figure 1.26 pour le formage d’un panneau d’aile

d’avion.
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Figure 1.26 Processus de simulation compléte de la mise en forme par grenaillage (VanLuchene et
Cramer, 1996)

Les deux premiers modules (Skin Geometry Definition et Finite Element Setup Module)
servent uniquement a définir la géométrie du probléme. Le module de gravité (Drape
Module) permet de tenir compte de 1’effet d’enroulement du panneau d’aile sous son
propre poids lorsque ce demier est installé sur la structure de 'aile. Cet effet est
important, étant donné que les piéces mises en forme par grenaillage sont minces et de
grandes dimensions. Vient ensuite le module d’analyse par éléments finis (Finite

Element Analysis Module). Cette étape est basée sur une approche dite de chargement
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unitaire; elle sert & déterminer les relations d’influence qui permettent de quantifier
I’effet des parametres de grenaillage sur le développement de la forme. Un chargement
unitaire en tension et en flexion est appliqué a chaque élément du modele et les
déplacements obtenus sont enregistrés dans les relations d’influence. Ces relations
servent ensuite a faire 1I’optimisation de la répartition des parametres de grenaillage dans
le module d’optimisation. Ce module sert a calculer la géométrie initiale plane et la
répartition des parametres de grenaillage sur la surface de la piece. Les auteurs n’ont

présenté aucun résultat obtenu a I’aide de ce processus de calcul.

1.6.3 Autres modéles

Il existe une troisiéme approche pour simuler la mise en forme par grenaillage. Cette
approche est basée sur ’obtention des contraintes résiduelles a partir de simulations
d’impacts par €léments finis. Les principales avancées pour la simulation d’impacts ont
été présentées a la section 1.5.2 . Cependant, la grande majorité des résultats de
simulations a ét¢ obtenue pour de faibles intensités de grenaillage et ils ne sont donc pas
d’une grande utilité pour la mise en forme, car dans ce cas, I’intensité de grenaillage est

trés élevée.

Kopp et Wiistefeld (1990) ont combiné les résultats des contraintes résiduelles obtenus
pour un impact avec un modele de couverture qui permet de planifier la trajectoire de
nombreuses passes du jet de particules. Ils ont simulé et calculé la répartition des
parametres de grenaillage et surtout, les trajectoires exactes que devrait suivre la
machine de grenaillage pour obtenir la couverture désirée. Ce procédé a été développé
pour le programme de la fusée Ariane 5. Il a été perfectionné par la suite en I’intégrant a
un systéme entiérement informatisé de génération de langage machine (Kopp, Wiistefeld

et Linnemann, 1993).
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Afin de pallier a la principale lacune de la méthode précédente, c’est-a-dire la simulation
d’un seul impact, Wang, Platts et Levers (2002) ont simulé jusqu’a 1000 impacts sur une
méme surface. Ils ont étudié le formage par grenaillage, de méme que ’effet de la
couverture sur les contraintes résiduelles. Les auteurs ont utilis€ le méme modele pour la
simulation d’impacts et du formage et ils ont comparé les résultats avec des données
expérimentales. Les résultats sont illustrés a la Figure 1.27 A premiére vue, il apparait
que les valeurs calculées et les valeurs expérimentales concordent parfaitement;
cependant, les résultats du modele d’éléments finis ont été calibrés pour se rapprocher le
plus possible des valeurs expérimentales, ce qui rend ces résultats inutilisables pour

toute condition n’étant pas exactement identique a celles simulées lors de cette étude.
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Figure 1.27 Comparaison des résultats expérimentaux et de la simulation pour 15 s de grenaillage
(gauche) et pour des vitesses et pressions différentes (droite) (Wang, Platts et Levers, 2002)

Bien que cette simulation semble également intéressante d’un point de vue industriel
étant donné sa simplicité (un seul modele est utilisé), les auteurs ont également utilisé
des éléments multicouches (section 1.4.3 ) pour effectuer la simulation du formage.
Lorsque plus de 1000 impacts ont été simulés, il a été nécessaire de travailler avec un
maillage de la plaque plut6t grossier. Pour un rayon de grenaille de 0,968 mm, des
éléments de 0,3 x 0,3 mm ou, dans les endroits critiques, de 0,2 x 0,2 mm, sont utilisés.
Un minimum de neuf éléments est fixé pour modéliser la plaque dans le sens de

I’épaisseur. Ceci signifie qu’il y a au plus dix éléments de longueur pour la surface
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projetée d’une grenaille et donc, beaucoup moins sur la surface de contact. Les forts
gradients de contraintes observés en profondeur par plusieurs auteurs pourraient ne pas

étre bien représentés avec seulement une dizaine d’éléments.

1.6.4 Calcul de la géométrie initiale plane et de la répartition des

parametres de grenaillage

En général, dans un milieu industriel, le produit fini est d’abord élaboré. Viennent
ensuite le choix et la mise en ceuvre du procédé de fabrication pour obtenir ce produit.
Dans le cas des panneaux d’ailes formés par grenaillage, les outils actuels de simulation
ne permettent pas de simuler le procédé a rebours, c’est-a-dire de prédire les dimensions
initiales de la pi¢ce a grenailler pour obtenir la forme finale spécifiée. C’est un probléme
de taille puisque la géométrie usinée doit étre spécifiée en début de production; pourtant,
tres peu d’auteurs s’y sont attardés. Parmi les modeles proposés, celui de VanLuchene et
Cramer (1996) illustré a la Figure 1.26 permet de calculer la géométrie initiale en tenant
compte du traitement final de la piéce. Cependant, trés peu de détails ont €té donnés

quant a la méthode de calcul utilisée.

Wang et Platts (2002) ont propos€ une méthode simple pour calculer, a partir d’une
géométrie finale complexe, la géométrie plane initiale d’une aile d’avion, en tenant
compte de I’allongement dit au grenaillage. Leur développement est basé sur le fait que,
méme si les surfaces d’ailes d’avion sont généralement non-développables, les
déplacements et les courbures sont assez petits pour supposer que la surface est
développable. A partir de cette hypothése, des relations géométriques peuvent étre
appliquées. Ils ont introduit une autre simplification importante en développant une

relation qui permet de déterminer I’allongement a partir de la courbure.
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En supposant que la force résultante (F) due aux contraintes résiduelles est située trés
pres de la surface du matériau, une relation simple entre la contrainte de flexion (o) et la

contrainte axiale (o) peut étre calculée, liant ainsi la courbure et I’allongement :

Ou_h
o (1.24)

ou 4 est I’épaisseur de la plaque et e est le bras de levier de la force F et égal a h/2.

La surface désirée (forme finale grenaillée) est donc maillée telle qu’illustrée a la Figure
1.28. Les courbes C; et C; divisent la surface en quatre quadrants et I’intersection des
deux courbes donne le centre du modele (O,). Ensuite, connaissant les rayons de
courbure et I’épaisseur de chaque élément, 1’allongement peut étre calculé et le
développement de la surface peut étre fait. Cette méthode a 1’avantage d’étre simple
mais d’aprés VanLuchene et Cramer (1996), I’hypothése selon laquelle la force
résultante est localisée tres pres de la surface n’est pas trés représentative de la réalité.
Cette hypothése serait valide pour un grenaillage de faible intensité. Pour des
applications de mise en forme, il n’est pas rare de recourir a des intensités élevées et la
profondeur de la couche plastifiée devient alors importante par rapport a 1’épaisseur
totale de la plaque. Pourtant, pour le cas simple d’un céne tronqué, la méthode a donné

de bons résultats.

Figure 1.28 Maillage de la géométrie désirée (Wang et Platts, 2002)
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1.7 Modélisation de I'indentation et du coefficient de restitution
d’un impact

Le grenaillage aux ultrasons est un procédé complexe pour lequel il est tres difficile de
mesurer la vitesse d’impact des grenailles a cause de la cavité fermée dans laquelle elles
se trouvent. Pour y arriver, il est nécessaire, soit de modifier cette cavité pour y voir
quelque chose, soit d’utiliser une méthode indirecte de mesure telle la taille d’empreinte.
La modification de la cavité entrainant forcément une modification du milieu qui
pourrait perturber le processus, 1a méthode indirecte est donc préférable. Cependant, elle
implique le développement d’un modéle qui relie la vitesse d’impact a la taille
d’empreinte. Cette section est un résumé des modéles d’indentation décrits dans la

littérature.

Modéele d’Evans

Evans (2002), dans une étude du procédé de grenaillage a 1’aide d’éléments finis et
discrets, a proposé d’utiliser un modéle de taille d’empreinte pour estimer la vitesse

d’impact pour des conditions de grenaillage données.

Des hypothéses ont été posées pour simplifier les équations :
1.  La pression de contact est constante et égale a 2,8 Sy;
it. Le rayon de contact maximal de I’empreinte est €gal au rayon résiduel de
I’empreinte (Tabor, 1947);
ili. La contrainte d’écoulement Sy dépend du taux de déformation moyen durant

I’impact mais sa valeur est gardée constante pendant 1’ impact.

La valeur de la contrainte d’écoulement est obtenue par la relation suivante :
Sy=Dg? (1.25)

ou D et g sont des constantes.
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Evans a considéré que la somme de 1’énergie €lastique de Hertz et de 1’énergie plastique
(Tabor, 1947) accumulée dans la plaque au moment de la pénétration maximale d’une
grenaille était égale & I’énergie cinétique de cette grenaille. Il a pu ainsi exprimer la

vitesse d’impact en fonction du rayon final de I’empreinte :

A

4 omR, | 3m E

W 32
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ou ayest le rayon de ’empreinte et R, le rayon de la bille.

Cette méthode est simple d’utilisation. I1 suffit de connaitre les propriétés mécaniques du
matériau des grenailles et de celui de la plaque et de mesurer un certain nombre de
diametres d’empreintes pour obtenir une mesure de la vitesse d’impact. Son
développement était motivé par le désir d’obtenir une évaluation de la vitesse des

grenailles a partir d’une relation analytique simple.

Modéle de Stronge

Plusieurs modeles d’indentation ou de coefficient de restitution fournissent les relations
nécessaires pour déterminer la vitesse d’impact. Parmi ceux-ci, celui de Stronge (1995)
constitue une approche plus complete car ce modele tient compte des phases de
déformations élastique et plastique durant 1’impact, pour calculer le coefficient de
restitution. La phase élastoplastique est cependant négligée; cette phase est définie par le
fait que seulement une partie de la zone de contact est plastifiée. L’énergie accumulée
durant la phase élastique de 1’impact est basée sur la théorie de Hertz. Contrairement au
modele de Evans, dans le modéle de Stronge, la pression de contact pour la phase
plastique n’est pas fixée. Elle demeure constante, certes, durant un impact, mais elle est

donnée par 1’équation suivante :
Pc=KSy (1.27)
La valeur de « se situe dans I'intervalle 1,1 < k < 3; la borne inférieure correspond a la

pression de contact qui provoque le début de la plasticité selon la théorie de Hertz et la
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borne supérieure est la valeur seuil qui correspond a un état de déformations planes. Le
reste du développement est basé sur le concept de travail. Le travail total jusqu’a la
pénétration maximale est égal a la somme du travail effectué pendant les phases de
déformation élastique et plastique. A pénétration maximale, le travail total est aussi égal
a I’énergie cinétique de la grenaille. La quantité de travail dans le domaine élastique est
évaluée selon la théorie de Hertz. Pendant la déformation plastique, la pression de
contact demeure constante et la force de contact est exprimée en fonction de la
profondeur de pénétration. En s’appuyant sur I’hypothése i1) du modele, une expression

reliant la vitesse d’impact, V;, et le rayon de ’empreinte de contact, R, est obtenue :

_ [R43R4z45y* +1280a,°E * JuxcS
= 2560E*Rm

(1.28)

ou m est la masse d’une bille.

Cette relation n’a pas été présentée dans la publication de Stronge mais elle a été

obtenue aprés quelques manipulations algébriques simples.

Bien que la relation obtenue soit simple, le mode¢le de Stronge est plus complet que celui
de Evans car il prend en compte les deux phases de I’impact, soit celle de la déformation
¢lastique et celle de la déformation plastique. Le choix de la valeur de k demeure

toutefois problématique.

Modéle de Thornton

Thornton (1997) a également développé un modele pour le calcul du coefficient de
restitution d’un impact. Son approche est quelque peu différente des deux précédentes. Il
développe un modéle de type force-déplacement, c’est-a-dire que la force est exprimée
en fonction du déplacement tout au long de I’impact. Il est donc possible, simplement en
intégrant la relation force-déplacement jusqu’a la profondeur maximale de pénétration,

d’obtenir le travail effectué et de le poser égal a 1’énergie cinétique de la grenaille.
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Le contact est divisé en deux phases : €lastique et plastique, cette derniére incluant la
partie élastoplastique et la partie complétement plastique. La partie élastique du contact
est basée sur la théorie de Hertz. Thornton définit toutefois un nouveau concept, celui de
la contrainte d’écoulement de contact (« contact yield stress »). Lors de la phase
plastique de la déformation, 1’auteur suppose que la pression de contact suit la loi de
Hertz, sa valeur maximale ne pouvant toutefois dépasser la valeur de la contrainte
d’écoulement de contact (Figure 1.29). Le rayon de la zone alors soumise a ce seuil est

ap.

En se basant sur ce concept, il est possible de déterminer une relation entre la force et la

profondeur de I’empreinte.

P=P, +75,R(5-5,) (1.29)

Les valeurs de P, et &, sont déterminées a I’aide de la théorie de Hertz pour deux corps
axisymétriques (éq. 1.13 et 1.15); il ne reste plus qu’a intégrer 1’équation 1.29 selon &,

avec a2=R5, on obtient :

5 2 2 2 _ 2
Lyp-8Eat 2nSrai(ai _ai )m& ] (1.30)

2 15R? 3 \R J_R IR
. 23,4R’mS;
ou ay=| ——
’ 16E3p,

La relation obtenue est relativement simple mais, sa complexité augmente. La prise en
compte de la phase élastoplastique la rend toutefois plus compléte. Le choix de la

contrainte d’écoulement de contact est déterminant pour I’obtention de résultats

adéquats.
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Figure 1.29 Distribution de la pression dans la zone de contact selon le modéle de Thornton
(Thornton, 1997)

Modéle de Vu-Quoc

Le modele proposé par Vu-Quoc, Zhang et Lesburg (2000) est similaire a celui de
Thomton. L impact est divisé en deux phases : €lastique et plastique. C’est également un
modele de type force déplacement, qui permet de calculer la quantité de travail fourni
lors de I’impact en intégrant la force jusqu’a la profondeur maximale de 1’indentation.
En posant cette valeur du travail égale a I’énergie cinétique de la bille, une relation entre

la vitesse et le diametre résiduel de 1I’empreinte est établie.
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Le calcul du rayon de la taille de I’empreinte pendant la phase élastique de la
déformation est basé sur la théorie de Hertz. Durant la phase plastique, le rayon de la
zone de contact, a”, est divisé en deux parties : une partie élastique, a°, basée sur les
relations de Hertz (eq. 1.14) et une partie plastique, o, basée sur des résultats de

simulations par éléments finis. Les relations s’écrivent :

_[3PRY5

a (4E (1.31)
a® =Ca<P—B-> ou C, = constante et <P—P, >:0 siP<P, (132
a®=a‘+a’ (1.33)

La valeur de a° est reliée a la force de contact P, au rayon équivalent R et au module
d’élasticité équivalent E. Cependant, la valeur de & dépend également de la force de

contact du début de I’écoulement Py.

La relation entre la profondeur de 1’indentation & et le rayon de contact lors de la phase

plastique, a”, a été développée a partir des résultats de simulations par éléments finis :

5]

R, (1.34)
avec
Ry=(1,0+K.(P-P. )R
ou K. = constante et <P—B- >:0 siP<P,

En combinant ces relations, ’équation suivante est obtenue pour calculer la valeur de la

profondeur de pénétration pendant la phase plastique :

2

4E
(L.0+K{P-P)R

[(ﬂ)ﬁca(P—B«)]

(1.35)

Cette relation doit cependant étre intégrée numériquement et les deux constantes, K, et

C. , doivent étre déterminées soit par expérience, soit par simulation. Selon les auteurs,
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le calcul de §a I’aide de 1’équation 1.35 présente une amélioration, comparativement au
modele de Thornton, principalement & cause du caractere non-linéaire de la relation
entre o et P durant toute la phase plastique. La Figure 1.30 illustre la relation entre la
force de contact P et la profondeur de I’indentation pour plusieurs modéles, dont celui de
Thorton (Model T) , le modéle de Vu-Quoc et des résultats obtenus d’une simulation par
éléments finis (FEA). Il y a une bonne concordance entre les résultats du modele de
Vu-Quoc et al (present model) et ceux de la simulation par éléments finis; cependant, le
modele de Thornton devient linéaire au-dela d’une certaine charge, ce qui méne a une

surestimation de I’énergie absorbée par le matériau.

1000 T -~
¥ i
+¥i s
90c- rrp = 07757 / i [
: jl “;Z/ , s ;
800 - Oy = 0.7965 i “/+/ L7 J
? - [/ o’ :
~ 700- erp = 0.5273 / :/ / e l’ .1
z i 7 L’ »
o so0r Py = 3645 N / A e M
g I :
2 500k / */ / - I ]
& /7T L
= Ve A :
£ 400} ) Vi - - Hertz
s o + ! FEA
Z 300k A , 4
/ ‘ — Present Model
’ I3
d
o 3
200t il ; Mode] T R
Ad # 1o Yield Point
/ ;
106 / -
& ,/
> .
o 72 . :
b 0.5 1 1.5 2 25
-
Normal Displacement « {m) x10

Figure 1.30 Force normale P en fonction de l1a profondeur de pénétration pour les modéles de Hertz,
Thornton et Vu-Quoc (Vu-Quoc, Zhang et Lesburg 2000)

1.8 Modélisation et simulation de la couverture

La couverture est un parameétre de suivi important pour le grenaillage mais elle est
difficile a mesurer. Il serait donc intéressant de pouvoir prédire sa valeur en fonction des
paramétres de grenaillage. Plusieurs essais expérimentaux seraient alors évités. Quelques
auteurs ont tenté I’expérience avec des approches statistiques ou par simulation d’un jet

de particules.
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L’approche statistique est évidemment la plus simple mais elle est aussi la moins
représentative du phénomene réel car elle fait intervenir plusieurs hypothéses
simplificatrices. Abyaneh (1996a) a adopté cette approche pour déterminer le
pourcentage de couverture résultant du grenaillage. Dans un premier temps, il suppose
que tous les impacts générent une empreinte de méme taille. Cette taille est initialement
connue et elle fait partie des données d’entrée du modele. Ceci suggere que la vitesse
d’impact et les dimensions des grenailles sont uniformes. En se basant sur un modéle
géométrique qui fait intervenir la superposition des empreintes, Abyaneh développe une
relation simple pour déterminer le pourcentage de la surface couverte par un impact, S,,
en fonction du temps, ¢, du rayon de I’empreinte, a, et d’'une variable qui représente le

taux d’impact par unité de surface par unité de temps 4, :
S-=l-expl-7a? A.t) (1.36)
La surface impactée » fois , S, , est obtenue a I’aide de la relation suivante :

at At

Sc,n = 1
n!

expl—ra® Aut) (1.37)

La variable 4, permet de tenir compte du débit massique. Méme si les équations 1.36 et
1.37 s’appliquent seulement pour une surface infinie, elles permettent d’analyser le
pourcentage de la surface qui a été impacté un nombre donné de fois et sont utiles pour
déterminer le nombre d’impacts moyen sur une surface lorsque la couverture complete

est atteinte.

Pour pallier au fait que le modele appliqué a une surface infinie ne permet pas
d’atteindre une couverture complete d’un point de vue théorique, Abyaneh (1996b ) a
ajouté a son modele une fonction qui divise la surface en deux zones rectangulaires
(Figure 1.31). La zone interne, limitée par le périmétre du rectangle interne, correspond
a la surface sur laquelle un impact produira une empreinte circulaire compléte. Dans la
zone externe, comprise entre le périmetre interne et le périmetre externe, au contraire,
seulement une partie de 1’empreinte circulaire d’un impact sera comptabilisée. Pour

simplifier le calcul, une région circulaire a été choisie (Figure 1.32). En développant les
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relations géométriques des régions internes et externes, la relation suivante est obtenue

pour calculer la couverture :
R—a , 2R.a-a> C
s &=t ) i-expl-nar e )b =g l-ex{ ~ate [ garar |t (138)

ou a est le rayon de I’empreinte, R, est le rayon de la région circulaire, ¢ est un
parametre géométrique.

Zone externe

Zone interne

Figure 1.31 Représentation schématique des deux zones partiellement couvertes du modéle
d’Abyaneh (1996)

Figure 1.32 Représentation géométrique de la méthode de calcul de couverture pour une surface
finie (Abyaneh, 1996)

Ce qu’il importe d’observer a ce point-ci est la différence dans le rapport de la
couverture pour une surface infinie et celle pour une surface finie; le rapport Ry/a
constitue le parameétre permettant d’apprécier cette différence. Les résultats montrent
qu’un rapport de 200 et plus est nécessaire pour pouvoir considérer le résultat de la

surface finie équivalent a celui de la surface infinie. Ce modele est trés simple
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d’utilisation mais il ne permet pas de tenir compte de I’effet de I’interaction entre les
grenailles, de la variation de la vitesse d’impact et de la taille des grenailles sur le

développement de la couverture.

Chardin, N’Guyen, Grillon et Jeandin (1995) ont choisi une approche basée sur les
probabilités et ’ont appliquée au grenaillage aux ultrasons. La fagon de modéliser le
probléme est différente de la précédente, mais les hypothéses de base sont les mémes.
Les résultats obtenus montrent que 1’hypothése de structure booléenne pour la répartition

des impacts est bonne.

L’approche par simulation est certes plus complexe mais, elle permet de tenir compte de
plus de paramétres et d’obtenir beaucoup plus d’information. Dans une étude sur
I’interférence des particules dans un jet d’air pour des applications de sablage ou de
décapage, Ciampini, Spelt et Papini (2003) ont réalis€ une simulation complete d’un jet.
Leur but était de déterminer, entre autres, 1’angle a conserver entre le jet et la surface a
traiter pour assurer un transfert d’énergie maximal et ainsi diminuer le temps de

traitement nécessaire.

Un jet de particules est simulé par la création aléatoire de particules sur une surface de
mémes dimensions que celles de la sortie d’une buse (Figure 1.33). La vitesse des
particules et leur direction peuvent étre ajustées pour bien représenter un jet réel. Les
particules sont dirigées vers une surface avec laquelle elles entrent en contact. Elles
peuvent aussi entrer en contact entre elles, de sorte que 1’interférence entre les particules

est prise en compte. Les contacts particule-particule et particule-surface sont modélisés
en faisant intervenir le coefficient de restitution dont la valeur dépend de la vitesse des
particules. Une relation basée sur la vitesse d’impact et les matériaux en présence peut
alors étre utilisée ou encore, une valeur constante peut étre appliquée. L’état de la
simulation est recalculé a chaque événement, un événement étant la génération d’une

particule, un contact particule-particule ou particule-surface. A chaque événement, la
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trajectoire des particules est recalculée et le temps correspondant au prochain événement
est déterminé. L’opération est répétée aussi souvent que nécessaire, jusqu’au temps de

calcul désiré.

Les résultats de cette simulation sont trés nombreux. Il est possible d’obtenir pour
chaque collision particule-surface : la position, la vitesse, ’angle et le temps auquel elle
a eu lieu. L’analyse subséquente de ces résultats permet d’évaluer un grand nombre de
parametres, ce qu’il n’était pas possible de faire avec les modeles statistiques ou
probabilistes. L’avantage principal est toutefois le fait de tenir compte de I’interférence

des particules entre elles, effet difficile & quantifier autrement que par simulation.

Lorsque les résultats de cette simulation sont combinés avec ceux d’un modele de taille

d’empreinte, la simulation peut servir a évaluer la couverture.

Surface .~

Figure 1.33 Paramétres du jet considérés dans la simulation (Ciampini, 2003)
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1.9 Conclusion et orientation du mémoire

Dans ce chapitre, des aspects importants du procédé de grenaillage ont été examinés, en
apportant une attention particuliére aux travaux sur la mise en forme par grenaillage.
Des résultats de travaux ont démontré la faisabilité d’une simulation du procédé de
formage par ¢€léments finis multicouches; dans cette approche, le profil des contraintes
résiduelles connues a été reproduit en imposant, soit un profil de température, soit un

profil de coefficient de dilatation thermique dans les €léments.

Les principaux mod¢les d’éléments finis explicites pour simuler les distributions de
contraintes résiduelles, suite a un ou plusieurs impacts, ont été présentés, en mettant en
évidence I'influence des paramétres importants de ces modeles sur les résultats des
simulations. Quelques approches, basées sur des relations empiriques, ont €t¢ proposées
afin de déterminer la répartition des paramétres de grenaillage, tels les moments et
forces internes, pour obtenir une géométrie désirée. Ces approches sont basées sur des

relations entre les paramétres de grenaillage et les rayons de courbure qui en résultent.

L’ensemble des travaux examinés a démontré les lacunes concernant la capacité de
simuler et de combiner toutes les étapes nécessaires a la réalisation du procédé de la
mise en forme par grenaillage. Dans le but de pallier le manque actuel des connaissances
dans le domaine, un processus de simulation complete du procédé de mise en forme par
grenaillage est proposé. Le schéma de la Figure 1.34 illustre les principales étapes du
processus. Ces étapes sont : la simulation des contraintes résiduelles, la simulation de
I’effet de formage, le calcul de la répartition des paramétres de grenaillage (moments et
forces) et le calcul de la géométrie initiale plane en fonction des parametres de
grenaillage. Cette derniére étape est primordiale pour minimiser les essais

expérimentaux nécessaires avant d’entreprendre un cycle de production.

Dans un premier temps, des informations concernant la géométrie désirée sont

nécessaires. Ces informations proviennent généralement du département de conception
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et comprennent les dimensions, les épaisseurs, le matériau et les tolérances de
fabrication a respecter. Il faut également disposer d’une banque de données sur le profil
des contraintes résiduelles induites par grenaillage dans une plaque d’épaisseur infinie.
Dans ce projet, cette banque de données des distributions de contraintes résiduelles en
fonction des conditions de grenaillage sera constituée a partir des résultats de la
simulation d’impacts a 1’aide du logiciel d’éléments finis explicites LS-Dyna; ceci fera
I’objet du chapitre 2. Ces informations serviront ensuite a la mise en ceuvre du procédé
illustré a la Figure 1.34, en permettant d’établir les limites du procédé de formage par
grenaillage et de calculer les forces et les moments internes correspondant a 1’épaisseur

de la piéce a former.

La caractérisation du procédé de grenaillage aux ultrasons Stressonics® sera faite au
chapitre 3 dans le but de déterminer les vitesses moyennes d’impact des particules en
fonction de I’amplitude de vibration de la sonotrode. Le développement de la couverture
sera également calculé a 1’aide d’une simulation tridimensionnelle du mouvement des
particules dans la cavité de grenaillage. Les résultats des essais de formage par

grenaillage obtenus permettront de valider le processus de formage proposé.

Un modéle d’éléments finis quasi-statique pour simuler le formage sera développé a
partir d’une géométrie plane, a 1’aide du logiciel Ansys Mechanical®; les éléments
multi-couches serviront a appliquer les modéles présentés dans la revue bibliographique.

Les détails de cette simulation sont décrits au chapitre 4.

Connaissant la forme finale désirée et les valeurs des forces et des moments internes dus
au grenaillage, il est possible de déterminer les dimensions initiales que doit avoir la
piece (géométrie plane initiale) avant d’entreprendre les étapes de formage. Les
fonctions d’optimisation d’Ansys seront mises & profit pour minimiser la différence

entre la géométrie désirée et la géométrie obtenue suite a la simulation de formage; le
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processus d’optimisation sera réalis€ en corrigeant les valeurs initiales des moments et

des forces appliqués. Cette étape du projet fait I’objet du Chapitre 5 .

Données de forces et / Géométrie
moments en fonction finale désirée

des parameétres de (forme et
grenaillage (Chapitre 2) dimensions)

-Simulation du Formage.
géométriques chapitre 4 -
{dimensions,

forme)

A

Répartition des paramétres de
grenaillage par zone {chapitre 5)

Géométrie
inittale plane
{chapitre 5)

Figure 1.34 Processus de simulation compléte de la mise en forme par grenaillage
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CHAPITRE 2 - DISTRIBUTION DES CONTRAINTES
RESIDUELLES A L’AIDE D’UN MODELE D’IMPACT PAR

” ”

ELEMENTS FINIS DYNAMIQUES

2.1 Introduction

Trois approches sont actuellement disponibles pour évaluer les contraintes résiduelles
dues a un traitement de grenaillage. L’approche par mesure expérimentale est
certainement la plus fiable mais aussi la plus coliteuse en termes d’équipements et de
temps. Elle doit étre évitée le plus souvent possible. L approche théorique, basée sur le
comportement du matériau, est la plus rapide une fois le modele développé et validé. Le
modele de ’ENSAM décrit a la section 1.5.1, a été validé pour des cas typiques de
grenaillage de précontrainte a faible intensité. Son application a des intensités élevées,
telles que celles nécessaires a la mise en forme, serait hasardeuse. L’approche restante,
la simulation d’impacts par €léments finis, se situe entre les deux autres au niveau du
temps d’application. Elle a €té retenue et ce chapitre est un résumé des étapes qui ont
men¢ a une simulation représentative de la réalité. Le but recherché n’est pas d’obtenir
une solution exacte, mais plutét un modele qui permet d’observer I’effet des paramétres

de grenaillage sur les contraintes résiduelles.

Un modeéle axisymétrique a d’abord été développé pour étudier les paramétres globaux
de la simulation d’un seul impact. Ce modéle a ensuite servi a développer une version en
trois dimensions pour la simulation d’un seul impact. L’agrandissement de ce dernier a
permit la simulation de plusieurs impacts a différents endroits, situation représentative
du traitement réel. Tous les calculs ont été faits a I’aide du code d’éléments finis LS-

Dyna®.
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A 1a fin de ce chapitre, un ensemble de profils de contraintes résiduelles sera connu dans
le but de I’'intégrer au processus de simulation compléte de la mise en forme par
grenaillage €noncé au chapitre précédent. Ces profils serviront également a valider, a
’aide d’essais expérimentaux de formage par grenaillage, la justesse de la combinaison
de la simulation des contraintes résiduelles par €léments finis dynamiques et de la

simulation de la mise en forme par éléments finis quasi-statiques (chapitre 4).

2.2 Modéles pour la simulation d’impact simple

En premier lieu, un modéle axisymétrique a été développé pour analyser I'influence des
parametres généraux du modele sur les distribution des contraintes résiduelles calculées
a ’aide d’éléments finis. Les effets du maillage, la loi de comportement du matériau,
I’effet du coefficient de frottement et du coefficient d’amortissement ont ainsi pu étre
étudiés sur un modele de taille restreinte. Les temps de calcul sont énormément réduits
comparativement & un modéle complet. Un modéle tridimensionnel a ensuite été

développé et validé a I’aide des résultats du modele axisymeétrique.

2.2.1 Modéle axisymétrique

La géométrie du modéle axisymétrique est illustrée a la Figure 2.1. La pi¢ce impactée
est un bloc circulaire de rayon L,, et de hauteur H,,. Ses dimensions ont ét¢ déterminées
en fonction de la disponibilité des grenailles sur le marché et des résultats de I’étude de
Meguid, Shagal, Stranart et Daly (1999). Ainsi, le diame¢tre de la bille a initialement été
fixé a 1,8 mm. Un diamétre plus €levé est souhaitable pour des applications de mise en
forme mais, au moment d’effectuer les simulations, aucun des fournisseurs contactés ne
pouvait garantir I’approvisionnement en grenailles de plus de 1,8 mm. Meguid, Shagal,
Stranart et Daly (1999) ont suggéré de fixer les dimensions du bloc en fonction du rayon
de la bille R, dans les proportions suivantes : H,=4 R et L,,=5 Ry a 7 R,. Les dimensions

finalement choisies sont : H,,=9 mm (10 Rp) et L,~=4,5 mm (5R;).
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Figure 2.1 Géométrie du modéle axisymétrique

Le maillage du bloc a été divisé en deux zones. La surface directement sous le point de
contact (zone 1) a ét€¢ maillée avec des éléments axisymétriques PLANE162 a quatre
nceuds, de maniére structurée. C’est dans cette zone que les contraintes résiduelles se
développent. Le maillage y est donc assez raffiné. Les éléments ont la méme dimension
dans les deux directions. Les dimensions de la zone sont initialement fixées a : /,=0,9
(Rp) et h,=1,8 (2 Rp) par comparaison a partir des distributions de contraintes de la
littérature. La zone 2 est maillée de maniere aléatoire avec le méme type d’élément.
Cette partie du bloc ne sert que de support pour les ¢léments de la zone 1. Il n’est donc
pas nécessaire d’y avoir un nombre élevé d’éléments, ce qui ne ferait que ralentir les
calculs. La bille est maillée de maniére aléatoire avec le méme type d’éléments. La taille
des éléments y est la méme que celle des éléments de la zone 1 pour maximiser la

compatibilit¢ lors du contact. Afin d’empécher les déplacements rigides, la surface
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inférieure du bloc (y = -9 mm) est contrainte dans la direction y uniquement. Tous les
essais ont ¢été réalisés pour une bille se déplagant a une vitesse de 50 m/s. Il s’agit d’une
vitesse élevée pour le procédé aux ultrasons mais, elle est typique du grenaillage
conventionnel. Ce choix de vitesse permet de développer un modele qui pourra étre
appliqué a d’autres procédés. Une réduction subséquente de la vitesse dans les

simulations ne devrait pas affecter les résultats.

Effet des caractéristiques du maillage

Une étude de convergence a €té réalisée pour déterminer la taille optimale des éléments
dans les deux zones. Comme point de départ de 1’étude, une loi de comportement
bilinéaire & écrouissage cinématique a été choisie pour caractériser le matériau du bloc
alors qu'un comportement linéaire élastique a été€ choisi pour le matériau de la bille.
Cette combinaison est souvent citée dans la littérature et elle a été jugée adéquate pour
I’analyse préliminaire. Une étude sera faite a la fin du chapitre pour déterminer la
combinaison a adopter pour le présent projet. La taille des éléments de chacune des
simulations est présentée au tableau 2.1 et la variation de la contrainte résiduelle dans la
direction x est montrée a la Figure 2.2. Ces valeurs ont été calculées directement sous le

point d’impact. Les propriétés des matériaux sont données au tableau 2.2.

I1 est considéré que la convergence des résultats est atteinte a 1’essai #08. Les résultats
de plusieurs essais s’approchent de cette solution sur la presque totalité de la profondeur
étudiée mais, dans les zones critiques (entre O et 0,2 mm, entre 0,4 et 0,6 mm et autour
de 1 mm de profondeur), les résultats des essais #05 et #07 suivent mieux la courbe #08.
Cecs essais se démarquent des autres tout en exigeant des temps de calculs raisonnables.
Cependant, les résultats de 1’essai #05 suivent mieux la courbe #08 que les résultats de
I’essai #07. Malgré le fait qu’il nécessite deux fois plus de temps de calcul, le maillage
de I’essai #05 est retenu. 11 est également intéressant de noter que les essais #03 et #06

ont été réalisés avec la méme taille d’élément, la différence étant que la dimension /,,
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(Figure 2.1) était de 1,35 mm (1,5 R;) pour I’essai #06 au lieu 0,9 mm pour 1’essais #03.
La courbe #03 n’apparait pas sur la figure car elle est située directement en-dessous de la
courbe #06. La dimension /,=0,9 mm a ¢t¢é jugée suffisante. La contrainte étant nulle a

une profondeur de 1,8 mm, la dimension hy, a aussi été jugée suffisante.

2,00E+02

1,00E+02 -

0,00E+00

-1,00E+02

-2,00E+02 |

-3,00E+02

Contrainte, o, (MPa)

-4,00E+02 + -

-5,00E+02 |

-6,00E+02 §-- -

-7,00E+02

Profondeur, y (mm)

Figure 2.2 Effet du maillage sur les contraintes en direction x sous le point de contact en fonction de
la profondeur



Tableau 2.1 Tailles des éléments pour I’étude de convergence du modéle axisymétrique
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#Simulation 01 02 03 04 05 06 07 08
Zone 1 et bille (mm) 0,2 0,1 0.05 0,05 0.025 0,05 0,035 0,012
Zone 2 (mm) 0,5 0.5 0.5 0,25 0,25 0.5 0.5 0,05
Temps de calcul (s) 8 23 57 75 514 73 257 2700
Tableau 2.2 Propriétés des matériaux (Matweb, aoiit 2004)
Propriété Matériau E(GPa) | p(g/em’) v S, (MPa) E, (GPa)
Bloc Al 7075-T6 71,7 2,81 0,33 503 3.3
Bille AISI 1070 205 7,85 0,29 - -

Effet de 1a loi de comportement des matériaux

La loi de comportement du matériau est un parametre trés important de la simulation.
Elle doit représenter le plus fidélement possible le comportement réel des matériaux en
présence. Le modele axisymétrique, méme s’il ne permet pas de faire un choix définitif,
permet d’apprécier les différences dans les réponses du bloc selon la loi de
comportement appliquée. Les propriétés de la bille sont celles données au tableau 2.2,
qu’elle soit rigide ou élastique. Les lois de comportement étudiées ont €té choisies en se
basant sur les €tudes déja publiées et décrites a la section 1.5.2. Elle seront expliquées
plus en détails au Chapitre 3. Le tableau 2.3 présente les caractéristiques du
comportement du matériau de la bille et du bloc et la valeur des paramétres utilisées
pour chaque simulation. La quatriéme colonne du tableau indique 1’équation
correspondant a la loi de comportement du matériau qui sert a calculer la limite
élastique. Ces équations sont :
Sy=0,+PEpel;

(loi bilinéaire)

2.1)
(2.2)

Sy=keugv (plasticité exponentielle)

Sy =[1+%)}; }ao +PErel; ) (loi de Cooper-Symonds) 2.3)

Lorsque ces relations sont utilisées dans un calcul par éléments finis, la valeur de Sy

correspond au rayon de la surface d’écoulement dans un systéme défini par les axes des
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contraintes principales o;, o> et o3 (critére de von Mises). La variable § permet de
combiner I’écrouissage cinématique et isotrope. Une valeur de £ égale 4 un correspond &
un écrouissage isotrope (le rayon de la surface d’écoulement augmente) alors que la
valeur zéro correspond a I’écrouissage cinématique (la surface d’écoulement se déplace
mais son rayon demeure constant). Dans 1’équation 2.1, oy est la limite d’écoulement
quasi-statique et €’.¢ est la déformation plastique effective.Dans 1’équation 2.2, ¢ est la
déformation effective, £ le taux de déformation et &, une constante liée a la température.
Dans la relation 2.3, C et p sont des constantes. La Figure 2.3 illustre la variation des
résultats obtenus pour la contrainte résiduelle o, en fonction de la profondeur, sous le

point d’impact, en utilisant les propriétés des matériaux données au tableau 2.3.

Tableau 2.3 Propriétés des matériaux du bloc et de la bille

Bloc
#Essai | Bille . E, P oy E,
Nom Eq-1 (GPa) (@em®) | | (MPa) (GPa)
. . Cinématique
05 | Elastique bilincaire, = 0 211 71,7 2,81 0,33 503 3,3
.. Cinématique
09 Rigide bilindaire, = 0 2.1 71,7 2,81 0,33 | 503 33
: . Cinématiquc
10 | Elastique bilindaire, f= 0 2.1 71,7 2,81 0,33 [ 503 0
.. Cinématique
11 Rigide bilincaire, f= 0 2.1 71,7 2,81 0,33 | 503 0
12 | Elastique ‘S"""P;Z"I'“““”’ 210 717 | 2,81 |033 | 503 3,3
.. Cinématique
13 Rigide bilinéairc, A= 1 2.1 747 2,81 0,331 503 33
14 Rigide | Bilinéairc, §=0,5 [ 2.1 | 71,7 2,81 0,33 | 503 3.3
E P k E,
Nom (GPa) | (glem’) | ¥ | MPa) | * ¥ | (GPa)
Rate Scnsitive
15 Rigide Power Law 22| 71,7 2,81 0,33 | 308,5 | 0,068 | 0,144
Plasticity
E, Pr E.,
Nom (GPa) | (gem’) | % ¢ P | (GPa
Isotrope bilindaire,
70 Rigide f=1 Cooper- 2341 71,7 2,81 0,33 65880 | 3,685 33
Symonds
Cinématique
71 Rigide bilincaire, =0 | 2.3 | 71,7 2,81 0,33 65880 | 3,685 33
Cooper-Symonds
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Rouhaud et Deslaef (2002) ont investigué I'influence de la rigidité de la bille sur les
contraintes résiduelles induites. Pour les conditions simulées, ils concluent que plus la
vitesse d’impact est grande, plus la rigidité de la bille a une influence importante sur la
distribution des contraintes résiduelles. Ils observent également que I’influence de la
rigidité de la bille augmente avec le rapport rigidité du bloc/rigidité de la bille. Etant
donné que les conditions simulées par ces auteurs sont différentes des conditions
typiques du procédé aux ultrasons, cet aspect a dii €tre investigué. Des simulations ont
¢té réalisées en paires, c’est-a-dire pour trois lois de comportement différentes, en ne
changeant que la rigidité¢ de la bille. Les résultats des paires d’essais 05-09, 10-11 et 12-
13 montrent clairement que les billes peuvent étre modélisées avec un matériau rigide,

sans perte significative d’information pour les conditions de cette étude.

Schwarzer, Schulze et Vohringer (2003) ont observé que le module tangent de la plaque
(E,p) était un parametre ayant une grande influence sur le résultat du grenaillage. Les
résultats (Figure 2.3) pour les essais 05 et 10 en font la preuve. Les auteurs ont
également souligné que le mécanisme d’écrouissage n’avait qu’une influence mineure
sur les résultats. Les différences entre les courbes 09 (écrouissage cinématique), 13
(écrouissage isotrope) et 14 (combinaison des deux mécanismes) montrent plutét un
effet majeur dans la distribution des contraintes résiduelles induites. Entre autres, la
profondeur a laquelle la contrainte est maximale et la valeur de la contrainte légérement
sous la surface varient énormément selon le type d’écrouissage considéré. L’étude des
auteurs était ‘cependant basée sur la simulation de plusieurs impacts. Cet aspect sera
donc étudié plus en profondeur a I’aide d’un modéle tridimensionnel pour la simulation

d’impacts multiples. Les résultats obtenus ici sont cependant conformes aux

observations de Rouhaud, Ouakka, Ould, Chaboche et Fran¢ois (2005).

Le dernier paramétre dont 1’influence a été étudiée est le taux de déformation (£). Les
simulations ont été effectuées en considérant deux lois de comportement qui sont

mentionnées dans la littérature. La premiére est la loi de plasticité exponentielle isotrope
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représentée par 1’équation 2.2 (courbe 15, Figure 2.3). La deuxiéme loi est une loi
d’écrouissage bilinéaire typique a laquelle est ajoutée la relation de Cooper-Symonds
pour tenir compte du taux de déformation (équation 2.3, courbes 70 et 71, Figure 2.3).
La relation de Cooper-Symonds permet d’ailleurs de chotsir I’écrouissage cinématique
ou isotrope. Elle a aussi I’avantage de n’ajouter qu'un facteur multipliant la contrainte
d’écoulement pour tenir compte du taux de déformation. Il est donc possible de
quantifier ’effet du taux de déformation en comparant, par exemple, les courbes 09 et
71 ou encore les courbes 13 et 70. Il apparait clairement que le taux de déformation est

un parameétre dont il faut tenir compte dans la simulation du grenaillage.

200,0
100,0 4=+ - o e e e Y N
‘ é
0,0 ; - :
2 0,4 ol6 8 f 1 1,2 1/4 1/6 1/8 :
-100,0 1 — B e
T | |
% Q ‘ 05
= -200,0 > 09
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g Vo i -—-10
£ 00 (TN |8 -
e 1 A I - B B 12
s ‘\ ‘ 1 f d - .- :
o \ o\ / 13
-400,0 . —-—-14
\ \ A —- 15
\ :
| . —— o — 70 H
-500,0 - \‘ X X : — e —71"
6000 4 | RIS Y B P
-700,0
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Figure 2.3 Effet de la loi de comportement du matériau de la bille et du bloc sur la distribution de la
contrainte résiduelles o, sous le point de contact en fonction de la profondeur
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Toutes ces observations ne sont toutefois que qualitatives et elles ne permettent pas de
tirer des conclusions formelles quant au choix a faire concernant la loi de comportement
du matériau du bloc. Les études basées sur le modele axisymétrique sont donc
poursuivies avec la loi d’écrouissage cinématique pour étudier ’influence du coefficient
d’amortissement et du coefficient de frottement. Le modele tridimensionnel & impacts

multiples servira a faire un choix définitif sur le modele d’écrouissage.

Effet du coefficient d’amortissement

La Figure 2.4 montre la variation du déplacement vertical u, en fonction du temps
pendant et aprés 1’impact (la partie de droite est un agrandissement de la partie de
gauche), calculé au nceud situé directement sur le point d’impact initial. Les éléments ne
sont pas stables aprés 1’impact et si aucun mécanisme d’amortissement n’est intégré au
modele, les vibrations continueront tant que les calculs ne seront pas arrétés. Ces
vibrations peuvent étre relativement importantes. La courbe 26 indique que des
variations de = 0,025 mm (environ + 5%) peuvent se produire dans le temps; par
exemple, si les calculs avaient été arrétés apres 0,027 ms, le déplacement final du nceud

aurait ét¢ différent de 0,042 mm soit pres de 10% de la valeur mesurée a 0,03 ms.

Deux mécanismes d’amortissement sont disponibles dans le code d’éléments finis LS-
Dyna®. Le mécanisme d’amortissement rigide (stiffness damping, coefficient f,) agit
principalement sur les hautes fréquences alors que le mécanisme d’amortissement par la
masse (mass damping, coefficient a,) agit sur les basses fréquences. Meguid, Shagal et
Stranart (2002) ont propos€ des relations simples basées sur la vitesse de propagation

des ondes dans les matériaux pour évaluer les paramétres o, et 3.

Pua=2x10"°/s (constant) 24

RE,
z(Hm = ]g 2.5)
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La valeur de a, dépend de la fréquence modale minimale du modele (le terme entre
parenthéses de 1’équation 2.5), calculée en fonction de la hauteur 4,,, et du parametre
d’amortissement modal £ Selon les auteurs, une valeur de £ = 0,5 est adéquate pour
amortir rapidement les vibrations de basses fréquences. E, et p, sont les propriétés du
bloc. Pour le modéle axisymétrique, cette équation donne une valeur de 7,9 x 10°/s pour

a,.

Tableau 2.4 Résumé des paramétres d’amortissement

#Essai 26 27 28 29 30 31
a,/s 0 0 100 1000 250 500
B, /s 0 2,0x10° 2,0x10” 2,0x10° 2,0x10° 2,0x10°

0,01 0,015 0,02 0,025 0,03
1,00E-02 - -5,40E-02
0,00E+00
-5,50E-02
-1,00E-02
-2,00E-02 1 -5,60E-02 4
-3,00E-02 \
3 T
E -4,00E-02 E -570E-02
3
-5,00E-02 |-}~
-5,80E-02 A
-6,00E-02 -
-7.00E-02 1 -5,90E-02 1 -
-8,00E-02 | M- - - e
-9,00E-02 : -6,00E-02
Temps (ms) Temps (ms)

Figure 2.4 Déplacement vertical du point d’impact sur le bloc en fonction du temps, effet des
parameétres d’amortissement

Outre les valeurs des coefficients, il est aussi important de déterminer le temps opportun
pour I’application de I’amortissement. Il ne doit pas étre appliqué durant I’'impact pour

ne pas augmenter artificiellement la rigidité de 1’ensemble. Il a donc ét¢ décidé de
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I’appliquer immédiatement apres la fin du contact. Pour les simulations dont les résultats
sont présentés a la Figure 2.4, I’amortissement commence apres 0,007 ms, pour atteindre

sa valeur maximale apres 0,008 ms.

Le tableau 2.4 résume les valeurs des parametres d’amortissement appliqués pour
chacun des essais. La valeur calculée a ’aide de I’équation 2.5 doit étre divisée par 1000
pour étre conforme au systeme d’unités utilis¢ dans les simulations. En se servant de la
courbe 26 comme référence (directement sous la courbe 27), I’amortissement idéal a pu
&tre choisi. A 1’aide de I’équation 2.5, les simulations ont été effectuées avec une valeur
de a, variant entre 0/s et 1000/s. Si une valeur de a, = 1000/s semble sur-amortir les
vibrations, une valeur de a, = 500/s a été suffisante. Cette valeur est toutefois inférieure
a celle proposée par Meguid, Shagal et Stranart (2002). Il a été jugé préférable d utiliser
une valeur inférieure pour éviter un sur-amortissement qui modifierait les résultats, par

rapport a la réalité.

Effet du coefficient de frottement

Une étude de ’effet du coefficient de frottement a été effectuée par Meguid, Shagal et
Stranart (2002). Le but ici n’était pas de répéter leurs calculs, mais plutét de valider la
réponse du modele axisymétrique. Le coefficient de frottement statique u;, a donc été

varié entre 0 et 0,5. Le coefficient de frottement global 4 suivant une loi de Coulomb :
p=pig s —pa (2.6)

En fixant le coefficient de frottement dynamique 4, a zéro, de méme que les exposants ¢
et v, le frottement global devient équivalent au frottement statique. Les valeurs des
coefficients de frottement appliquées pour chaque simulation sont présentées au tableau
2.5. La Figure 2.5 illustre la variation de la contrainte résiduelle o; en fonction de la

profondeur directement sous le point d’impact.



835

200,0

100,0 - -

0.0

-100,0

-200,0

-300,0 {

Contrainte, o, (MPa)

400,0 f-m - g

-500,0 {

-600,0 { -

-700,0
Profondeur, y (mm)

Figure 2.5 Effet du coefficient de frottement sur la variation de la contrainte résiduelle o, en
fonction de la profondeur, évaluée sous le point de contact

Les résultats sont comparables a ceux obtenus par Meguid, Shagal et Stranart (2002). Il
y a une grande variation de la contrainte prés de la surface pour des coefficients allant de
0 a 0,1. Au-dela de cette valeur, les variations sont minimes, voire négligeables. Les
résultats démontrent clairement qu’il est nécessaire de tenir compte du frottement dans
une étude du grenaillage. Basé sur ces résultats, un coefficient de frottement de 0,1 sera
utilisé pour toutes les simulations de cette étude. Meo et Vignjevic (2003) ont également

choisi cette valeur pour leurs simulations.



Tableau 2.5 Coefficients de frottement
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#Essai

31

37

38

39

40

41

7]

0

0,1

0,2

0,3

0.4

0,5

2.2.2 Modele en tridimensionnel

A partir des informations recueillies a4 I’aide du modeéle axisymétrique, un modéle
tridimensionnel a été développé pour la simulation d’un seul impact. Une étude de
convergence a d’abord été réalisée pour s’assurer que les résultats obtenus étaient
conformes a ceux du modele axisymétrique. Par contre, I’augmentation considérable des
temps de calcul a nécessité certaines simplifications au modele. Cette section est une
description des mesures qui ont été prises pour réduire la taille du modéle

tridimensionnel.

La premiére de ces mesures a été de modéliser uniquement un quart du modele complet
comme illustré a la Figure 2.6. Deux plans de symétrie ont été utilisés. Cette solution, tel
que mentionné au Chapitre 1, permet de diminuer énormément les temps de calcul tout
en minimisant les effets pervers, entre autres de retour d’ondes, associés aux plans de
symétrie. Des conditions de symétrie ont donc été appliquées aux plans x=0 et z=0. Pour
empécher les déplacements rigides, la surface inférieure du bloc (y=-9 mm) a été
contrainte dans la direction y uniquement, de la méme fagcon que pour le modele

axisymétrique.

Caractéristiques du maillage de la bille

Dans un premier temps, le maillage de la bille utilisé pour le mode¢le axisymétrique a été
modifié. Pour diminuer le nombre d’éléments, I’intérieur de la bille a été maillé avec des
¢léments grossiers alors que la surface a été maillée avec de petits éléments. Dans les

deux cas, les éléments sont tétraédriques de type SOLID164.
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Caractéristiques du maillage du bloc

Le maillage du bloc est également formé d’éléments SOLID164. La géométrie est
similaire a celle du modéle axisymétrique. Une zone raffinée directement sous le point
d’impact est formée d’éléments briques a huit nceuds (zone 1) alors que la zone 2 est
formée d’éléments tétraédriques. Les éléments sont linéaires parce que LS-Dyna® ne
permet pas l'utilisation d’éléments quadratiques. Le nombre d’éléments total étant trés
élevé, les temps de calcul le sont également. Par exemple, pour des éléments cubiques
ayant un c6té de 0,05 mm de long dans la zone 1 et de 0,5 mm dans la zone 2, le calcul a
nécessité environ 16 minutes, 16 fois plus que pour un maillage similaire en deux

dimensions. y

Zone |

Figure 2.6 Géométrie du modéle tridimensionnel

Pour réduire le nombre d’éléments, tout en maintenant une taille suffisamment petite
pour obtenir des résultats satisfaisants, un maillage de transition a été choisi. Ce type de
maillage permet d’avoir des éléments plus petits dans la région de la zone 1 ou il y a

contact et des éléments plus grossiers plus loin du point d’impact, tout en ayant des
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¢léments briques. Le changement de taille des éléments se fait graduellement, ce qui ne

cause pas de problémes liés aux changements brusques de taille d’éléments. La Figure

2.7 1llustre le type de transition choisi parmi les options offertes par le code LS-Dyna®.

N1 = NS {hidden)

=Nt1w=a

N2 = N0 (hidden)

=Ni2=b
N3=a+c
N4 = b+

N5 (hidden) = N&

=N8=d
NT=c+d

For example:
ar2,b=3
c=4,d=3

N1=NI=N11=2
N2=N10=N12=3

N3=¢
N4=7

N5=N6=N8 =3

N7=7

o=z

f

-IO‘t
Il"
I

.=
1

i
O
g‘iz{'

|
B

|

Figure 2.7 Maillage de transition de la zone 1 du bloc (LS-Dyna User’s manual, 2004)

Les paramétres a, b, c et d sont variés afin de trouver la combinaison la plus appropriée.

Le tableau 2.6 montre les combinaisons choisies pour chaque simulation. Elles ont été

choisies de fagon a obtenir des éléments dont la forme se rapproche le plus possible de

celle du cube et dont la longueur du c6té a une taille similaire a celle choisie pour les

¢léments du modele axisymétrique, soit 0,025 mm pres du point d’impact. La Figure 2.8

illustre la variation de la contrainte résiduelle o, directement sous le point d’impact en

fonction de la profondeur. Le maillage de ’essai #3D 04 est considéré comme €tant

celui qui conduit & une solution convergée. Pour un temps de calcul d’environ 40

minutes par rapport a 35 pour ’essai #03, la courbe suit mieux celle du modéle

axisymétrique (2D 05). Cette configuration est conservée pour la suite des simulations.

Tableau 2.6 Taille des éléments pour I’étude de convergence-du maillage tridimensionnel (en mm)

Bille Bloc Temps de
AEssai Surface Intérieur Zone 1 Zone 2 ?ﬁ:lc:)l
2D 05 0,025 0,025 0,025 0,25 9
3D 01 0,05 0,2 0,05 0,5 16
- a b [ d - -
3D 02 0,025 0,4 9 9 9 27 0,5 22
3D 03 0,025 0.4 4 36 27 4 0,5 35
3D 04 0.025 0.4 9 36 27 9 0,5 40
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Figure 2.8 Résultats de I’étude de convergence pour le maillage tridimensionnel

2.3 Modeéle tridimensionnel pour Ila simulation d’impacts
multiples

La simulation de plusieurs impacts améne trois nouveaux parametres importants. Le

nombre d’impacts a simuler au méme endroit, la distance entre les impacts et le nombre



90

total d’impacts. Le fait de réaliser tous les essais expérimentaux a couverture compléte
réduit énormément le nombre de combinaisons possibles de ces paramétres. Cette
section décrit les €tudes réalisées pour pouvoir déterminer les valeurs a attribuer a ces
trois parametres, pour chacune des conditions de grenaillage étudiées. Sans toutefois
nécessiter des modifications majeures aux modeles, les simulations d’impacts multiples

ont amené quelques changements dans la géométrie des zones de maillage du bloc.

Puisque I’ajout de billes entraine une augmentation considérable de la taille du modéle,
le maillage des billes a également été modifié afin de diminuer le nombre d’éléments.
Plut6t que des éléments solides, des éléments coques (SHELL163) ont été utilisés. La
sphére étant rigide, ceci ne change en rien les résultats si I’inertie de la bille est bien
définie. Des essais ont été réalisés pour comparer les deux types de maillage : éléments
solides et éléments coques. Les profils de contraintes résiduelles obtenus sont identiques.
Les éléments coques doivent cependant étre suffisamment épais pour éviter des
problémes liés au contact. L’épaisseur minimale est calculée en fonction de la vitesse
d’impact et du pas de calcul du logiciel d’éléments finis (time step) de sorte que la
pénétration des nceuds du bloc dans 1’élément coque ne dépasse pas la mi-épaisseur. Des
détails concernant I’algorithme de contact et le pas de calcul sont donnés a I’annexe A.
L’algorithme de contact et le pas de calcul des simulations démontrent qu’une épaisseur

de 0,001 mm est suffisante.

Le probléeme d’hourglass mentionné au chapitre 1 n’était pas apparu pour les simulations
d’un seul impact. Par contre, comme le montre la Figure 2.9, I’énergie associée au
phénoméne Hourglass (courbe D) devient importante lorsque plusieurs impacts sont
simulés. Le rapport énergie Hourglass/énergie interne ne doit pas dépasser 10% (LS-
Dyna user’s manual, 2004). La solution adoptée a ce point-ci de I’étude est de faire les
calculs en utilisant I’intégration complete (plusieurs points d’intégration), 1’option par
défaut de code LS-Dyna étant I’utilisation d’un seul point d’intégration au centroide de

chaque élément. L’intégration compléte élimine totalement le probléme d’Hourglass en
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enrayant la possibilité de développement de ces modes de déformation a énergie nulle.
L’augmentation des temps de calculs est considérable, mais non critique. Une
comparaison entre les résultats obtenus avec et sans ’option d’intégration compléte a
montré des différences de moins de 2% entre les deux profils de contraintes résiduelles.

16 3D SATURATION TEST 10M/S
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Figure 2.9 Exemple d’énergies du modéle tridimensionnel sans contréle d’hourglass en fonction du
temps (5 m/s impacts a 50 m/s)

2.3.1 Effet du nombre d’impacts au méme point (saturation)

Essentiellement, la simulation de plusieurs impacts au méme point ne nécessite aucune
modification au modele tridimensionnel détaillé a la section 2.2.2 mis a part I’ajout de
billes. Les billes sont espacées dans la direction y en fonction de la vitesse de sorte que
les contacts aient lieu les uns apres les autres, sans aucune superposition. La Figure 2.10
montre les résultats des essais pour dix impacts a 50 m/s sur un bloc en alliage
d’aluminium 7075-T6, modélisé suivant une loi d’écrouissage cinématique. Il apparait
clairement qu’au-dela du sixiéme impact, les contraintes résiduelles demeurent
inchangées. 1l est donc inutile de simuler plus de six impacts au méme endroit dans ces
conditions. Une autre simulation pour laquelle le bloc d’aluminium était cette fois
modélisé selon une loi d’écrouissage isotrope, a également montré une saturation a partir

du sixiéme impact.



200,0
100,0 {-- Ao
0,0 - "
114 1l6 1
. -100,0 } -§ - ]
[¢]
a
=3
5 2000 SX1IMP |
£ — — —sX2IMP
s F 0 \\vwN /Il aE SX 3 IMP
S 3000 —-—-SX4IMP |
' — - - —SX5IMP
—%—SX 6 IMP
400.0 —+—SX7IMP _|
’ --a-- SX8IMP
— & -SX9IMP
-500,0 — @& —SX10IMP |
-600,0

Profondeur, y (mm)

Figure 2.10 Saturation du matériau a une vitesse d’impact de 50 m/s

Tableau 2.7 Nombre d’impacts a saturation en fonction de la vitesse d’impact

92

Vitesse (m/s)

10

30

50

Nb. d’impacts a saturation

5

6

Toutefois, si le nombre d’impacts

S\

a

saturation est indépendant du mécanisme

d’écrouissage, il dépend cependant de la vitesse d’impact. Le tableau 2.7 donne le

nombre d’impact a saturation obtenu a partir de simulations effectuées avec différentes

vitesses d’impact.




93

2.3.2 Effet de la distance entre les points d’impact

L’évaluation de la distance adéquate entre les impacts pour réaliser une couverture
complete implique un élargissement de la zone 1 du bloc. En plus de I’ajout de billes, la
dimension /,,; (Figure 2.6) doit étre augmentée pour permettre aux nouvelles billes de

frapper une zone de maillage raffiné. La Figure 2.11 illustre le modéle modifié.

- L.,
< .1

Y

Figure 2.11 Géométrie du modéle pour I’étude de la distance d’influence

Meguid, Shagal et Stranart (2002) ont fait une étude assez détaillée de I’effet de la
distance entre les impacts sur la distribution des contraintes résiduelles. Par contre, les
distances étudiées impliquaient toujours une couverture incompléte. Puisqu’une des
hypothe¢ses de base de la présente étude est de toujours considérer une couverture
complete, le choix de la distance d’impact ne peut donc pas étre basé sur les travaux de

ces auteurs. Une facon conservatrice de déterminer la distance entre les impacts serait de
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s’assurer d’avoir, hors de tout doute, une couverture compléte pour toutes les vitesses
simulées. Il a été décidé de fixer la distance entre les impacts a une valeur correspondant
au rayon de I’empreinte développée par un impact. La couverture compléte est alors

garantie.

L’autre variable a déterminer est la distance d’influence d’un impact. Autrement dit,
jusqu’a quelle distance du point central un impact a-t-il une influence sur les contraintes
résiduelles induites sous ce point central? Des simulations ont été réalisées pour
quantifier cette distance. Cinq impacts ont été simulés. La distance des points d’impact,
par rapport au centre du bloc est donnée au tableau 2.8. La Figure 2.12 illustre les
résultats obtenus pour une vitesse d’impact de 50 m/s. Il apparait clairement que le
cinquieme impact n’a plus aucune influence sur les contraintes résiduelles sous le point
de contact du premier impact. Des essais ont été€ réalisés pour des vitesses de 10 m/s et
30 m/s en modifiant les distances entre les impacts, pour qu’elles correspondent aux
rayons des tailles d’empreintes respectives. Dans les deux cas, le cinquiéme impact
n’avait aucune influence sur la distribution des contraintes résiduelles sous le point de
contact du premier impact. Quatre impacts sont donc suffisants pour analyser I’effet
d’impacts distancés. Il est également intéressant d’observer que la contrainte en surface
est modifiée a la baisse par un impact distancé. Il s’agit d’un paramétre trés important

lorsque le but recherché par le grenaillage est I’amélioration de la résistance a la fatigue.

Tableau 2.8 Points d’impacts pour 1’étude de la distance d’influence 4 50 m/s

Point d’impact 1 2 3 4 5
Distance en x par
rapport a 0 04 0,8 1,2 1,6
1"origine (mm)
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Figure 2.12 Influence de la distance de ’impact sur la distribution des contraintes résiduelles o,

sous le point central du bloc

2.4 Simulation du procédé de grenaillage

Les résultats précédents ont permis d’établir la valeur de tous les parametres d’une

simulation a& impacts multiples. La simulation des effets du grenaillage pour une

couverture complete peut maintenant étre réalisée. Dans cette section, toutes les étapes

de cette simulation sont présentées. A cette fin, le modele utilisé a été modifié de

nouveau pour permettre d’effectuer un plus grand nombre d’impacts que celui considéré
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jusqu’ici. Le modele a également été optimisé pour réduire au minimum le nombre
d’éléments, réduisant ainsi les temps de calculs. Pour la méme raison, une méthode de
contréle des modes d’hourglass plus adaptée a également été mise en place. De plus, une
méthode pour évaluer le profil de contraintes résiduelles induites sur toute la surface a
¢té développée. Les résultats ont ensuite été comparés, lorsque possible, avec des valeurs

expérimentales provenant de la littérature.

11 est important de noter que le diametre des billes a €té augmenté a 3 mm pour toutes les
simulations qui suivent. Ce diametre est plus appropri€ pour le formage par grenaillage.
Un diameétre de 1,8 mm avait été choisi au départ, étant donné la non-disponibilité des
billes de 3 mm sur le marché, probléme réglé a cette étape-ci du projet. Etant donné le
changement de diamétre des billes, certaines simulations de saturation et de distance
d’influence ont été refaites pour valider les données recueillies en considérant le
nouveau diametre. Il s’est avéré que le nombre d’impacts & saturation demeure inchangé
et que la distance d’influence d’un impact est demeurée proportionnelle a la taille de

I’empreinte.

Les vitesses des simulations ont également été ajustées pour se rapprocher des vitesses
réelles du procédé Stressonics®. La figure 3.8 montre que la gamme de vitesses s’étend
de 6 m/s a 15 m/s, environ. Pour les simulations, cinq valeurs de la vitesse d’impact

seront donc considérées : 5 m/s, 7,5 m/s, 10 m/s, 12,5 m/s et 15 m/s.

2.4.1 Description du modeéle

Les résultats obtenus a la section 2.3 fournissent les ¢léments nécessaires pour
déterminer la répartition et le nombre d’impacts devant étre simulés, pour chaque valeur
de la vitesse. Cette répartition conduit ensuite au choix du maillage. Une méthode de

contrle d’hourglass autre que I’intégration compléte permet de réduire
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considérablement les temps de calculs. Le modéle peut ensuite servir a déterminer la loi

de comportement du matériau la plus adaptée aux conditions de grenaillage simulées.

Répartition des impacts

Tous les éléments nécessaires a la détermination du nombre et de la position des impacts
sont donn€s dans les tableaux 2.7 et 2.8. Par mesure préventive, pour des vitesses
supérieures a 10 m/s, six impacts successifs par point de contact ont été simulés afin de
s’assurer que la saturation des contraintes était atteinte a ce point. A une vitesse donnée,
la distance entre les impacts a été fixée au rayon de I’empreinte générée par un impact a
cette vitesse. Un minimum de trois impacts localisés a des points différents, en plus de
celui au point central, doivent étre simulés pour s’assurer de capter 1’effet des impacts

latéraux.

Le modéle a deux plans de symétrie (Figure 2.6) est conservé pour minimiser les
interactions entre les impacts, tout en permettant une réduction importante du nombre
d’éléments. La Figure 2.13 illustre la répartition des impacts choisie. Les impacts sont
répartis sur des arcs de cercles centrés a 1’origine du modéle (intersection des plans de
symétrie). La distance entre chacun des impacts sur les axes x et z est exactement égale a
la taille de I’empreinte. Pour les autres points, la distance n’est pas exactement la méme
mais, elle demeure dans un intervalle de £ 20%. Il y a donc 13 points d’impacts.
Connaissant le nombre d’impacts pour atteindre la saturation, un total de 65 impacts sont
simulés pour les vitesses inférieures ou égales a 10 m/s et 78 impacts pour les autres
vitesses. L’ordre dans lequel les impacts ont lieu a été choisi arbitrairement, du centre
vers I'extérieur. Puisque le matériau est saturé a la fin de la simulation, I’ordre d’impact
n’a que trés peu d’influence sur le résultat final. Le point d’impact #1 est aussi le #14, le

#27 et ainsi de suite.
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Points d’impact

Zone du ler imp

Figure 2.13 Répartition et ordre des impacts pour la simulation du procédé

Maillage

Le maillage doit évidemment €tre modifi€¢ pour permettre de simuler tous ces impacts.
Entre autres, la zone de maillage raffinée du bloc (zone 1, Figure 2.6) doit étre agrandie.
Un simple agrandissement serait toutefois trés dommageable pour le temps de calcul car
il augmenterait considérablement le nombre d’éléments. De plus, le maillage de
transition n’est plus adapté, étant donné la répartition des impacts sur une grande
surface. Il a donc été nécessaire de repenser le modele en entier pour s’assurer de

I’optimiser pour minimiser les temps de calculs.

La géométrie de la surface a impacter a d’abord été changée (Figure 2.14). Plut6t qu’une
forme carrée, une forme circulaire, plus adaptée pour la répartition des impacts choisie, a
été implantée. Ceci permet de réduire considérablement le nombre d’éléments en plus de

mieux se conformer a la géométrie des contraintes résiduelles.
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L m

Figure 2.14 Maillage du bloc pour la simulation du procédé

La taille du mode¢le a également ét€¢ modifiée en se référant a la répartition des impacts
pour la vitesse maximale simulée (15 m/s). Puisque I’impact le plus éloigné aura lieu a
1,14 mm du centre et que son empreinte s’étendra jusqu’a 1,52 mm du centre, une zone
de maillage trés raffiné de rayon de 1,6 mm a été créée (zone 1). Une autre zone a été
créée a I’extérieur avec un maillage moins raffiné (zone 2), d’une largeur de 0,2 mm,
pour agir comme support. Ces deux zones sont également divisées en deux en
profondeur (zones 3 et 4). Le maillage du premier millimétre en surface est tres raffiné
(zones 1 et 2) alors que le maillage des deux millimétres restants 1’est beaucoup moins
(zones 3 et 4). La profondeur de I’interface entre les zones 1 et 3 a été déterminée en
examinant les résultats du modele axisymétrique pour une bille de 3 mm de diamétre
ayant un vitesse d’impact de 15 m/s. Dans ces conditions, les forts gradients de

contraintes se produisent a I’intérieur du premier millimetre sous la surface. Ces quatre
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zones sont maillées de maniere structurée a I’aide d’élément SOLID164. La profondeur
totale (/1,,2) de cette section raffinée du maillage est de 3 mm (2R;) alors que son rayon
(Im2) est de 1,8 mm (1,2 Rp). La profondeur est donc demeurée la méme que celle du
modele de la Figure 2.6 alors que la largeur a été légerement augmentée. Ceci s’explique
par le fait que la largeur a été validée pour une vitesse d’impact de 50 m/s, ce qui
nécessite une largeur plus importante que pour la vitesse maximale qui sera simulée a
1’aide de ce modele (15 m/s). Par contre, les impacts latéraux doivent se produire sur un
maillage relativement fin, ce qui nécessite un élargissement de la zone de maillage
raffinée. Ces deux éléments conjugués ont mené au choix de la largeur mentionnée
précédemment. La largeur totale du modele (L), a également été réduite a 3 mm (2 Rp)
et la profondeur totale (H,) a 4,5 mm (3 R;). Ceci se justifie par des vitesses simulées
peu élevées. La zone restante (zone 5) est maillée avec des ¢léments tétraédriques dans
le but de minimiser le nombre d’éléments. Le tableau 2.9 indique les tailles des éléments
de chaque zone. Le nombre de degrés de liberté pour ce modele est d’environ 400 000.
Une simulation a été faite pour un impact a 15 m/s afin de comparer les résultats de ce
modele avec ceux du modele de la Figure 2.6. La différence entre les résultats obtenus

est négligeable.

Tableau 2.9 Taille des éléments du bloc pour la simulation du procédé (mm)

Zone 1 Zone 2 Zone 3 Zone 4 Zone 5
Largeur des éléments (horizontale) 0,04 0,2 0,04 0,2 -
Hauteur des éléments (verticale) 0,03 0,03 0,2 0,2 -
Taille des éléments tétraédriques ) ) ) ) 05
(maximale)

Controle d’Hourglass

L’intégration compléte, utilisée pour contrdler le phénoméne d’Hourglass est rapidement
devenue trop lourde. Les temps de calculs dépassant les 250 heures sur une station de

travail relativement moderne, il fallait trouver une autre solution. Le logiciel d’éléments
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finis LS-Dyna® propose sept méthodes en plus de I’intégration compléte. Le but ici
n’est pas d’expliquer le fonctionnement de chacune, elles n’ont pas toutes été testées,

mais plutot de comprendre leur principe de base.

Les sept méthodes sont regroupées en deux classes : une classe visqueuse et une rigide.
Ces méthodes sont toutefois basée sur des principes similaires : de I’amortissement ou
de la rigidité est ajouté, dans la direction des modes de déformation d’hourglass. Les
classes visqueuses sont préférables pour des vitesses élevées alors que les classes rigides
sont plus efficaces & basses vitesses. Ne sachant pas a ’avance dans quelle catégorie de
vitesse les simulations de cette étude se situent, les deux classes ont été testées. Les
algorithmes #3 (visqueux) et #6 (rigide) ont été choisis car ils sont les plus complets
pour chaque classe. La Figure 2.15 illustre les résultats. A gauche, les résultats obtenus
en appliquant un contréle visqueux et a droite, ceux obtenus en appliquant un contréle
rigide. L’ordonnée représente ’énergie du modele et I’abscisse, le temps. Les deux
algorithmes donnent de bons résultats mais la forme rigide permet de maintenir un
niveau d’énergie hourglass (courbe f) presque nul alors que la forme visqueuse montre
environ 5% d’énergie hourglass par rapport a 1’énergie interne (courbe b). L’algorithme

#6 est choisi car il donne de meilleurs résultats sans pour autant augmenter les temps de

calculs.
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Figure 2.15 Energies du modéle de simulation du procédé, contrale d’hourglass visqueux a gauche
(#3), rigide a droite (#6)
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Comportement du matériau

Comme 1l a été mentionné précédemment, plusieurs lois de comportement de matériau
existent pour établir le champs de contraintes au dela du domaine €lastique. Outre le
mécanisme d’écrouissage, le taux de déformation peut jouer un réle trés important.
Khabou, Castex et Inglebert (1990) ont indiqué que les alliages d’aluminium, di a leur
structure cubique a faces centrées, ont un comportement d’écrouissage fortement
isotrope. Le mécanisme d’écrouissage cinématique a donc €té rejeté. Les deux lois de
comportement étudiées ici sont donc 1’écrouissage isotrope bilinéaire (éq. 2.1) et
1’écrouissage isotrope ajouté de la loi de Cooper-Symonds (€q. 2.3) pour tenir compte du
taux de déformation. Des recherches plus approfondies ont également été menées afin de
déterminer les propriétés de l’alliage d’aluminium 7075-T6 et ainsi s’assurer de la
validité des valeurs utilisées dans les calculs. 11 s’est avéré que le module tangent avait
été surestimé dans les simulations effectuées depuis le début. Une valeur de 1,4 GPa
plutdt que 3,3 GPa est donc utilisée a partir de ce point (Atlas of stress-strain curves).

Les valeurs des paramétres utilisées pour les simulations qui suivent sont présentées au
tableau 2.10.

Tableau 2.10 Valeur des paramétres pour les simulations de I’étude du modéle de matériau

Nombre total | Distance nominale entre les
#Essai Matériau (tableau 4.3) Vitesse (m/s)
d’impacts impacts (mm)
Isotrope bilinéaire, Cooper-
V5 IsoCS 5 65 0,20
Symonds
Isotrope bilinéaire, Cooper-
V10 IsoCS 10 65 0,30
Symonds
Isotrope bilinéaire, Cooper-
V15 IsoCS 15 78 0,38
Symonds
V5 Iso Isotrope bilinéaire 5 65 0,20
V10 Iso Isotrope bilinéaire 10 65 0,30
V15 Isotrope bilinéaire 15 78 0,38
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Les résultats des simulations sont donnés a la Figure 2.16. Cette figure met en évidence
I’effet du taux de déformation sur la variation de la contrainte résiduelle radiale
moyenne, o, (et non g, comme dans les figures précédentes) a travers 1’épaisseur. Les
valeurs de o, sont calculées selon la méthode présentée a la section 2.4.2 . Il apparait
évident que le taux de déformation a un effet non négligeable. Comme cela était a
prévoir, les écarts observés augmentent avec la vitesse de simulation. Pour une vitesse
d’impact faible (5 m/s), I’effet du taux de déformation sur le profil de la contrainte
résiduelle n’est pas trés marqué, sauf dans la zone située juste en-dessous de la surface,
12 ol la contrainte maximale se produit. A haute vitesse, 1’effet est un peu plus marqué,
notamment dans la zone ou la contrainte en compression est maximale. Pour toutes les
vitesses d’impacts simulées, la contrainte en compression maximale observée est
inférieure pour le modele bilinéaire isotrope. Par contre, la profondeur de la zone de
contrainte en compression est inférieure pour le modele isotrope ajouté de la loi de
Cooper-Symonds. Ce comportement peut s’expliquer par le fait que la limite élastique
augmente avec le taux de déformation. Des contraintes plus élevées sont donc possibles,
mais ces contraintes freinent également plus rapidement ’avancée des particules en
demandant plus de travail, ce qui tend a réduire la profondeur de la zone plastifiée. La
loi d’écrouissage isotrope ajoutée de la loi de Cooper-Symonds est choisie car elle

représente mieux comportement réel du matériau.
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Figure 2.16 Résultats de I’étude du modéle de matériau
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La théorie de Hertz a démontré que les valeurs des contraintes sous la surface de contact

entre deux corps dépendent du point sous lequel elles sont calculées. Les méthodes de

mesure expérimentales de contraintes nécessitent, pour la plupart, une surface d’environ

1 mm® Dans le but d’obtenir, 4 I'aide des simulations, un profil de contraintes

résiduelles qui pourra étre comparé aux valeurs expérimentales, une méthode de calcul

des contraintes sur une région plut6t que sur une ligne a été développée.
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La méthode développée par Schwarzer, Schulze et Vohringer (2002) (chapitre 1) est
excellente car elle permet de faire une moyenne des contraintes sur une grande région.
Toutefois, si le maillage tridimensionnel n’est pas uniforme dans les trois directions, la
méthode devient rapidement complexe a utiliser, le poids de chaque élément devant étre
considéré en plus des coordonnés de son centroide. C’est toutefois une méthode trés
précise. La méthode développée pour cette étude est une combinaison de cette approche
avec une autre approche trés répandue, la mesure ponctuelle des contraintes directement
sous le point d’impact. En calculant les contraintes sous plusieurs points d’une région et
en faisant la moyenne, il est possible d’arriver a un profil de contraintes qui représente
assez bien la moyenne des contraintes dans cette région. La Figure 2.17 illustre la
répartition des points (marqués d’une croix) sous lesquels les contraintes résiduelles sont

calculées; la surface ombragée représente 1’empreinte d’un impact.

Points de mesure

Figure 2.17 Répartition des points de calcul des contraintes résiduelles

Dans le but d’améliorer la méthode, il a été décidé d’utiliser, plutét que la moyenne des
contraintes en x et z, la moyenne de la contrainte radiale. Les contraintes en x et en z
n’étant pas égales en tous points, simplement a cause de 1’ordre dans lequel les impacts

ont lieu, cette approche est plus appropriée. La différence entre les deux méthodes est

faible mais non négligeable.
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2.4.3 Comparaisons des contraintes résiduelles simulées et des

contraintes résiduelles expérimentales de la littérature

Peu de résultats expérimentaux sur les profils de contraintes résiduelles ont été publiés
dans la littérature scientifique pour les intensités de grenaillage considérées dans cette
é¢tude. Les seuls résultats qui peuvent servir pour fin de comparaison sont ceux de
Khabou, Castex et Inglebert (1990) pour une intensité de 0,2A (8A po.). Ces résultats
sont obtenus avec des billes d’acier projetés sur une plaque en alliage d’aluminium. Bien
que les valeurs absolues des contraintes ne puissent étre comparées, une analyse
qualitative du profil de contraintes mesurés et des profils obtenus par simulation est
faite. La Figure 2.18 met en évidence les ressemblances entre les deux types de profil,
expérimental et ceux obtenus des simulations. Méme le petit épaulement, indiqué par
une fleche, est apparent sur tous les profils. Aux vues de ces résultats, les simulations

sont considérées fideles aux conditions de grenaillage réelles.
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Figure 2.18 Contraintes résiduelles simulées comparées aux données de la littérature

2.5 Conclusion

Le développement d’un modéle axisymétrique a été présenté. Ce modele a ensuite mené
au développement d’une version en trois dimensions pour la simulation de plusieurs
impacts a différents endroits, situation représentative du traitement réel. La taille du
modele, le comportement du matériau, les coefficients de frottement et d’amortissement,
le nombre d’impact a saturation et la distance d’influence d’un impact ont été étudiés.

Tous les calculs ont été réalisés a 1’aide du logiciel d’éléments finis LS-Dyna®.
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Un ensemble de profils de contraintes résiduelles est maintenant connu et sera intégré au
processus de simulation compléte de la mise en forme par grenaillage énoncé au chapitre
1 et détaillé au chapitre 5. Ces profils serviront également aux simulations de la mise en
forme par éléments finis quasi-statiques (chapitre 4). Cependant, il est nécessaire de

caractériser le procédé Stressonics® afin de mieux la connaitre.
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CHAPITRE 3 - CARACTERISATION DU PROCEDE DE
GRENAILLAGE AUX ULTRASONS STRESSONICS®

3.1 Introduction

L’outil de grenaillage choisi dans le cadre de ce projet est I’appareil StressVoyager®,
utilisant le procédé Stressonics®, décrit a la section 1.3 et développé par I’entreprise
francaise Sonats. Ce procédé n’a pas encore été utilisé en industrie pour effectuer des
opérations de formage. Pourtant, dans une étude visant a caractériser le procédé, Drouin
(2003) a démontré que des intensités allant de 0,20A a 0,61 A mm (8A a 24A en systéme
impérial) peuvent étre atteintes. Ceci confirme que I’appareil a la capacité de mettre en
forme des pieces minces. Peu d’études ont cependant été publiées a propos du procédé et

de ses caractéristiques de fonctionnement.

Dans toute étude de grenaillage, il importe d’étre en mesure de connaitre la vitesse
d’impact des grenailles pour différentes combinaisons de parameétres. Dans ce projet il
est particulicrement important de connaitre la valeur de la vitesse pour calculer la
distribution des contraintes résiduelles (chapitre 2). Deuxiémement, la couverture doit
étre estimée avant de lancer toute expérimentation afin de ne pas avoir a effectuer
plusieurs essais préliminaires de calibration. De plus, il est nécessaire de comprendre
I’effet d’autres facteurs, tels que I'interférence entre particules, qui a une influence

importante sur la vitesse des particules dans le procédé Stressonics®.

Les méthodes de calcul développées pour mieux comprendre le procédé de grenaillage
aux ultrasons sont présentées dans ce chapitre. Un mod¢le d’indentation d’une sphere
dans un corps semi-infini servira au calcul de la vitesse d’impact. Une simulation
unidimensionnelle du mouvement d’une bille soumise & ’action d’une sonotrode de

méme qu’une simulation tridimensionnelle du mouvement de plusieurs billes dans la
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cavité de grenaillage de I’appareil StressVoyager® permettent de déterminer la
couverture. Les résultats des essais de mise en forme qui ont été réalisés pour quantifier
la capacité de formage du procédé sont présentés. Ils seront comparés aux résultats de la

simulation de mise en forme par éléments finis au chapitre 4.

3.2 Modéle d’indentation d’une sphére dans un corps semi-
infini

Plusieurs modeles d’indentation sont disponibles dans la littérature et ont été briévement
présentés a la section 1.7. Ces modeles, pour la plupart, permettent de calculer deux
éléments trés importants pour cette étude : le rayon de contact durant I’impact et le
coefficient de restitution d’un impact. La connaissance du rayon de contact permet
d’appliquer une méthode de mesure indirecte de la vitesse par la taille d’empreinte alors
que le coefficient de restitution sert de parametre d’entrée pour la simulation du

comportement de va-et-vient des grenailles a I’intérieur de la cavité de grenaillage.

3.2.1 Calcul de la vitesse par taille d’empreinte

Un des objectifs du modéle d’indentation étant de fournir une mesure indirecte de la
vitesse d’impact, une étude comparative des modeles analytiques disponibles dans la
littérature a été réalisée a ’aide d’un modéle d’éléments finis axisymétrique qui permet
de simuler la taille d’empreinte, connaissant la vitesse d’impact. Les détails du modéele

sont présentés a la section 1.2.1.

Toutefois, avant de pouvoir effectuer des comparaisons entre les modeles, il est
important de définir le parameétre qui caractérise la taille d’empreinte. Il existe en fait
trois mesures possibles (Figure 3.1). La premiére (a;) inclut toute la zone modifiée par
I’impact. Le rayon de I’empreinte est mesuré a I’extérieur de 1’ourlet généré en surface

par le déplacement du matériau vers I’extérieur. La deuxiéme (a.) prend pour
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caractéristique de mesure le point le plus élevé de 1’ourlet. C’est probablement la mesure
la plus facile a prendre visuellement. La troisiéme (a) est plus difficile a obtenir. Il s’agit
en fait de mesurer le rayon de I’empreinte a partir de 1’intersection de ’ourlet avec le
plan neutre, défini comme étant le plan de la surface avant I’impact. Etant donné que les
modeles examinés sont développés a partir des mesures du rayon de contact, la premiére
méthode est rejetée d’emblée, le contact ne pouvant manifestement pas se faire sur toute
la surface considérée par cette méthode. La méme observation peut s’appliquer a la

deuxi¢éme définition. La troisitme méthode, faisant appel au plan neutre, est donc

a.
a Qurlet

.........................................

retenue.

Plan neutre
a;

¢

Figure 3.1 Paramétres caractérisant la taille d’empreinte

A partir des résultats du modele d’éléments finis axisymétrique sur la taille d’empreinte,
la vitesse d’impact a été obtenue en appliquant les modeles d’Evans (éq. 1.26), de
Stronge (éq. 1.28) et celui de Thornton (¢q. 1.30). La loi de comportement de matériau
appliquée au modéele d’éléments finis est initialement 1’écrouissage isotrope, qui
correspond le mieux aux matériaux a structure cubique a faces centrées tels que
I’aluminium (Khabou, Castex et Inglebert, 1990). Cependant, comme il a été mentionné
précédemment, tous les modéeles analytiques d’indentation ont été développés pour un
matériau €lastique parfaitement plastique sans considérer 1’écrouissage. 11 y a donc
introduction d’une erreur car, le matériau réel ne suit pas un comportement parfaitement

plastique. Le but visé ici n’est pas de démontrer quel modéle est le plus exact mais plut6t
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lequel est le plus approprié pour cette étude en particulier. Les paramétres d’entrée du
modele d’éléments finis et des modéles analytiques sont présentés au tableau 3.1. La
taille de ’empreinte calculée a partir du modele d’éléments finis est présentée a la
colonne 1 du tableau 3.2 pour une vitesse d’impact spécifiée a la colonne 2. Aux
colonnes 3, 4 et 5 sont présentées les valeurs des vitesses d’impact calculées a 1’aide des
modeles d’Evans et de Stronge et de Thornton et leur écart par rapport a celles simulées
par éléments finis. Le modéle de Vu-Quoc, Zhang et Lesburg (2000) n’a pas été étudié
car sa formulation ne permet pas d’exprimer la taille d’empreinte par une simple
équation, une solution numérique est nécessaire. Il importe ici de mentionner que la
contrainte d’écoulement de contact utilisée dans le modéle de Thornton est obtenue en
multipliant la limite élastique par 1,61. En appliquant ce facteur, qui provient de la
théorie du contact entre deux corps axisymétriques, la valeur de la pression moyenne de
contact au moment de ’apparition de la plasticité est calculée selon le critére de Tresca.
(Johnson, 1985 p. 155)

L’analyse des résultats montre qu’aucun des trois modeles ne représente correctement le
phénomene. Par contre, une observation intéressante pour la suite peut étre faite en
examinant les écarts relatifs par rapport a la vitesse de la simulation. Pour les modéles de
Stronge et Thornton, 1’écart relatif augmente avec la vitesse, ce qui peut suggérer que le
niveau de déformation a un effet significatif sur la limite élastique. Etant donné que le
modele d’éléments finis prend en compte ’effet d’écrouissage sur la limite élastique, il
est donc judicieux d’introduire dans les modeles une valeur plus élevée de la limite
élastique. Cette limite élastique sera calculée en fonction d’une valeur de déformation
représentative de la situation dans la plaque pour toute la durée de I’'impact. Le modele
de Evans est rejeté a cette étape car, comparativement aux autres modeles, son

comportement semble erratique.
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Tableau 3.1 Propriétés mécaniques d’entrée des simulations et des modéles d’indentation

Plaque Bille
Matériau Al7075 T6 Matériau AFNOR 100C6 (AISI 52100)
Loi de Ecrouissage isotrope Loi de Rigide
comportement comportement
E, 72 GPa Ey 205 GPa
E, 1,4 GPa Dy 3 mm
A 505 MPa Vi 0,29
v, 0,33 D 7,85g/cm’
£5 2,81 g/em’

Tableau 3.2 Résultats initiaux de I’étude comparative des modéles d’indentation

Taille d’empreinte

Vitesse d’impact (m/s) (écart par rapport aux éléments finis)

calcul;:zi[s)az”e':)e ment El%rgie;ts Evans (éq. 1.26) Stronge (ég. 1.28) | Thornton (éq. 1.30)
196 5 5.76 (15.3%) 4.65 (-6,9%) 4,74 (-5,2%)
237 7.5 8,12 (8.3%) 6,76 (-9,9%) 6.94 (-7,5%)
273 10 10.52 (5,2%) 8,94 (-10.6%) 9,22 (-7,8%)
305 12.5 12,90 (3,2%) 11,15 (-10,8%) 11,51 (-7.9%)
327 15 14,67 (-2.2%) 12,81 (-14,6%) 13,23 (-11,8%)

Pour les deux modeles retenus, ceux de Stronge et de Thornton, les calculs ont été refaits

en introduisant les valeurs corrigées de Sy. Selon Thomton (1997), il est possible de

recourir a cet artifice pour tenir compte de 1’écrouissage et/ou du taux de déformation.

La valeur de la déformation (£”.5) peut étre obtenue a 1’aide du modele d’éléments finis

en faisant, pour un certain nombre de nceuds situés sous la zone d’impact (Figure 3.2), la

moyenne des déformations plastiques calculées au temps d’indentation maximale et

divisée par deux. Les détails concernant cette méthode sont donnés a I’annexe B. La

relation 2.1, basée sur un comportement de matériau bilin€aire isotrope est utilisée pour

calculer la limite élastique caractéristique correspondant a chaque vitesse d’impact. Les

résultats obtenus sont présentés au tableau 3.3 qui inclut également les valeurs de & .
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Tableau 3.3 Résultats de I'étude comparative sur la vitesse d’impact calculée a I’aide des modéles

d’indentation qui prennent en compte I’effet d’écrouissage (éq. 2.1)

Taille d’empreinte . Vitesse (m/s) (écart par rapport a la simulation)
¢ . » Sy (éq.3.1)
par éléments finis Euy o .
(um) * (MPa) Eléments finis Stronge Thornton
196 0,00855 507.2 5 4,67 (-6.7%) 4,75 (-5.0%)
237 0,01063 510,1 7.5 6,79 (-9,4%) 6,98 (-7.0%)
273 0,01235 512.5 10 9,01 (-9,9%) 9.28 (-7.2%)
305 0,01434 5153 12,5 11,26 (-9,9%) 11,62 (-7,0%)
327 0,01761 519,8 15 13,00 (-13,4%) | 13.42 (-10.5%)

NODAL SOLUTION
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AN

JAN 13 2005
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SGE =102
TIME=. {3
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SMN =.11BE-£%
SMX =.215706

15:44:02

Figure 3.2 Zone de déformation totale équivalente typique a indentation maximale et nceuds pour le
calcul de la déformation représentative (encadré)

Bien que les résultats ne soient pas tout a fait satisfaisants, une amélioration est observée
pour les deux modeles retenus quant a 1’écart relatif entre la vitesse d’impact prédite par
les modeles et celle utilisée pour le calcul par éléments finis. La seule avenue restante
pour faire converger les modeles et les simulations est de prendre en compte I’influence
du taux de déformation, a la fois dans le mod¢ele d’éléments finis et dans la simulation.
Lee, Sue, Lin et Wu (2002) ont proposé une loi de comportement permettant de tenir
compte de I’effet de 1’écrouissage et du taux de déformation dans le calcul de la limite
€lastique (éq. 2.2). IIs ont validé leur approche a 1’aide d’échantillons de type Hopkinson

en A17075-T6, soumis a des taux de déformation allant de 1x10%/s a 5x10°/s. Les auteurs
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ont également inclu I’effet de la température dans leur modéle mais, dans le cas étudié,
celle-ci est constante. La constante k£ de 1’équation est alors modifiée pour inclure la

constante liée a la température.

Si ce modele est approprié pour I’intervalle de taux de déformation étudié, il sous-estime
grandement la limite élastique pour un taux de déformation trés petit, correspondant a un
essal de traction quasi-statique. Il ne sera pas utilisé pour la présente étude mais, les
données expérimentales recueillies par les auteurs ont servi a déterminer les paramétres
d’un autre modele de matériau, celui de Cooper-Symonds. Dans ce mode¢le, le taux de

déformation est pris en compte en modifiant le modele d’écrouissage isotrope (éq. 4.3).

La valeur de la déformation caractéristique est évaluée en suivant la méthode décrite
précédemment. Par contre, cette méthode ne convient pas pour calculer une valeur
moyenne du taux de déformation (¢). Dans ce cas, une moyenne potentielle (power
mean) doit €tre calculée a I’aide de 1’équation suivante ;
/ P
MG rrronnis ):sz;gpj (3.1)

Les détails concernant cette méthode sont donnés a I’annexe B. Le tableau 3.5 fournit les
valeurs moyennes de £.pet £ utilisées pour le calcul de Sy et de la vitesse d’impact. Les
valeurs de taux de déformation calculées sont du méme ordre de grandeur que celles
obtenues a partir de la relation 2V /D, proposée par Al-Hassani (1983) (colonne 4). Le
modele d’éléments finis est également modifié pour tenir compte du taux de
déformation; le matériau #3 de LS-Dyna® correspond exactement a 1’équation 2.3. Les

paramétres du modele de Cooper-Symonds sont présentés au tableau 3.4.

Tableau 3.4 Paramétres du modéle de Cooper-Symonds

o C p

505 MPa 65880 3,685
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Tableau 3.5 Résultats de I’étude comparative sur la vitesse d’impact calculée a I’aide des modéles
d’indentation qui prennent en compte I’effet d’écrouissage et du taux de déformation (éq. 2.3)

Taille ) & Vitesse (m/s) (écart par rapport a la
d’empreinte &, ¢ (/s*jll)i Sy ’ simulation)
pi_lrn::e(l:lenn)ts (S ) (2 V, /Db) (MPa) El%l’glesnts Stronge Thornton
194 0,00848 1 12303 | 1666,7 | 692.7 5 5,53 (10,5%) 5.44 (8,8%)
235 0,01031 | 24489 2500 732.4 7.5 8,14 (8,6%) 8,18 (9.1%)
271 0,01192 | 32559 | 33333 | 752.8 10 10,91 (9,1%) | 11,09 (10,9%)
296 0,01339 | 5457.4 | 4166,7 | 790.7 12,5 13.31(6.5%) | 13,56 (8.5%)
323 0,01648 | 6246,2 5000 807.4 15 15.96 (6,4%) | 16.32 (8,8%)

Par rapport aux valeurs présentées au tableau 3.3, I’écart relatif entre la vitesse d’impact
du modele d’éléments finis et celle calculée avec le modéele de Stronge (éq. 1.28) est
réduit dans certains cas et augmenté dans d’autres. Cependant, il y a une variation
importante de 1’écart relatif en fonction de la vitesse. Bien que 1’écart par rapport aux
résultats de la simulation soit plus élevé, de I’ordre de 10% pour le modele de Thornton
(ég. 1.30), le modele méne a un écart relatif qui est presque constant par rapport a la
vitesse d’impact. Ceci suggere que les effets de I’écrouissage et du taux de déformation
sont bien modélisés, a une constante prés. Un facteur de 0,915 permet de réduire 1’écart
considérablement et de ramener la moyenne des écarts relatifs a zéro. Ce modele est
retenu donc pour évaluer la vitesse d’impact du procédé de grenaillage aux ultrasons.
Des détails concernant son développement sont donnés & 1’annexe C. Une validation
expérimentale aurait été souhaitable, mais [’équipement nécessaire n’était pas

disponible.

Des essais expérimentaux ont ¢t€ réalisés dans des conditions similaires a celles
rencontrées en situation de grenaillage réel, c’est-a-dire pour une gamme d’amplitudes
allant de 35 um a 75 pm avec des grenailles en acier 100C6 de 3 mm de diamétre. La
taille de I’empreinte a été mesurée a 1’aide d’un profilographe Talysurf de Hobson. Une
section de surface comptant au moins cinq empreintes sans chevauchement a été balayée
a raison d’un point & tous les 20 pm de maniére a obtenir une représentation en trois

dimensions des empreintes (Figure 3.3). Des outils logiciels ont ensuite permis
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d’extraire de cette surface des profils en deux dimensions au centre de chaque empreinte

sélectionnée pour en mesurer le diametre selon la définition mentionnée précédemment.

Au moins cinq empreintes distinctes ont été sélectionnées pour chaque essai afin de faire

une moyenne. Le modele de Thornton a ensuite été appliqué, avec le facteur de

correction, pour calculer la vitesse d’impact. Les résultats sont présentés au tableau 3.6

pour chaque amplitude de vibration.

Tableau 3.6 Vitesses d’impact du procédé Stressonics® calculées i partir du modéle de Thornton

Amplitude de vibration Taille d’empreinte mesurée Vitesse
(pm) (um) (m/s)
35 217 6,24
45 251 8,56
55 282 11,01
65 307 13,18
75 323 14,59
85 335 15.75

Figure 3.3 Empreintes mesurées a I’aide du profilométre
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3.2.2 Calcul du coefficient de restitution

Par souci de consistance, le modéle de Thornton est également choisi pour évaluer le
coefficient de restitution. Le coefficient de restitution est déterminé en fonction de la

vitesse et de la limite élastique a I’aide de la relation suivante :

o= 324{Mj Ak (32)

E*p,

ou E est le module équivalent. La valeur de Sy et de V; sont celles présentées au tableau
3.5.

Cette relation caractérise les impacts non-élastiques entre la plaque d’aluminium et les
particules, dans les simulations du mouvement de particules. Puisque la valeur de la
limite élastique de I’équation 3.2 dépend de la vitesse, une relation empirique entre le

coefficient de restitution et la vitesse seulement a été développée :
e-=a, Vi+a, Vi+a; Vi+a, V; +as 3.3)

a,=4,376x10¢ (s*/m*
a,=—2,386x10~ (s*/m°)
a;=4,87x10" (s*/m?)
a,=—5,086x102 (s/m)
a5=6,869x10-"!

Cette relation peut étre appliquée plus directement dans les simulations. Elle est
toutefois limitée dans son domaine de validité, la valeur minimale du coefficient de
restitution correspond une vitesse de 20 m/s. Pour un impact a une vitesse supérieure, la

valeur calculée a 20 m/s est utilisée afin d’éviter les erreurs dues a 1’extrapolation.
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3.3 Simulation unidimensionnelle du mouvement d’une

particule

Afin de valider la méthode d’évaluation de la vitesse par taille d’empreinte, une
simulation du mouvement d’une particule a 'intérieur de la cavité de 1’appareil
StressVoyager® a été développée. Puisque le modele est unidimensionnel, la particule
se déplace toujours sur la méme trajectoire. L’élément clé de cette simulation
unidimensionnelle est le mouvement de la sonotrode, qui conditionne la vitesse de la
particule. La position de la sonotrode (x;) en fonction du temps (#) peut étre exprimée par

la relation suivante :
xs=G-sin(2 7ft) 3.4

ou G est I’amplitude et f'la fréquence.

La vitesse d’impact relative entre la sonotrode et la particule dépend de la situation
dynamique de la sonotrode au moment de I’impact. La Figure 3.4 illustre le phénomeéne
a I’aide d’un cas spécifique en montrant la position d’une particule qui se déplace a une
vitesse donnée (pente de la droite) et celle de la sonotrode en fonction du temps (éq. 3.4,
/=20 kHz). Il importe ici de remarquer que, pour une méme vitesse de particule, il peut
y avoir plusieurs points d’intersection entre les deux trajectoires. Evidemment, seule la
premi€re intersection peut avoir lieu physiquement mais, d’un point de vue

mathématique, 1l est important de s’assurer que le point d’intersection calculé est le bon.
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Figure 3.4 Trajectoires d’une particule et de la sonotrode

La simulation est construite a 1’aide du logiciel Matlab® de la maniere suivante. Les
données d’entrée sont le diamétre de la particule (D;), sa vitesse initiale (V}), sa position
initiale (x;), I’amplitude (G) et la fréquence de vibration (f) de la sonotrode, la distance
nominale entre la plaque et la sonotrode (d) et finalement, une fonction permettant de
calculer le coefficient de restitution d’un impact entre une particule et la plaque (éq. 3.3).
Etant donné la dureté élevée de la sonotrode, le coefficient de restitution d’un impact
avec celle-ci est fixé a un. En premier lieu, une relation spécifiant la position du
centroide de la particule en fonction du temps est déterminée a partir des données
d’entrée. La valeur du temps auquel la particule et la sonotrode se touchent est ensuite
calculée. La dérivée de la position de la sonotrode par rapport au temps donne la vitesse
de déplacement de la sonotrode a cet instant. Les vitesses d’impact et de restitution sont
calculées et une nouvelle fonction de la position de la particule est déterminée. La
vitesse de restitution de la particule doit étre calculée a 1’aide de sa vitesse relative, alors
que la fonction de position de la particule dépend de sa vitesse absolue. Une situation
particuliére peut alors se produire. Il peut y avoir plus d’un impact consécutif entre la
particule et la sonotrode sans que la particule ne frappe la plaque selon la vitesse relative

en jeu. Ce cas particulier est traité¢ de la méme fagon que lorsqu’un impact entre la
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sonotrode et la particule est suivi d’un impact entre la particule et la plaque. La valeur ¢
ou la particule frappe la plaque est ensuite calculée et la relation 3.3 permet de
déterminer le coefficient de restitution de I’impact avec la plaque et du méme coup, la
vitesse de restitution. Une nouvelle fonction de position de la particule est calculée et
toute la procédure est reprise. Le résultat final est un tableau contenant la vitesse de

chaque impact particule/plaque. L’algorithme complet de la simulation est donné a

I’annexe D.

Plusieurs simulations ont été faites pour s’assurer de bien comprendre I'influence que
peuvent avoir tous les parametres d’entrée sur la vitesse moyenne d’impact entre la
particule et la plaque. L’amplitude de la sonotrode et la vitesse initiale de la particule ont
été identifiées comme étant les parametres ayant la plus grande influence. Les efforts
d’analyse ont donc été concentrés sur ces deux variables. Les simulations ont été
effectuées en considérant cinq valeurs de I’amplitude de la sonotrode (entre 35 um et
75 pm); a chacune des ces valeurs une gamme de vitesse initiale de la particule a été
associée. Les essais préliminaires ont démontré qu’au-dela de 2000 impacts, la vitesse
d’impact moyenne mesurée ne dépendait plus de la vitesse initiale. Par mesure
préventive, 5000 impacts ont été simulés pour toutes les valeurs d’amplitude de la

sonotrode.

Le tableau 3.7 montre la valeur des parameétres d’entrée pour chaque simulation
identifiée Sim V-x de méme que la valeur calculée de la vitesse moyenne d’impact avec
la plaque, pour toute la gamme de vitesses initiales de la particule. Les valeurs des autres

paramétres ont été gardées constantes pour toutes les simulations.

La figure 3.5 montre la variation de la vitesse moyenne d’impact en fonction de
I’amplitude de la sonotrode obtenue a 1’aide de la simulation 1D. La vitesse suit un
comportement linéaire par rapport a I’amplitude de la sonotrode avec un coefficient de

corrélation de 1,0000, ce qui démontre la pertinence de la simulation. Un fait observé
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encore plus intéressant est la grande variabilité de la vitesse d’impact sur la plaque. Pour
I’ensemble des simulations, 1’écart type observé pour toutes les simulations est
d’environ 36% de la valeur moyenne. Cette variation importante de la vitesse pourrait
causer une répartition inégale des contraintes résiduelles induites dans la plaque. La
simulation unidimensionnelle ne fournit toutefois par les informations nécessaires pour

tirer une conclusion claire a ce sujet.

Tableau 3.7 Résumé des données d’entrée de la simulation unidimensionnelle

Parameétre SimV-1 SimV-2 SimV-3 SimV-4 SimV-5
Vitesse initiale
V. (mls) [4,14] [6,16] (8,18] [10,20] [12,22]
Amplitude (um) 35 45 55 65 75
D, (mm) 3
x; (mm) 13,5
f(Hz) 20000
d (mm) 15
Nombre d’impact 5000
total
Vitesse d’impact
moyenne simulée 9,13 11,73 14,35 16,97 19,63
(m/s)
Ecart type (m/s) 3,28 4,16 5.15 5,95 7.08

La Figure 3.5 montre également la variation de la vitesse obtenue a I’aide du modele de
Thornton en utilisant les valeurs mesurées des tailles d’empreintes (tableau 3.6). Les
deux courbes suivent la méme tendance linéaire, mais 1’écart entre les deux courbes
s’accentue a amplitudes plus élevées, les valeurs du modele de Thornton étant plus
faibles. Ceci peut s’expliquer par le caractere plus aléatoire des essais expérimentaux qui
ont permis de mesurer la taille d’empreinte. Dans la simulation, la vitesse tangentielle
est considérée nulle alors qu’en réalité, la particule interagit avec les parois de la cavité
et avec les empreintes existantes sur la plaque ce qui peut causer des pertes de vitesse
normale a la plaque. Une partie de I’énergie transférée a la particule par la sonotrode est
donc perdue en vitesse tangentielle ou sur les parois, ce qui n’est pas le cas dans la
simulation. De méme, 1’impact entre la sonotrode et la particule n’est probablement pas

parfaitement élastique comme il a été supposé. Cependant, n’ayant pas ou trés peu
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d’information concernant ces deux situations et les résultats de la simulation montrant
les mémes tendances que le modele de Thornton, la simulation est jugée adéquate pour

cette étude.
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Figure 3.5 Variation de la vitesse moyenne d’impact avec la plaque en fonction de I’amplitude selon
le modéle de Thornton et la simulation 1D

3.4 Simulation tridimensionnelle du mouvement de plusieurs
particules

Bien que la simulation unidimensionnelle ait donné de 1’information trés pertinente
quant au comportement d’une particule lorsque soumise au mouvement sinusoidal de la
sonotrode, une simulation tridimensionnelle est nécessaire pour bien comprendre le
procédé. Elle permet entre autres d’analyser le phénoméne d’interférence entre les
particules de méme que le développement de la couverture, lorsque combinée au modéle

de taille d’empreinte développé a la section 3.2 .

La simulation effectuée ici est une réplique quasi exacte du travail qui a été fait par
Ciampini, Spelt et Papini (2003a) (section 1.8.1). Les auteurs ont développé une

simulation d’un jet de particules pour mesurer la quantité¢ d’énergie transférée a une
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surface traitée dans différentes conditions. Le procédé de grenaillage aux ultrasons ne
fonctionnant pas a la maniére d’un jet, la géométrie de la simulation a di étre modifiée.
Une cavité en forme de prisme rectangulaire a six faces a été créée. L’une des surfaces
agit comme la sonotrode, qui dans ce cas est fixe, et une autre, comme la plaque traitée.
Les surfaces restantes forment les parois de la cavité. Un nombre fini de particules est
généré de manicre aléatoire a I'mtérieur de la cavité. La vitesse initiale de chaque
particule est également aléatoire. Dans la simulation de Ciampini, les particules sont
générées en continu pour représenter le jet et le nombre de particules simulées devient
donc rapidement grand. Une méthode d’élimination a €té mise en place pour effacer les
particules lorsqu’elles sortent d’une boite de contrdle suffisamment grande pour ne pas
influencer les résultats. Dans cette étude, cette méthode d’€limination n’est pas

nécessaire car le nombre de particules demeure constant tout au long de cette simulation.

Les parametres de contact ont été choisis de maniere a représenter le mieux possible le
comportement réel des particules. Il existe quatre types de contact différents dans la
simulation : les contacts particule/plaque, particule/parois, particule/particule et
particule/sonotrode. L’approche par coefficient de restitution basé sur la vitesse a été
privilégiée pour les trois premiers types afin de tenir compte des pertes d’énergie lors du

contact.

Le contact particule/plaque est simulé en tenant compte du frottement, en plus du
coefficient de restitution calculé a 1’aide de 1’équation 3.3. Il est supposé qu’aucun
moment ne se développe lors du contact, ce qui est équivalent a considérer un contact
sur un seul point. L’approche est basée sur les rapports d’impulsion des forces normales
et tangentielles développées. En combinant les relations obtenues avec le principe de
conservation de la quantité de mouvement angulaire, toutes les relations nécessaires au
calcul des vitesses linéaires et angulaires des particules sont obtenues. Deux cas sont
possibles : il y a glissement pour la durée totale du contact ou le glissement cesse avant

la fin du contact. Le contact particule/parois est simulé de la méme fagcon que le contact
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sur la plaque. Cependant, n’ayant aucune donnée concernant le coefficient de restitution
du matériau des parois de la cavité, il a été jugé préférable de le fixer a un, méme s’il est
clair que ce n’est pas le cas étant donné la faible rigidité du matériau des parois. Ceci
meéne invariablement a une surestimation de la vitesse d’impact, alors que si le
coefficient de restitution est plus petit que 1’unité, il n’est pas possible de prévoir si la

vitesse d’impact sera surestimée ou sous-estimée.

Le contact particule/particule est simulé sans tenir compte du frottement et ce, afin de
réduire la complexité des équations et du méme coup, les temps de calculs. Cette
hypothése permet de considérer uniquement les forces normales au point de contact, ce
qui se traduit par des changements de vitesse uniquement dans la direction normale au
point de contact. Le principe de la conservation de la quantit¢ de mouvement donne
alors une relation simple entre les vitesses des particules. Le coefficient de restitution est

fixé a I’unité, étant donné le manque d’information a ce sujet.

Le contact particule/sonotrode est particulier. Bien qu’il aurait été tres intéressant de
simuler le mouvement de la sonotrode, le nombre tres élevé d’impacts aurait entrainé
des temps de calculs trés élevés. Pour contourner ce probléme et pour conserver le
réalisme de la simulation, I’effet de la sonotrode a été considéré constant dans le temps.
Toute particule entrant en collision avec la sonotrode voit donc sa vitesse normale
réinitialisée a une vitesse constante et sa vitesse tangentielle ramenée a zéro. La vitesse
tangentielle est annulée pour éviter 1’augmentation continuelle de 1’énergie de la
particule impact aprés impact. La vitesse normale de toute particule suite & un impact
avec la sonotrode est donc constante. Sa valeur est fixée avant le lancement de la
simulation et elle correspond a une vitesse moyenne des impacts provenant du mode¢le
de Thornton ou de la simulation unidimensionnelle. Le choix de cette vitesse se justifie
par le fait que, pour ces deux approches, le mouvement d’une seule particule a été
considéré. Ne subissant aucune interférence, la vitesse d’impact de cette particule sur la

plaque est la méme que sa vitesse de restitution, suite au contact avec la sonotrode.
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La simulation est basée sur le temps. Une fois les particules générées, le temps auquel
aura lieu la prochaine collision est calculé a partir des trajectoires de chacune des
particules. Toutes les collisions possibles sont calculées et celle qui aura lieu le plus t6t
dans le temps est retenue. A ce temps, la vitesse et la direction de la particule ou des
particules impliquées sont mises a jour. Le temps auquel se produira la prochaine
collision est recalculé et ainsi de suite. Si 'impact a lieu sur la plaque, les conditions
d’impact (vitesse, position, angle) sont stockées pour consultation ultérieure. Certaines
mesures ont été prises pour accélérer les calculs. Par exemple, il n’est pas nécessaire de
recalculer toutes les collisions possibles aprés chacune des collisions. Uniquement celles
impliquant la ou les particules dont la vitesse ou la direction ont été modifiées doivent

étre recalculées.

3.4.1 Effet du nombre de particules

L’effet qu’exerce I’interférence entre les particules a €té observé par Drouin (2003) qui a
démontré expérimentalement que, pour une amplitude donnée de la sonotrode,
’intensité Almen est peu influencée par la quantité de particules dans la cavité mais que
le temps de saturation passe par une valeur minimale lorsque le nombre de particules
augmente (Figure 3.6). Cependant, aucune explication valable de ce phénoméene n’avait

pu étre donnée.
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Figure 3.6 Effet du nombre de particules sur I’intensité Almen et le temps de saturation

(amplitude=50 um, D=3 mm, masse d’une particule = 0,11g)
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La simulation tridimensionnelle permet justement d’observer ’effet du nombre de billes
sur la vitesse d’impact et sur la couverture. Plusieurs simulations ont été conduites en
faisant varier uniquement le nombre de particules entre 1 et 100. Les valeurs d’entrées
des autres parametre ont été gardées constantes; elles sont données au tableau 3.8. Les
résultats obtenus sont intéressants (Figure 3.7). La vitesse moyenne des impacts sur la
plaque diminue progressivement avec l’augmentation du nombre de particules.
Cependant, au-dela de 50 particules, ce qui correspond a une masse d’environ 5,5 g,
I’écart type des vitesses d’impact sur la plaque devient quasi-constant. Si la vitesse
moyenne diminue et que 1’écart type demeure constant, ceci implique qu’il y a de moins
en moins d’impacts a haute vitesse. Il est évident que ce sont ces impacts qui ont le plus
d’importance sur la saturation. La diminution de leur fréquence implique donc une
augmentation du temps de saturation. Cette observation explique le phénoméne observé
par Drouin (2003) lorsque plus de 5 g de particules sont présents dans la cavité. En dega
de 5 g, le temps de saturation serait plus long uniquement parce qu’un nombre inférieur

de billes implique une plus faible fréquence d’impacts.

& e ———— . . ¢ — —
X "’b ;#| § {Ei
14 Wy -
1 st '.\,\.M._- ’ .
Vi ’1 T A
o ¥t LY b f‘
E izt Ild‘. B \’!2 ¢ !j !
2 L ] ) }
é 11 ‘ﬁ - a
) R >
§ 0} s A ] 5
Z 28 £ -
5 %+ i B .
si e ,’-;'];"x A !
o} M D
; R . M - M — . i R . R . . . - N
fﬂ i p.c} x 40 L] 1] 0 0 90 bn i) X ) ¥ ] € B -] 20 00

Nombre de particules

Figure 3.7 Variation de la vitesse d’impact moyenne en fonction du nombre de particules obtenues a
I’aide d’une simulation tridimensionnelle
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Tableau 3.8 Données d’entrée des simulations tridimensionnelles sur I’effet du nombre de particules

Nombre de Vitesse de la Dimensions de la Diameétre des Durée des
particules sonotrode cavité particules simulations
11,100] 15 m/s 26x76x15 mm 3 mm 50 ms

3.4.2 Evaluation de la vitesse d’impact moyenne

Bien que deux méthodes pour évaluer la vitesse aient déja été proposées (section 3.2 et
3.3), elles avaient toutes deux la lacune de ne considérer qu’une seule particule a la fois.
La situation réelle fait intervenir plusieurs particules et il importe de considérer 1’effet de
I’interférence entre les particules sur la vitesse d’impact moyenne. La Figure 3.8 montre
la variation de la vitesse moyenne d’impact en fonction de I’amplitude de la sonotrode
obtenue a partir de la simulation tridimensionnelle effectuée pour 55 particules (environ
6 g). Les résultats de la Figure 3.6 pour la simulation unidimensionnelle et le modele de
Thornton sont également illustrés. 11 est & noter que les valeurs des vitesses d’entrée des
particules dans la simulation tridimensionnelle, c’est-a-dire la vitesse a laquelle les
particules repartent suite & un impact avec la sonotrode, sont celles obtenues de la

simulation unidimensionnelle.

La comparaison entre les résultats de la simulation tridimensionnelle et ceux de la
simulation unidimensionnelle montrent que la vitesse est fortement réduite par
I’interférence entre les billes. La combinaison de 1’interaction des particules entre elles
et de celle particules avec les parois de la cavité a donc un effet important sur la vitesse

moyenne d’impact sur la plaque.
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Figure 3.8 Comparaison des vitesses du modéles de Thornton et simulées en fonction de I’amplitude

3.4.3 Evaluation de la couverture

La capacité¢ d’évaluation de la couverture est le principal objectif a atteindre avec la
simulation tridimensionnelle. Connaissant la position et la vitesse normale de chaque
impact qui a lieu sur la plaque, il est possible de calculer le rayon de I’empreinte laissée
sur la plaque a partir du modéle de taille d’empreinte de Thornton décrit a la section 3.2 .
A partir des résultats du modéle une relation empirique entre la taille de ’empreinte et la
vitesse d’impact a été établie :

a=1,241x10-4In(V; }-1,303x10-5 (3.5)

Toute I'information nécessaire au calcul de la couverture est maintenant connue. La
surface de la plaque a été discrétisée en un grillage plus ou moins raffiné. A chaque petit
élément de surface est associé un nombre d’impacts. Chaque fois que 1I’élément est

touché, ce nombre est augmenté de un. Lorsqu’un impact a lieu, le rayon de I’empreinte
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est calculé en fonction de la vitesse d’impact. A partir des coordonnées du point
d’impact, tous les éléments de surface dont le centroide se trouve a I’intérieur du cercle
de I'empreinte sont considérés comme ayant été touchés. A des intervalles de temps
prédéterminés, la couverture est calculée. Elle correspond au rapport entre le nombre
d’éléments ayant été touch€s au moins une fois et le nombre total d’éléments. 11 est donc

possible de suivre I’évolution de la couverture dans le temps.

Afin de valider cette méthode de calcul de la couverture, elle a été comparée a celle
développée par Abyaneh (1996a, b et c), brievement présentée a la section 1.8. Le
rapport R/a observé étant significativement inférieur a 200 (valeur maximale de 111
pour V=5 my/s), il est nécessaire d’utiliser ’approche de la surface finie (eq. 1.38). La
surface étudiée étant rectangulaire, la valeur équivalente de R, est calculée comme €tant
le rayon qu’aurait la surface si elle était de forme circulaire. Le rayon de ’empreinte a
est évalué a I’aide de 1’équation 3.5 en considérant que la vitesse d’impact est égale a la
vitesse moyenne d’impact sur la plaque provenant de la simulation tridimensionnelle. Le
seul parametre de 1’équation 1.38 qui demeure inconnu est 4, : le nombre d’impacts par
seconde par unité de surface. Deux méthodes de calcul sont comparées : la premiére est
une approche théorique alors que 'autre fait appel aux résultats de la simulation

tridimensionnelle.

L’approche théorique est basée sur la vitesse de déplacement des particules a 1’intérieur
de la cavité. Connaissant la vitesse moyenne d’impact sur la plaque, et a partir de la
relation 3.3 donnant le coefficient de restitution calculé, la vitesse suite a I’'impact est
déterminée. En supposant que ces deux vitesses soient constantes pour toutes les
particules pendant la durée totale de traitement, c’est-a-dire que tout D’effet de
I'interférence est inclu dans la vitesse moyenne d’impact, la moyenne de ces deux
vitesses est la vitesse moyenne de déplacement des particules tout au long du traitement.
Connaissant la distance entre la plaque et la sonotrode ainsi que le diamétre des

particules, le temps d’un aller-retour plaque/sonotrode est connu. Le nombre d’impacts
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entre une particule et la plaque pour une durée spécifiée est donc connu. Il ne reste plus
qu’a multiplier ce nombre par le nombre de particules et le diviser par la surface et le
temps pour obtenir le nombre d’impacts par unité de surface par unité de temps.

N,V
Aa-:—(—_—Ep 3.6
2d—Db t ( )
Ou V est la vitesse moyenne des particules, S, la surface traitée, d la distance

sonotrode/plaque et N, le nombre de particules.

L’autre méthode de calcul de A4, fait appel aux résultats de la simulation
tridimensionnelle. Pour un épisode de temps donné, le nombre d’impacts qui ont eu lieu
sur la plaque est connu (7). Il suffit de diviser ce nombre par la surface et le temps pour

obtenir la valeur de 4,.

Aa:t—.’é— (3.7)

La Figure 3.9 illustre la variation du temps de couverture compléte en fonction de la
vitesse d’impact moyenne; les résultats obtenus a 1’aide de ’approche de Abyaneh

(calcul de A4, avec I’équation 3.6 ou 3.7) et a I’aide de la simulation tridimensionnelle y

sont €galement présentés.
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Figure 3.9 Temps de couverture compléte en fonction de la vitesse moyenne d’impact

Pour toute la gamme de vitesse considérées, les résultats obtenus a I’aide des deux
méthodes de calcul de A4,, pour ’approche de Abyaneh, sont presque identiques. Par
contre, la simulation tridimensionnelle donne des résultats plus conservateurs. L’écart
relatif entre les temps de couverture es.t d’environ 25% quelque soit la viteése moyenne
d’impact. Cet écart peut s’expliquer par la variation non linéaire du rayon de 1’empreinte
en fonction de la vitesse d’impact. Le rayon varie en effet de moins en moins rapidement
avec l’augmentation de la vitesse. La vitesse moyenne ne correspond donc pas
nécessairement au rayon moyen de ’empreinte. En fait, le rayon moyen de I’empreinte
devrait étre inférieur a celui correspondant a la vitesse moyenne étant donné la forme de
la courbe du rayon en fonction de la vitesse (€q. 3.5). Ceci explique donc en partie
I’écart entre les résultats de la simulation et ceux du modele de Abyaneh. D’autres
aspects, tels que les impacts a treés basse vitesse, qui ne sont pas comptabilisés ni dans

I’évaluation nombre d’impacts ni dans le calcul de la vitesse ou du rayon d’empreinte

moyen dans la simulation, pourraient également expliquer la différence des résultats des
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deux méthodes. Cependant, les résultats obtenus démontrent que la simulation
tridimensionnelle est conservatrice pour I’évaluation du temps de couverture compléte et
elle sera retenue pour cette étude. Lors des essais expérimentaux, un facteur de sécurité
égal a deux sera appliqué sur le temps de grenaillage pour s’assurer d’avoir la couverture

complete.

3.5 Essais de formage par grenaillage

Plusieurs essais de formage par grenaillage ont été réalisés dans le but d’évaluer la
précision de la simulation d’impacts combinée avec la simulation du formage
développées dans cette étude (chapitres 2 et 4). Le grenaillage nécessite un contréle
adéquat pour s’assurer de la répétabilité du procédé. La robotisation des essais a été
choisie en début de projet pour s’assurer de minimiser les erreurs de manipulation
pouvant affecter les résultats. Considérant ce choix, le grenaillage aux ultrasons
nécessite des accommodations non négligeables par rapport a un procédé conventionnel.
Entre autres, ’embout de 1’appareil doit demeurer trés prés de la surface a grenailler
pour éviter la perte de particules lors du traitement. Cet aspect peut devenir
problématique lors des opérations de formage, comme c’est le cas dans cette étude, car
la surface traitée se déforme et se déplace, généralement vers le jet de particules, donc
vers I’appareil. La condition de proximité entre I’embout et la surface devient difficile a
respecter sans appliquer une trop grande force sur I’embout de I’appareil, ce qui pourrait

I’abimer.

3.5.1 Banc d’essai

Pour les besoins de la robotique, 1’échantillon traité et I’appareil StressVoyager®
doivent étre fixés solidement. De plus, I’échantillon il doit étre positionné de telle sorte
que toute la trajectoire de grenaillage fait partie de 1’espace de travail du robot (le

volume a I’intérieur duquel le robot est en mesure de se déplacer). Le montage utilisé est
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montré a la Figure 3.10. Ce montage a été congu pour étre adaptable a plusieurs type de
pieces. Sa structure en extrusions d’aluminium permet facilement des ajustements et des
modifications pour 1’adaptation & une multitude de pi¢ces. Un assemblage a également

été congu pour fixer I’appareil StressVoyager® au robot.

Appareil
StressVoyager®
Assemblage de
fixation du
StressVoyager®
Echantillon
Montage

Figure 3.10 Banc d’essai pour le formage par grenaillage

Le coin inférieur gauche de la plaque est considéré comme 1’origine du repére du
montage pour des mesures subséquentes (Figure 3.11). L’aréte inférieure de la plaque
sert a déterminer 1’orientation de I’échantillon. Lors de la mise en place d’un échantillon,
il est d’abord appuyé fermement sur les deux attaches inférieures puis poussé vers la
gauche ce qui assure un positionnement uniforme pour tous les essais. La direction de
I’écrouissage de laminage coincide avec la verticale pour éviter les problémes liés a ce

parametre démontrés par Kulkarni, Schey et Badger (1981).

3.5.2 Procédure expérimentale

L’échantillon utilisé pour les essais de formage par grenaillage a été¢ dimensionné en
respectant deux exigences : a) la valeur du rayon de courbure généré lors du formage
doit étre similaire aux valeurs utilisées dans les applications industrielles du procédé, b)
les dimensions de la plaque doivent permettre une trajectoire de grenaillage simple

compte tenu de la forme de I’embout de 1’appareil. Le matériau de la plaque est un
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alliage d’aluminium 7075-T6, largement utilisé par I’industrie aéronautique. La forme
carrée a été choisie dés le départ pour éviter les effets dus au rapport longueur/largeur
observés par Kulkarni, Schey et Badger (1981). La largeur de I’embout de 1’appareil
¢tant de 76 mm, une plaque de 400 mm x 400 mm permet d’effectuer cinq passes de
grenaillage tout en laissant une largeur excédentaire d’environ 10mm sur le contour pour
éviter toute perte de particules en passant pres des bordures durant le traitement. De
plus, cette dimension correspond aux standards de 1’industrie concernant les matériaux
(16 po. = 406 mm, les feuilles de matériau sont vendues en dimensions impériales 48 po.

X 96 po.) ce qui permet de réduire les pertes de matériau au minimum.

Le choix de I’épaisseur a été fait a partir de données expérimentales provenant de la
littérature. A partir des intensités atteignables de ’appareil StressVoyager® (8A po. a
24A po.) mesurées par Drouin (2003), deux courbes expérimentales provenant de la
littérature correspondant a des intensités de 0,31A (8A po., Khabou, Castex et Inglebert
(1990) et environ 0,79A (20A po., Rouhaud et Deslaef, 2002) ont été choisies. A P’aide
de I’équation 1.2, le moment de flexion de chacun des deux profils a été calculé. La
théorie des plaques en flexion a ensuite servi a calculer le rayon de courbure développé
pour différentes épaisseurs de plaques disponibles sur le marché. L’épaisseur 4,7625 mm
(3/16po.) a été retenue car elle permettait d’obtenir des rayons de courbure de 6,25 m

(0,31A) et de 2,82 m (0,79A).

Les essais de formage ont été réalis¢s en couvrant toute la gamme d’amplitude de
I’appareil StressVoyager®. Les valeurs choisies sont de 35, 45, 55, 65 et 75 um. Pour
une méme amplitude, deux essais sont initialement réalisés. Si les résultats des deux
essais différent trop, un troisieme essai est effectué. Les billes sont en acier 100C6
(AFNOR, équivalent AISI 52100) d’un diametre de 3 mm, ce qui est typique des
applications industrielles. Le déplacement de 1’appareil se fait suivant la petite
dimension de ’embout (26 mm). La vitesse de déplacement est calculée a partir des

temps de couverture calculés a 1’aide de la simulation tridimensionnelle, en divisant
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simplement la longueur de I’embout par le temps de couverture compléte, lui-méme
augmenté par un facteur de sécurité de deux. Tous les essais sont réalisés a couverture
compléte pour éviter toute ambiguité liée a la non uniformité des contraintes résiduelles

que pourrait causer une couverture incompléte.

3.5.3 Trajectoire

La trajectoire suivie par le robot dans le plan de la surface de I’échantillon est illustrée a
la Figure 3.11. Elle permet de générer une couverture d’au moins 100% sur la majorité
de la surface. Des mouvements de rotation de I’appareil (R1 a R6) ont été choisis pour
minimiser les accélérations importantes causées par les changements brusques de

direction qui peuvent modifier la couverture de certaines régions.

RS~

D: Départ

=1 "R1 """ N I A: Arrivée
S ___-Rz__ _____

*,@3%
AN

Figure 3.11 Trajectoire de traitement de grenaillage sur la plague

La difficulté est toutefois de maintenir une distance de moins de 1,5mm (1/2D;) entre la
plaque et ’embout de ’appareil sans appuyer trop fortement sur I’échantillon, pour
éviter ’endommagement de 1’appareil. Une premiére solution aurait été de contraindre
I’échantillon de maniere a limiter tout déplacement hors plan & moins de 1,5 mm. Les

forces en jeu auraient toutefois été trés grandes et un montage complexe aurait été
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nécessaire. La solution retenue est de simuler la déformation de la plaque en fonction du
temps en appliquant les contraintes qui résulte de la trajectoire de grenaillage montrée la
figure 3.11. Des fonctions d’ Ansys® permettent 1’application de charges dont I’intensité
et le point d’application varient dans le temps. Les détails concernant cette application
sont donnés a I’annexe E alors que le modéle est décrit au chapitre 4. En saisissant la
position des nceuds qui font partie de la trajectoire de grenaillage en fonction du temps,
il est possible de déterminer la position et ’orientation que doit avoir le robot pour
maintenir la distance prescrite entre 1’échantillon et I’appareil durant la totalit¢ du

traitement.

3.5.4 Analyse des résultats des essais de formage

Une premiére idée pour mesurer les coordonnées de la surface des plaques déformées
était d’utiliser un marbre et des appareils de mesure manuels standards. Les dimensions
de I’échantillon posaient toutefois des problémes et cette solution a vite été abandonnée.
Une autre possibilité était d’utiliser une machine a mesurer tridimensionnelle (CMM).
Cependant, la machine disponible n’était pas fonctionnelle au moment d’effectuer les
mesures. La solution qui a été retenue est 1’utilisation d’un bras Faro®, muni d’une
caméra laser en guise de pointeur. Cet appareil permet de numériser une piéce en trois
dimensions en un nombre élevé de points dont les coordonnées peuvent ensuite étre

traités a I’aide du logiciel Polygonia®.

Lors de la numérisation d’un échantillon, plus de 2 000 000 de points sont saisis. Des
filtres permettent ensuite de réduire ce nombre a environ 200 000, ce qui facilite le
traitement subséquent. Les coordonnées des points étant données dans un systéme
global, lié a la base du bras Faro®, des outils logiciels sont utilisés pour ramener les
points dans un systéme (X,y,z) paralléle a celui illustré a la Figure 3.11. Pour extraire les
valeurs des deux rayons de courbure développés par le formage, le logiciel Matlab® a

été utilisé. Dans une région formant une croix au centre de I’échantillon (Figure 3.11),
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41 bandes de points d’une largeur de 0,2 mm (environ 100 points) sont extraites dans
chacune des directions, x et y. Chaque bande de points est ensuite soumise aux fonctions
de « Curve Fitting » de Matlab® et les rayons de courbure sont calculés. Pour éviter tout
effet de bord et surtout pour minimiser I’erreur sur le rayon liée au déplacement en x ou
y par rapport au centre de la plaque, toutes les bandes sont situées a moins de 25 mm du
centre de la plaque. Les données d’entrée et les résultats des essais sont présentés dans le
tableau 3.9 et graphiquement a la Figure 3.12, qui illustre la vanation du rayon de
courbure moyen en fonction de ’amplitude de la sonotrode. La courbe, qui est un lissage
cubique des valeurs mesurées, montre une diminution du rayon de courbure avec
I’augmentation de 1’amplitude, mais aussi une tendance qui semble montrer que le rayon
de courbure atteindra une valeur minimale. Certains essais ont €té rejetés a cette étape a
cause d’erreurs de manipulation ou de parametres mal controlés. Par exemple,
I’échantillon 009 a ét€¢ mal orienté. Les essais 015 et 016 ont quant a eux été réalisés
avec des particules qui avaient €té sur-utilisées. Les essais 018 et 022 ont été réalisés
avec des particules neuves. L’essai 021 a été rejeté car 1l était en désaccord avec les
essais 007 et 008, réalisés dans les mémes conditions. L’essai a été interrompu et repris
par la suite, ce qui a pu causer une non uniformité du grenaillage. Il importe ici de
mentionner que les rayons de courbure mesurés ont été normalisés par rapport a
I’épaisseur. L épaisseur de chaque échantillon a été mesurée en huit points et le rayon a
¢té normalis€ par rapport a I’épaisseur nominale de la plaque soit 4,7625 mm (3/16 po.)
en utilisant une relation du moment en fonction du rayon de courbure provenant de la

théorie des plaques.

3
Rt—nominal =( tnom j (31 1)

Rmesuré tmesuré



Tableau 3.9 Données d’entrée et résultats des essais
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Rayon de Rayon de Rayon de
Ambli Vitesse de courbure courbure courbure
. mplitude . . . . .
#Essai déplacement normalisé, normalisé, moyen
(pm) du robot (m/s) direction x direction y (mm)
(mm) (mm)
005 35 0,0013 3573 4535 4054
006 35 0,0013 3352 4691 4022
019 35 0,0013 3772 4048 3910
007 45 0,0023 3467 3801 3634
008 45 0,0023 3276 3795 3536
024 45 8:6023 383 3607 3395
809 55 06,0029 33540 3568 3554
010 55 0.0029 3178 3423 3301
012 55 0,0029 3222 3458 3340
013 65 0,0037 3059 3267 3163
014 65 0,0037 2948 3217 3083
020 65 0,0037 2721 3316 3019
H5 75 05,0052 2686 3519 3103
&6 > 08;0052 2336 3951 3144
018 75 0,0052 2827 2949 2888
022 75 0,0052 2871 3107 2989
4500 B p— S R
[ & Rayonss ===Polnamial (Rayons mesurés) |
g 4000 - — A -— R e
E
‘d]_)
? 3500 -
[
E
g
g 3000 +———— -~ 1:
c
o
3
& 2500 e —- -- .
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Amplitude de deplacement de la sonotrode (um)

Figure 3.12 Résultats des essais de formage
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3.6 Conclusion

Des méthodes de calcul ont été¢ développées pour mieux comprendre le procédé de
grenaillage aux ultrasons.. Un modé¢le d’indentation d’une sphere, une simulation
unidimensionnelle du mouvement d’une bille soumise a I’action d’une sonotrode de
méme qu’une simulation tridimensionnelle du mouvement de plusieurs billes dans la
cavité de grenaillage de I’appareil StressVoyager® permettent de déterminer la vitesse et
la couverture. Les valeurs de la vitesse calculées ont d’ailleurs servi a déterminer les
vitesses d’impact dans les simulations d’impact par éléments finis dynamiques au
chapitre 2. La robotisation a été réalisée et les valeurs des rayons de coubures des essais
de mise en forme ont été présentées en fonction de I’amplitude. Ces rayons seront

comparés aux résultats de la simulation de mise en forme par éléments finis au chapitre

4.
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CHAPITRE 4 - SIMULATION DE LA MISE EN FORME
PAR ELEMENTS FINIS QUASI-STATIQUES

Plusieurs approches pour simuler la mise en forme ont été présentées au chapitre 1.
Deux d’entre elles seront maintenant évaluées a I’aide d’un modéle simple d’éléments
finis quasi-statiques afin d’en dégager la précision et surtout la facilité d’utilisation. Ce
sont les approches par profil de température et par profil de coefficients de dilatation
thermique. Une étude pour évaluer le degré de non-lin€arité géométrique du modéle est
également présentée. La méthodologie développée pour simuler la trajectoire de
traitement pour la robotisation des essais est décrite et finalement, les résultats des
simulations du formage d’une plaque par grenaillage sont comparés aux valeurs

expérimentales.

Les données d’entrée des simulations de mise en forme sont les profils de contraintes
résiduelles obtenues a la fin du chapitre 2. Ce chapitre permet donc de valider la justesse
de la combinaison de la simulation dynamique d’impact pour 1’obtention des contraintes
résiduelles, avec une simulation quasi-statique de la mise en forme. Cette combinaison
est nécessaire au processus de simulation compléte de la mise en forme énoncé au

chapitre 1 dont les détails seront présentés au chapitre 5.

4.1 Evaluation des méthodes de simulation des contraintes
résiduelles

Des quatre approches présentées au chapitre 1, seulement deux ont été retenues :
I’approche par profil de températures et I’approche par profil de coefficients de
dilatation thermique. Les deux autres approches ont été rejetées a cause de la grande
difficulté a les mettre en ceuvre étant donné leur caractére indirect. Dans 1’application de

ces méthodes, un chargement induit des déformations plastiques. Le chargement est
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ensuite relaché et la courbure est générée par les déformations plastiques. Ce n’est pas le
chargement initial qui génére la forme, d’ou le caractére indirect qui rend les méthodes

difficiles a appliquer.

Les deux approches retenues seront appliquées a la mise en forme d’une surface
sphérique, et les résultats seront comparés a ceux provenant de la théorie des plaques
minces en flexion. Pour fins de comparaison, la fleche au centre de la plaque est étudiée.
Etant donné que les calculs sont linéaires, l1a fléche est liée géométriquement au rayon de
courbure par 1’équation d’une sphere. Il n’est donc pas nécessaire de calculer ce rayon.
Lorsque les comparaisons seront établies avec les résultats expérimentaux, le rayon de
courbure sera le parametre d’intérét étant donné les non-linéarités géométriques qui

risquent de se manifester.

4.1.1 Description du modéle d’éléments finis

Le modele d’éléments finis utilisé pour évaluer les deux approches de mise en forme est
illustré a la Figure 4.1. 11 s’agit d’une plaque carrée de 400 mm de c6té (plan x-y) et de
4,7625 mm (3/16 po.) d’épaisseur en alliage d’aluminium 7075-T6 (E,= 72 GPa,
1,=0,33). Les propriétés mécaniques de I’ensemble sont données au tableau 4.1. Il est
supposé que le matériau adopte un comportement €lastique linéaire. En réalité, pour des
rayons de courbure typiques de la mise en forme par grenaillage, le matériau formé

demeure toujours dans le domaine élastique.

Pour mettre en application les approches par profil de températures et de coefficients de
dilation thermique, il est nécessaire d’utiliser des éléments multicouches. Plusieurs
options sont disponibles dans Ansys®. Les éléments Shell99 sont choisis pour leur
capacité a modéliser les effets non-linéaires géométriques. Ce sont des éléments a huit
nceuds ayant chacun six degrés de liberté. Les éléments Shell91 sont aussi adéquats,

mais ils nécessitent des temps de calculs plus élevés étant donné leur formulation plus
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complexe qui permet également de modéliser les matériaux non-linéaires. Chaque
¢lément est divisé en 50 couches d’épaisseur constante. Par exemple, pour le profil de
contraintes correspondant a une vitesse de 5 m/s (Figure 2.15), la partie en compression
du profil est divisée en cing segments. Cette discrétisation est jugée suffisante pour

I’évaluation des méthodes de simulation.

La taille des €léments a ét¢ déterminée de manicére arbitraire, étant donné les temps de
calcul tres faibles (environ 60 secondes). Des éléments carrés de 10 mm ont été choisis,
ce qui fait un total de 1600 €éléments. Ce nombre est amplement suffisant pour bien

modéliser la courbure sphérique développée.

AY

Figure 4.1 Modéle d’éléments finis pour 1’évaluation des méthodes de simulation

Tableau 4.1 Propriétés du matériau de la plaque

Matériau E, v,

Elastique linéaire (Al 7075 T6) 72 GPa 0.33
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4.1.2 Simulation des contraintes résiduelles par profil de température

Cette approche, proposée par Gardiner et Platts (1999), a été présentée a la section 1.4.3.
I1 s’agit d’imposer un profil de température a travers 1’épaisseur des éléments. En
utilisant un coefficient de dilatation thermique calculé selon I’équation 1.3, la
température appliquée est équivalente a la contrainte en MPa, selon le principe de la
déformation équivalente. Seuls les coefficients dans les directions x et y sont affectés. Le
coefficient dans la direction z est fixé a 0. Il est supposé ici que I’application d’une
charge thermique entraine le méme effet que les déformations plastiques dans le

matériau réel.

Les €éléments Shell99 permettent I’application d’une méme valeur de la température aux
huit coins de chaque couche. Pour des éléments de 50 couches, il y a donc 51
températures a spécifier pour les deux surfaces libres et les 49 surfaces inter couche. Les
profils de contraintes résiduelles doivent €tre discrétisés en 51 points ¢galement espacés,
a travers une épaisseur de 4,7625 mm. Pour cette étude, la totalité des profils est utilisée
pour simplifier les manipulations. Cependant, puisque le profil de contraintes a été
calculé jusqu’a une profondeur de 3 mm dans les simulations, uniquement les 35
premieres couches sont affectées. Pour les autres couches, la température est fixée a
zéro. La discrétisation des profils de contraintes se fait a ’aide de splines cubiques. Les
profils proviennent des simulations tridimensionnelles du procédé; ils sont illustrés a la
figure 2.8. Des détails concernant la valeur de la températures de chaque couche et la
méthode de discrétisation sont donnés a 1’annexe E. Les fleches maximales calculées a

I’aide de la méthode par profils de température sont présentées au tableau 4.2.

4.1.3 Simulation des contraintes résiduelles par profil de coefficient

de dilatation thermique

Cette approche est similaire a la précédente mais en méme temps, elle en est bien

différente. Plut6t que d’introduire I’effet des déformations plastiques en faisant varier la
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température selon la profondeur, une température constante est appliquée sur toute
1’épaisseur, mais le coefficient de dilatation thermique differe d’une couche a I’autre; il
est calculé en fonction de la contrainte résiduelle. Levers et Prior (1998) ont été les

premiers a utiliser cette méthode pour simuler le formage par grenaillage.

Les profils de contraintes résiduelles sont discrétisés de la méme fagon que pour la
méthode précédente, exception faite qu’il faut utiliser la contrainte au milieu de chaque
couche. Cinquante points sont donc nécessaires pour les 50 couches. Le coefficient de
dilatation thermique de chaque couche est ensuite calculé selon la relation suivante.

I-v
a= E,AT 4.1
Pour cette étude, AT a été fixé a 100°C. Seuls les coefficients dans les directions x et y
sont affectés. Le coefficient dans la direction z est fixé a 0. Des détails concernant les
valeurs des coefficients de dilatation thermique de chaque couche et la méthode de
discrétisation sont donnés a I’annexe E. Les fleches maximales calculées a 1’aide de la

méthode des profils de coefficients de dilatation thermique sont données au tableau 4.2.

4.1.4 Validation des simulations a I'aide de la théorie des plaques

Puisque I’effet primaire du grenaillage est la génération d’une courbure dans la plaque
par I’introduction d’un moment fléchissant uniforme dans le matériau, une plaque mince
soumise a un moment de flexion sur ses quatre co6tés menera théoriquement a un résultat
¢quivalent. Une validation est faite a 1’aide de la théorie des plaques minces en flexion.

La valeur de la fléche (z;) est donnée par la relation suivante :

Zf=2ElpI » Fatervona Jeo(aty4v, M 2] (4:2)

Ou M, et M, sont les moments appliqués autour des axes x et y.

Cette équation est valide pour une plaque carrée (plan x-y), dont les c6tés sont paralleles

aux axes X et y. Le repére est situé au centre de la plaque. Pour obtenir la fléche
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maximale, 1l suffit de poser les valeurs de x et y égales aux coordonnées d’un des coins
de la plaque. Les profils de contraintes résiduelles appliquées sont ceux obtenus des
simulations tridimensionnelles du procédé, illustrés a la figure 2.18. A partir de ces
profils, les valeurs de M, et M, doivent étre calculées car les valeurs numériques a
introduire dans les équations ont jusqu’ici été spécifiées pour des longueurs unitaires
(N.m/m). Il faut donc multiplier la valeur obtenue par la longueur de la plaque pour

obtenir les valeurs globales. Les valeurs de la fleche z; sont également présentées au
tableau 4.2.

Tableau 4.2 Fléches maximales théoriques et par simulation (mm)

Vitesse d’impact Sm/s 7,5 m/s 10 m/s 12,5 m/s 15 m/s
Théorique 10.84 15,49 19.28 23,82 24,89
Simulation, profil de

température 10,50 ¢-3,18%) | 15,33 -1,00%) | 19,20 (-041%) | 23,75 (-0.29%) | 24,85 (-0,19%)

Simulation, profil de
coefficient de 10,49 (-3,26%) | 15,33 (-1,00%) | 19,20 (-0,41%) | 23,78 (-0.17%) | 24,88 (-0,04%)
dilatation thermique

Approche

Les résultats des deux simulations sont équivalents et 1’erreur relative par rapport a la
théorie des plaques est de moins de 1%, sauf pour une vitesse de 5 m/s. Les écarts
relatifs diminuent avec I’augmentation de la vitesse. Ceci s’explique par la qualité de
discrétisation du profil de contraintes résiduelles. Le nombre de couches dans les
éléments étant constant, plus le profil est profond, plus il affecte un grand nombre de
couches et mieux il est discrétisé. La simulation par coefficients de dilatation thermique
est tout de méme retenue étant donné€ la plus grande facilité¢ de manipulation des charges.

Cet aspect est particulierement important pour simuler la trajectoire de traitement

(section 4.3 ).

4.2 Effet de la non-linéarité géométrique

Dans ce type de formage, la non-linéarité géométrique peut se manifester de deux

fagons. Le développement de la courbure entraine des déplacements dans le plan de la
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plaque et il augmente I’inertie de la plaque en flexion. Ces deux phénoménes sont
illustrés & la Figure 42. A gauche, une poutre chargée en porte-a-faux subit un
déplacement de son extrémité libre suivant la direction x suite a un chargement. Si la
charge est relativement petite, ce déplacement sera trés petit et 1l pourra étre négligé car
il n’aura aucun effet sur la réaction a ’encastrement. Par contre, lorsque la charge est
suffisamment grande, le déplacement peut devenir suffisant pour diminuer le moment de
réaction a 1’encastrement de manieére significative en diminuant la longueur du bras de
levier. Il est alors nécessaire de tenir compte de cet effet dans les modeles d’éléments

finis.

Les courbures générées par la mise en forme par grenaillage ne sont pas trés grandes. Si
le but ¢tait uniquement de déterminer le rayon de courbure développé, cette forme de
non-linéarité serait négligeable. Par contre, un des objectifs de cette €tude est de simuler
non seulement le rayon de courbure développé, mais aussi 1’allongement de la plaque di
aux contraintes résiduelles. Dans ce contexte particulier, il devient trés important de
tenir compte des déplacements dans le plan de la plaque qui sont dus a la courbure, car
ils peuvent €tre significatifs par rapport a 1’allongement causé par le grenaillage. Par
exemple, le déplacement a P’extrémuté d’une poutre de 400 mm de long, chargée en
porte-a-faux pour obtenir un rayon de courbure de 4000 mm, est de 0,167 mm, soit 0,42
mm/m. Un allongement de 0,5 mm/m est typique en aéronautique (Moore, 1982). Il
apparait évident qu’il est absolument nécessaire de tenir compte de ces déplacements

dans les simulations.

L’autre type de non-linéarité géométrique est particuliére au procédé étudi€ et est liée au
développement d’une courbure suivant deux directions. Lorsque cela se produit, I’inertie
des sections en flexion augmente a cause de I’apparition de la courbure. La partie de
droite de la Figure 4.2 illustre le phénomeéne. S’il y a développement de courbure dans
une seule direction, la section en flexion est inchangée et son inertie demeure constante,

mais s’il y a flexion simultanée d’une plaque dans deux directions, la forme de la section
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change. Pour une surface équivalente, une forme courbe a une inertie plus grande et
résiste mieux aux charges de flexion. Plus la charge est élevée, plus la courbure est
grande et plus la plaque résiste a la flexion. Le phénomeéne n’est pas considéré lorsqu’un
calcul linéaire est effectué, les chargements et les calculs inertiels étant liés a la

géométrie initiale. Il est primordial d’en tenir compte dans toute simulation de formage.

Cette observation pourrait bien expliquer le phénomeéne lié au rapport longueur/largeur
rapporté par Kulkarni, Schey et Badger (1981). Les auteurs ont observé des variations
dans les courbures développées dans deux directions normales dépendant du rapport
longueur/largeur des échantillons. Ces variations pourraient s’expliquer par les

différences dans les changements d’inertie, selon les dimensions des échantillons.

Le dernier type de non-linéarité sera discuté plus en détail a la section 4.4 , ou les
résultats expérimentaux sur les rayons de courbures d’une plaque grenaillée seront

présentés.

Mo IS

Axc ncutrc

Coupe A-A

Figure 4.2 Non-linéarités géométriques lors du formage par grenaillage

4.3 Calcul de la trajectoire de traitement

Les difficultés liées a la robotisation des essais de formage ont été expliquées au chapitre

3. L’une d’entre elles est de maintenir une distance de moins de 1,5 mm entre la plaque
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et ’embout de I’appareil sans appuyer trop fortement sur la plaque afin de ne pas abimer

I’appareil.

Le modéle retenu pour déterminer la trajectoire du robot est le méme que celui qui a
servi aux simulations de formage (Figure 4.1) mis a part les conditions aux frontieres. Le
montage comprend des attaches solides pour éviter tout mouvement de 1’échantillon
durant le traitement. Le modele doit étre modifié en conséquence et des conditions
d’encastrement sont appliquées sur quatre éléments a chaque coin (20 x 20 mm) pour
simuler la rigidité des attaches. L’approche par coefficients de dilatation thermique a été

retenue car elle permet de contrdler plus facilement la charge appliquée.

Des fonctions de Ansys® permettent d’appliquer un chargement selon une équation qui
dépend du temps et de la position. Cette €quation doit représenter le mieux possible la
trajectoire de la figure 3.11. Le module qui permet d’entrer la fonction est toutefois
limité car uniquement des fonctions continues peuvent étre utilisées. Or, une fonction de
Heaviside aurait été tout indiquée pour cette application. N’étant pas disponible, il a
fallu utiliser la fonction y = arctg(y) qui prend la forme présentée a la Figure 4.3. La
fonction tend vers 272 lorsque i tend vers +oo et vers —a7/2 lorsque  tend vers —o. Ces
deux asymptotes peuvent étre utilisées pour simuler une fonction de Heaviside. En
multipliant la valeur de y par un nombre trés €élevé, la fonction passe de — 772 & 772 pour
une tres petite variation de i autour de 0. Une quasi-fonction de Heaviside est alors
obtenue. Il suffit ensuite de choisir  en fonction de la position et du temps de maniére
appropriée. La combinaison de plusieurs de ces fonctions a permis de simuler la

trajectoire de traitement qui a été utilisée pour tous les essais de formage par grenaillage.

Le développement complet de la fonction est donné a ’annexe F.



150

y=ArcTan{10000y/)
D

w (radian)

Figure 4.3 Forme de la fonction ArcTan(y)

4.4 Comparaison avec les résultats expérimentaux

Afin de valider la méthode des profils de coefficients de dilatation thermique, des
simulations de formage en mode non-linéaire ont été réalisées et les valeurs des rayons
de courbure ainsi calculées ont été comparées a celles mesurées sur une plaque formée
par grenaillage. Les profils de contraintes utilisés proviennent des simulations
dynamiques par éléments finis du procédé, réalis€ées en utilisant un matériau a
écrouissage bilinéaire isotrope ajouté de la loi de Cooper-Symonds (Figure 2.18). Afin
de bien représenter I’effet réel, uniquement la partie en compression du profil de
contraintes résiduelles est introduite dans la simulation non-linéaire. Cette portion
correspond a la zone plastifiée de la plaque qui génére la force qui permet le formage. La

zone en tension du profil est simplement due a un équilibrage interne des forces en jeu.

Deux méthodes ont été utilisées pour comparer les valeurs des rayons de courbure
calculées et les valeurs mesurées. Dans la premiére, les rayons de courbure en plusieurs
points, le long des plans de symétrie de la plaque sont comparés. Etant donné la non-
linéarité du probléme, la forme développée n’est pas une sphére parfaite mais plutt un

ellipsoide. En réalité, le rayon diminue lorsque le point de mesure s’éloigne du centre de
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la plaque. La Figure 4.4 montre les résultats des simulations (symboles vides) pour un
matériau a écrouissage isotrope ajouté de la loi de Cooper-Symonds et les mesures prises
sur les plaques formées en laboratoire (symboles pleins) pour différentes vitesses
d’impact. Sur cette figure, la valeur du rayon correspond a la moyenne des valeurs prises
dans les deux plans de symétrie; la position du centre des points de mesure représente les
coordonnées de x ety (x =y) dans le repere de la figure 3.11. Il faut noter que les rayons
de courbure obtenus a partir de la simulation ont été calculés a I’aide de 1’équation d’un
cercle passant par trois points situés sur les axes de symétrie. Ces trois points sont
espacés de 20 mm chacun et la coordonnée en x sur la figure indique la position du point
central, la largeur ainsi couverte est de 40 mm. Les valeurs expérimentales des rayons
ont été déterminées a partir des points obtenus par la méthodologie expliquée au chapitre
3 sauf que dans la présente situation, la largeur de la plaque est divisée en segments de
100 mm de long, espacés de 20 mm et un rayon est calculé pour chaque segment. Il
aurait été préférable d’utiliser des segments de 40 mm de long, mais dans ce dernier cas,
le nombre restreint de points cause des problémes de convergence aux algorithmes de

lissage de Matlab.

Les courbes de la Figure 4.4 montrent bien la forme non sphérique développée (rayon de
courbure non constant) autant dans les simulations que dans les essais de formage en
laboratoire. Ceci démontre clairement I’effet non-linéaire lié a ’augmentation de
Iinertie de la section. Evidemment, les valeurs expérimentales montrent des variations
moins régulieres étant donné les nombreuses sources d’erreur possibles, y compris la
mesure elle-méme, la non-uniformité du traitement et les variations d’épaisseur des
¢chantillons.

Si ces résultats sont encourageants, ils sont toutefois difficiles a interpréter. Une
deuxiéme méthode de comparaison, plus simple et plus visuelle, est utilisée pour
faciliter I’appréciation des résultats. Cette méthode permet d’observer 1’effet de formage

d’une maniére plus globale. La comparaison est faite uniquement sur les valeurs des
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rayons moyens, calculés ou mesurés, dans une région formant une croix au centre de la
plaque, tel qu’illustré a la Figure 3.11. Les résultats expérimentaux sont illustrés a la
Figure 3.12 en fonction de ’amplitude de la sonotrode. En appliquant une méthode de
régression aux résultats de la simulation tridimensionnelle du procédé présentés a la
Figure 3.8, une expression est obtenue pour exprimer les rayons de courbure en fonction
de la vitesse d’impact. Les rayons moyens des simulations sont calculés en faisant la
moyenne des rayons de la Figure 4.4 pour une vitesse d’impact donnée. La Figure 4.5

permet de comparer graphiquement les deux résultats.

5500
5000 - —e—Exp. Amp. 35 V6,75
4500 A —— Exp. Amp. 45 V8,47
—a— Exp. Amp. 55 V10,18
E 4000 - . —e=—Exp. Amp. 65 V11,83
£
: 3500 4 —— —e— Exp. Amp. 75 V13,56
% —6e—Sim. V5
¢ 3000 —8—Sim. V7.5
2500 4 —A— Sim. V10
—¥—Sim. V12.5
2000 - —o—Sim. V15

1500 r " ;
50 100 150 200 250 300 350

Position du centre des points de mesure {(mm)

Figure 4.4 Comparaisons des rayons simulés et mesurés selon la position sur la plaque

Les résultats expérimentaux suivent assez bien la courbe provenant des simulations. Les
écarts des valeurs expérimentales par rapport a celles de la simulation sont de moins de
15% pour toutes les vitesses. Il est clair que la combinaison des simulations dynamiques
et quasi statiques permet d’obtenir des résultats représentatifs de la réalité. L’écart est
principalement attribué aux propriétés du matériau qui ont été obtenues de la littérature.
Les propriétés réelles du matériau des plaques en laboratoire peuvent différer de celles
utilisées pour les simulations. Les essais a taux de déformation élevés étant trés

complexes, les installations disponibles au moment de 1’étude ne permettaient pas de
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couvrir la gamme du taux de déformation associée aux résultats des simulations

dynamiques.
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Figure 4.5 Comparaison des rayons moyens simulés et mesurés en fonction de la vitesse d’impact

4.5 Conclusion

Un modele pour la simulation de I’effet de formage du grenaillage a été développé. La
méthode par profils de coefficient de dilatation thermique a été choisie pour sa
simplicité. Afin de s’assurer de bien représenter tous les effets réels, les non-linéarités
géométriques du systéme ont été prises en compte. En combinant le modéle développé
avec les valeurs des contraintes résiduelles obtenues a 1’aide du mode¢le dynamique
d’éléments finis (chapitre 2), des simulations de la mise en forme par grenaillage ont été
faites. Des comparaisons avec les valeurs des rayons expérimentales ont montré des
écarts de moins de 15%. La combinaison des simulations est donc un outil viable pour la

simulation de la mise en forme par grenaillage.

Au prochain chapitre, le processus de simulation complete de la mise en forme par

grenaillage, énoncé au chapitre 1, sera détaillé. La simulation de la mise en forme en est
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une étape importante, car elle sera utilisée pour effectuer I’optimisation de la répartition

des paramétres de grenaillage.
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CHAPITRE 5 - PROCESSUS DE SIMULATION
COMPLETE DE LA MISE EN FORME PAR
GRENAILLAGE

5.1 Introduction

Le dernier élément a maitriser avant d’étre en mesure de simuler la totalité du procédé
de mise en forme par grenaillage, tel qu’il est décrit au premier chapitre, est de
déterminer par calcul la répartition des paramétres de grenaillage sur une surface pour
obtenir une géométrie désirée et de calculer la géométrie initiale plane en fonction des
valeurs de ces parametres. Cette derniere étape est primordiale pour minimiser les essais
expérimentaux nécessaires avant d’entreprendre un cycle de production. Les effets non-
linéaires diis au développement de la courbure n’ayant pas été investigués par la
communauté scientifique pour l’instant, de méme que la distorsion de la piéce, la
connaissance préalable d’une géométrie plane obtenue en tenant compte de ces effets
permettrait de réduire considérablement les temps de mise en route d’un procédé de

formage par grenaillage.

La méthode pour le calcul de la géométrie initiale plane est d’abord présentée. Par la
suite, ’optimisation de cette géométriec plane et de la répartition des paramétres de
grenaillage est effectuée a l’aide du module d’optimisation du logiciel Ansys®.
Finalement, ayant démontré la validité¢ de la simulation des contraintes résiduelles par
éléments finis dynamiques (chapitre 2), et la validité de la simulation de la mise en
forme par éléments finis quasi-statiques (chapitre 4), le procédé proposé au chapitre 1
(figure 1.34) est appliqué a deux géométries simples. Les résultats obtenus sont

présentés et analysés.
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5.2 Calcul de Ia géométrie plane initiale

Jusqu’a présent, I’approche de Wang et Platts (2002) présentée a la section 1.6.4 est la
seule méthode de prédiction de la géométrie plane initiale répertoriée dans la littérature
scientifique. La méthode consiste, en un premier temps, a faire le maillage de la piece
dans sa forme finale grenaillée. Ensuite, les rayons de courbure locaux sont déterminés
et la piece est divisée en zones a I'intérieur desquelles les paramétres de grenaillage
(forces et moments internes) sont considérés constants. Bien qu’elle comporte quelques
lacunes, cette méthode sera néanmoins utilisée dans le cadre de ce projet; cependant,

quelques modifications seront apportées pour en améliorer la précision.

5.2.1 Maillage de la piéce selon sa forme finale aprés grenaillage

Le maillage de la piece selon sa forme finale aprés grenaillage (forme désirée) est la
premicre étape de ce processus. Uniquement des surfaces définies par des équations
connues sont retenues pour simplifier les algorithmes. Cette simplification permet

¢galement de mieux contrdler les parametres de maillage.

Le point d’ancrage, ou 1’origine du mod¢le, est fixé au centre géométrique de la piece
dans sa forme finale, une fois grenaillée (Figure 5.1). Les coordonnées médianes en x et
en y servent a déterminer sa position. Les axes x et y divisent alors la surface en 4
sections ou secteurs, correspondants aux quatre quadrants. Le maillage est ensuite
effectué en respectant un quadrillage dans le plan xy. La distance en X et y entre chaque
nceud est constante et la coordonnée en z du nceud est calculée & partir de I’équation de
la surface. Une fois le maillage terminé, des vérifications sont faites pour s’assurer de
respecter une tolérance de forme. En effet, puisque les coordonnées des points des
éléments varient linéairement entre chaque nceud, il est nécessaire de vérifier que la
surface de chaque élément ne s’éloigne pas trop de la surface réelle a modéliser entre les
nceuds. La Figure 5.2 illustre une situation possible si un maillage triangulaire est

appliqué; dans le cas illustré, les surfaces IJK et JKM de I’élément tétrahédrique [JKM
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ne représentent pas fidelement les surfaces courbes a modéliser. Lorsque ceci se produit,
la taille du quadrillage est réduite et 1’opération est relancée. Le nombre de nceuds ne
doit toutefois pas dépasser 1000 a cause des limites du logiciel Ansys® concernant le
nombre de parametres. Ce point sera expliqué en détail a la section 5.3 . Un exemple de

surface maillée est illustré a la Figure 5.1.

Figure 5.2 Erreur géométrique causée par le maillage d’une surface courbe avec des éléments
linéaires (Wang et Platts, 2002)
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5.2.2 Calcul des rayons de courbure locaux et division de la surface

en zones de traitement

Pour simuler le formage par grenaillage, la surface de la piéce est divisée en zones de
traitement. Les parameétres de grenaillage sont constants & 1’intérieur d’une zone, mais ils
peuvent étre considérablement différents d’une zone a Dautre. Les zones sont
déterminées en fonction des rayons de courbure dans les deux directions. Initialement,
les rayons de courbure sont calculés aux nceuds. Dans le modele d’éléments finis, les
charges sont appliquées sur la surface des éléments; deux rayons moyens seront alors
calculés pour chacun des ¢léments, en faisant la moyenne des rayons aux quatre nceuds
qui composent 1’élément. Les éléments sont ensuite regroup€s en zones. Par exemple,
une zone regroupera tous les éléments dont les rayons en x sont situés dans un intervalle
de = 75 mm et les rayons en y dans un autre intervalle de = 75 mm. Dans la présente
¢tude, les seuls cas qui seront considérés sont ceux pour lesquels la courbure est la
méme chaque point dans les deux directions ou la courbure est nulle dans une des
directions. Il est cependant possible d’obtenir des courbures différentes selon deux

directions normales en appliquant des pré-contraintes tel qu’expliqué a la section 1.4.1.

Le calcul du rayon de courbure n’est cependant pas direct a cause de la méthode de
maillage choisie. Le simple calcul d’un rayon de courbure par trois points n’est pas
possible car le centre réel du cercle qui décrit la surface grenaillée n’est pas
nécessairement dans le méme plan que les trois points considérés. La Figure 5.3 illustre
I’erreur qui serait causée dans le calcul du rayon d’une sphére en utilisant trois points.
Le rayon calculé R, (rayon de la calotte sphérique,) serait inférieur au rayon réel R,. Il
est donc nécessaire d’identifier le plan tangent a la surface, au point de calcul du rayon.
Puisque 1’équation de la surface est connue, I’équation du plan tangent est obtenue sans
probléme. Les nceuds sont ensuite projetés sur le plan tangent dans la direction z. Ces
nouveaux points sont a leur tour projetés sur la surface, perpendiculairement au plan
tangent. Les coordonnées ainsi obtenues servent finalement au calcul du rayon de

courbure en utilisant 1’équation d’un cercle défini par trois points situés sur sa
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circonférence. Pour une sphére, I’erreur sur le rayon obtenue par cette méthode est de

I’ordre de la précision machine. La procédure détaillée est présentée a I’annexe G.

Figure 5.3 Erreur sur le rayon lorsque calculé par trois points dans le cas d’une sphére

5.2.3 Choix des paramétres de moment et de force équivalents

Dans la simulation du formage par grenaillage, les contraintes résiduelles induites sont
remplacées par des moments et des forces internes correspondantes dont la valeur sert a
déterminer ’allongement de la piéce grenaillée en fonction de sa courbure. Le choix
initial des parameétres de moment et de force équivalents & appliquer au modéle, dans
une zone spécifique, est strictement relié au rayon de courbure. Cette simplification est
basée sur I’hypothése que la plaque est simplement supportée, ce qui n’est évidemment
pas le cas puisque le fait d’avoir une zone adjacente qui n’a pas été traitée avec les
mémes paramétres de grenaillage entraine des conditions fronti¢res différentes de celles
d’une plaque simplement supportée. Cette méthode de calcul sert toutefois a déterminer
les valeurs initiales pour le lancement des calculs d’optimisation. La théorie des plaques

en flexion donne la relation pour calculer le moment de flexion équivalent (M) a
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appliquer en fonction du rayon désiré (Ry) et des propriétés de la plaque (£, : module de

Young, I, : second moment de surface , v, : coefficient de Poisson).

M=(lf—‘fjﬁ (5.1)
Le calcul de la force équivalente F n’est pas aussi simple que celui du moment M. Wang
et Platts (2002) de méme que VanLuchene, Johnson et Carpenter (1995) ont fait
I’hypothése que la force résiduelle générée par les déformations plastiques était située
trés pres de la surface, si prés en fait, qu’elle pouvait étre considérée comme agissant a
la surface du matériau. Cette hypothése leur permet de déterminer la force équivalente

par une simple relation géométrique :

M_h
M-t (5.2)

ou, en termes de contraintes en surface :

Oa_1
o, 3 (5.3)

ou o, est la contrainte reliée a une force axiale et o7, celle reliée & un moment de

flexion.

11 est vrai que la force équivalente est située pres de la surface; cependant, elle n’est pas
localisée directement a la surface. VanLuchene, Johnson et Carpenter (1995) font état
des erreurs que cette hypothese entraine, sans toutefois les quantifier. Des simulations
d’impacts par éléments finis, dont les détails ont été présentés au chapitre 2, ont donné
des résultats intéressants par rapport a ceci. En calculant la force et le moment générés
par la partie en compression d’un profil de contraintes résiduelles pour une plaque de
4,7625 mm (3/16 po.) d’épaisseur a partir des équations 1.1 et 1.2, il a été possible de
calculer le rapport réel entre la force et le moment pour différentes vitesses d’impact. Le
tableau 5.1 présente les résultats obtenus. La quatriéme colonne du tableau démontre
clairement que 1’hypothése sur laquelle est basée 1’équation 5.2 n’est pas valide; selon

cette équation, le rapport M/F est constant et égal a 4/2, soit 2,38 mm. Plus la vitesse
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augmente, plus cette hypothése devient obsoléte. Par exemple, pour une vitesse d’impact

de 15 m/s, I’erreur sur la force calculée est de 1’ordre de 15%.

Pour cette analyse préliminaire (choix initial), uniquement la partie compressive des
profils de contraintes résiduelles a été prise en compte. Il s’agit de la portion du profil
qui correspond a la zone de déformations plastiques. Ce sont ces déformations plastiques
qui génerent la force qui entraine 1’allongement et la courbure dans la plaque. La section
en tension, localisée plus en profondeur sous la partie en compression, est uniquement
due a I’équilibrage des forces internes locales. Tenir compte du profil en entier

entrainerait donc inévitablement une sous-estimation de 1’effet de formage.

Tableau 5.1 Force et moment résiduels par unité de longueur en fonction de la vitesse d’impact
simulée, pour des grenailles en acier 100C6 de 3 mm de diamétre et une plaque en alliage
d’aluminium 7075-T6

V'tessfn‘llls‘)'“pa“ F (N/mm) M (N) M/F (mm)
5 T62.4 354.3 218
75 2289 486,0 2.12
10 280.2 581.9 2,08
12,5 3372 637.0 2,04
15 3524 709.6 2.01

A partir des résultats du tableau 5.1, une relation unique entre le moment équivalent et la
force équivalente est établie pour les conditions spécifiques considérées dans cette étude.
Dans une simulation plus générale, une relation analogue devrait étre développée pour
chaque type de grenaille utilisé. En effet, pour une méme intensité Almen spécifiée, la
forme du profil des contraintes résiduelles peut varier d’un type de grenaille a I’autre, ce
qui entraine une modification de la relation force-moment. Pour le traitement de 1’alliage
d’aluminium 7075-T6 a I’aide de grenailles en acier 100C6 de 3 mm de diamétre, cette

relation prend la forme :

F=4,062x104M3+5,913x10-5M?+4,325x10-' M 5.4)
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5.2.4 Calcul de la géométrie plane initiale

Comme il a ¢t¢ mentionné précédemment, la méthode de Wang et Platts (2002)
présentée a la section 1.6.4 est utilisée pour effectuer le calcul de la géométrie plane
initiale. Cependant, la relation entre la force et le moment équivalent sera définie par
I’équation 5.3 au lieu de [’équation 5.2; cette relation permettra de calculer

I’allongement de la plaque en fonction de la courbure.

Puisque les courbures et les déplacements subis par la piece formée par grenaillage sont
relativement petits, les calculs peuvent étre faits, sans introduire d’erreur majeure, en
posant comme hypothéses que les surfaces de la géométrie finale sont développables et
que les sections planes demeurent planes. A chaque nceud, sont donc associées deux
valeurs d’allongement, I'une selon la direction x et I’autre selon la direction y. Ces
valeurs servent a calculer le changement de surface des éléments. En considérant
I’hypothese des petites courbures, lorsque ’aire d’un élément triangulaire A4BC faisant
partie de la surface formée (géométrie finale) est projetée sur le plan x-y, la surface du

triangle projeté Aabc peut étre estimée a partir de la relation suivante :

Aabe=-24BC_

l+&x+ey (5-3)

ou & et & sont les valeurs moyennes des déformations calculées aux trois nceuds de
I’élément; dans cette équation, les termes d’ordre 2 sont négligés. Cette relation permet
de calculer I’allongement des ¢léments mats elle ne donne pas d’information quant au
changement de forme car aucune information n’est disponible concernant les
déformations dues au cisaillement. Pour contourner ce probléme, Wang et Platts ont
proposé une relation géométrique basée sur la conservation du rapport b; entre les angles
de I’élément triangulaire dans 1’espace en trois dimensions et ceux de 1’élément projeté

dans I’espace en deux dimensions :

b =278 i=123.4 (5.6)

—Z‘;:lﬂj
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Les variables de la relation 5.6 sont illustrées a la Figure 5.4 qui montre les angles f;
d’un élément tridimensionnel (& gauche) et les angles b; de cet élément projeté sur le
plan x-y (2 droite). Sur ces figures, les points P; ; (ou O,) et py ; (ou o) représentent
I’origine du modele et ils coincident avec le centre de la plaque de la Figure 5.1. A Iaide
des relations 5.4 a 5.6, les coordonnées dans le plan x-y des quatre points py j.1, Pk j+1

Pk-1,; €t p k11, j, directement liés a I’origine o, peuvent étre calculées.

Figure 5.4 Projections des angles de I’élément triangulaire 3D de la piéce formée sur un élément 2D
(Wang et Platts, 2002)

Le calcul des coordonnées planes du quatriéeme nceud du premier quadrant Pi+; j+; ne
peut étre fait avec les relations 5.5 et 5.6 seulement, car il manque de I’information dans

le modéle.

Une procédure permettant de minimiser ’erreur a été¢ développée par Wang et Platts
(2002). La Figure 5.5 illustre la géométrie du probleme. Trois triangles A4, A, et Ak
situés sur la surface désirée et définis a partir de quatre points (P, j, P j+1, P k+1,j et Py,
j+1) doivent étre projetés sur le plan x-y (triangles a;, a; et a;) en respectant la relation 5.5.
Etant donné que la surface désirée comporte une courbure dans les deux directions, elle
n’est pas développable et il n’existe pas de solution exacte. La position du point m de la
Figure 5.5 (qui correspond au point Pi+;, j+; de la Figure 5.4) ne peut étre déterminée
qu’a I’aide d’une solution approximative qui minimise I’erreur totale sur les surfaces des

trois triangles.
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Cette approche est illustrée dans la partie gauche de la Figure 5.5. Connaissant la surface
projetée idéale de chaque triangle (a;, a; et ai, €q. 5.5) et la longueur de la base de
chacun des triangles projetés (points i, j et k, correspondant a px. j, p j+1, Pi+1,j ), la
hauteur idéale de chaque triangle projeté peut €tre calculée. En tragant une droite
parallele a chaque base a une distance de la base correspondant a la hauteur du triangle
respectif, une série de trois droites / est obtenue. Le troisiéme point de chaque triangle
devrait se trouver sur sa droite correspondante pour respecter la relation 5.5. Toutefois,
les droites ne se croisent pas en un seul point mais forment un triangle (Arsf). Le choix
du centroide de ce triangle comme troisiéme sommet des trois triangles projetés (point
m) permet de minimiser I’erreur globale sur la surface de ces triangle. Les surfaces ainsi
obtenues pour les triangles projetées (4;, 4; et A) sont comparées aux surfaces idéales

pour calculer P'erreur E,, a I’aide de la relation suivante:

Ev=la~4 F (a4 F+la-4f (5.7)

X
“ »

Figure 5.5 Géométrie de I’algorithme de minimisation de ’erreur de positionnement (Wang et
Platts, 2002)

Le quatriéme point pi+;, j+; est maintenant positionné. La Figure 5.6 illustre les étapes du
calcul de la géométrie plane dans le premier quadrant. L’étape (a) qui correspond a la
minimisation d’erreur de surface vient d’étre décrite. L’étape (b), qui consiste a

déterminer les coordonnées du point py, j+», est effectuée a I’aide des relations 5.5 et 5.6.
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Les étapes a) et b) sont répétées jusqu’a 1’obtention de la premicre ligne et de la
premiére colonne d’éléments (c), qui correspondent au quart de la plaque de la Figure
5.1. Le maillage complet du quadrant est finalisé en utilisant uniquement 1’algorithme de
minimisation de I’erreur de surface (d). Les mémes opérations sont répétées pour les

autres quadrants.

La méthode a été validée sur des cas simples pour s’assurer de sa précision. Deux
cylindres circulaires, I’un dont 1’axe est orienté dans la direction y et ’autre, dans la
direction x, ont été utilisés a cette fin. Ces surfaces développables permettent de calculer
analytiquement les dimensions de la géométrie plane en fonction des déformations et de

la géométrie formée (géométrie finale).
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Figure 5.6 Etapes du calcul de la géométrie plane du premier quadrant (Wang et Platts, 2002)

Le cylindre dont I’axe est orienté selon la direction y a un rayon de 2000 mm; une
section projetée sur le plan méridien (plan x-y), de 400 mm de largeur x 4000 mm de
longueur, est maillée. Les déformations &, et &, sont fixées a zéro. La longueur de 1’arc
du cylindre est calculée (400,6697 mm) et comparée a la longueur finale de la géométrie

plane calculée a I’aide de la méthode. La différence entre les deux résultats est de 0,0003
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mm, ce qui est négligeable. Pour le méme cylindre, mais dont I’axe est orienté dans la
direction x, une erreur de 0,0021 mm sur la longueur est calculée. Puisque le
développement se fait dans la direction x en premier (Figure 5.6), il est normal que
I’erreur soit moindre dans cette direction; cependant, dans les deux cas, la valeur de

I’erreur est toutefois négligeable.

Le dernier cas de validation porte sur un cylindre identique a celui des deux cas
précédents ; son axe est orienté suivant la direction y, mais avec, & = 500 pum/m. Sur
une longueur de 400 mm, cette déformation correspond a un allongement de 0,2 mm. En
combinant cette valeur au développement géométrique de la surface, la longueur finale
de la géométrie plane devrait étre de 400,4697 mm. La valeur observée est 400,4690
pour une erreur négligeable de 0,0007 mm. Dans les trois cas, 1’allongement dans la
direction de 1’axe est de I’ordre de la précision machine. La méthode est donc trés

précise.

5.3 Calcul et optimisation de la géométrie formée

Un processus d’optimisation permettra de corriger les valeurs des paramétres (force et
moments équivalents, coordonnées des points de la géométrie initiale) calculés de fagon
préliminaire a la section précédente, jusqu’a ce que les tolérances géométriques de la
forme finale soient respectées. A l’aide des fonctions d’optimisation d’Ansys®, la
répartition des paramétres de grenaillage (moments et forces) par zone de la surface
traitée sera obtenue en minimisant les différences entre la forme géométrique obtenue et

la forme désirée.

5.3.1 Description du modéle d’éléments finis

Le modele d’éléments finis est construit a 1’aide des coordonnées des noeuds de la

géométrie plane initiale calculée de fagon préliminaire. Des nceuds intermédiaires sont
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ajoutés entre chaque paire de nceuds pour permettre de modéliser avec des éléments a
huit neeuds. Des éléments multicouches sont utilisés afin d’appliquer 1’approche du
profil de coefficient de dilatation thermique pour générer des forces et des moments
internes qui provoquent la courbure désirée. Les détails concernant le choix de la
méthode de simulation et sa validation par profil de coefficient de dilatation thermique

ont été présentés au chapitre 4.

Pour accélérer les calculs d’optimisation, la plaque a été modélisée avec des éléments a
trois couches seulement, ayant 8 nceuds et 6 degrés de liberté par nceuds (3 déplacements
et 3 rotations). Ces trois couches, symétriques par rapport a la mi-épaisseur de la plaque,
permettent d’isoler I’effet de la force et du moment de flexion. La Figure 5.7 illustre
comment la couche centrale sert a introduire la force F; et les couches externes, le
moment M;. Il est & noter qu’il ne sera pas utile de connaitre les valeurs de F, et F,,

puisque seule la valeur de M; intervient dans les calculs.

4 < F, > < Y F=F.+F,-F.=F,=F,

h (b F,—e—» < > Mo=M, FutHi Fe =M,
E——
v C

Figure 5.7 Forces et moments dans le systéme a trois couches

Fa |=|Fe

La valeur du coefficient de dilatation thermique a appliquer & chaque couche de chaque
zone de grenaillage i est déterminée en fonction du moment M; et de la force F; désirés, a
I’aide de la relation 1.3 présentée au chapitre 1. Cette relation avait été développée
initialement pour obtenir une contrainte proportionnelle a la variation de température

appliquée (1°C = 1 MPa). En multipliant cette relation par le rapport o/47=1 et en

remplacant o par sa valeur dans chaque couche, soit F/(//3) (la force et le moment sont
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exprimés par unité de longueur de la plaque), les relations suivantes sont obtenues pour

o’

- (5.8)
2h3 EAT
F (1-v)

o, =) (5.9)

i

AEAT

gy=M 1) (5.10)
2h3 EAT

En fixant AT dans le modéle d’éléments finis, seules les valeurs du moment M; et de la
force F; doivent étre déterminés pour obtenir les parametres a nécessaires pour chaque

couche et chaque zone de grenaillage.

La réduction du nombre de couches accélere énormément les calculs et permet
également 1’utilisation des éléments SHELL91 qui sont plus efficaces que les éléments
SHELL99 lorsque trois couches ou moins sont utilisées. Tous les déplacements et
rotations sont bloqués au nceud qui correspond au centre de la plaque. Les effets non-

linéaires sont pris en compte pour les raisons détaillées au chapitre 4.

5.3.2 Parametres d’optimisation de la géométrie initiale plane pour le

respect de la forme finale

La méthode calcul des forces et moments, présentée a la section 5.2.3 , ne tient pas
compte des effets non-linéaires géométriques qui sont pourtant importants (chapitre 4).
Afin de tenir compte de ces effets, une méthode d’optimisation sera appliquée pour
déterminer les parametres de grenaillage a appliquer dans chaque zone. La méthode est

décrite ci-aprés, en utilisant les définitions d’ Ansys®.
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Variables indépendantes

Les variables indépendantes sont les moments de flexion. Les cas étudiés ici étant
limités aux formes qui présentent des rayons de courbure identiques dans les deux
directions ou une courbure nulle dans une des directions, 11 y a une variable
indépendante par zone. Ansys® permet d’utiliser jusqu’a 60 variables indépendantes,
mais plus ce nombre est élevé, plus I’optimisation est complexe et il y a un risque de ne
pas converger a une valeur minimale absolue de la fonction d’optimisation. La force F;
appliquée a chaque zone i n’est pas une variable indépendante car elle est calculée a
partir de la valeur du moment M; selon la relation 5.4. Les valeurs initiales des moments
sont calculées géométriquement a partir de la relation 5.1. Des bornes sont fixées aux
moments correspondant aux valeurs maximales et minimales obtenues par simulation et

présentées au tableau 5.1.

Fonction a2 minimiser

Dans cette étude, le but de 1’optimisation est de se rapprocher le plus possible de la
forme finale désirée. Ansys® ne spécifie pas la fonction a optimiser, qui doit étre choisie
conséquemment au but visé. La méthode des moindres carrées a été choisie pour
minimiser les différences entre la position des nceuds obtenus (x; et y;) et celle des nceuds
désirée (xz et ys) :

4 22((7% —Xi )2 +(ny Vi f"‘(zfij —Zi T) (5.10)

=

La fonction y est minimisée a I’aide d’une méthode d’optimisation d’ordre 1 (first
order). Les dérivées partielles de la fonction a minimiser par rapport a chacune des
variables indépendantes sont utilisées pour calculer les valeurs pour I’itération suivante.
Les paramétres d’optimisation sont fixés de manieére a permettre jusqu’a 25% de
variation de chaque variable indépendante entre chaque itération. La dérivée partielle est

calculée pour une variation de 0,01% de la variable.
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5.4 Boucle de vérification de la géométrie finale

La boucle de vérification consiste a comparer les valeurs des moments calculées a une
étape donnée de I’optimisation aux valeurs calculées a 1’étape précédente. Si la variation
est supérieure a une certaine tolérance, la géométrie plane est recalculée a partir des
nouvelles valeurs de moments et une nouvelle optimisation est lancée. Si la tolérance est
respectée, les résultats sont jugés acceptables et une comparaison finale entre la
géométrie désirée et la géométrie obtenue peut étre faite & partir des coordonnées des

nceuds.

5.5 Résultats

Dans le but de valider le processus, il a été appliqué a deux cas simples. Le premier cas
est celui d’un cylindre, une forme développable; il permet de vérifier la capacité de la
méthode de tenir compte de 1’étirement et des non-linéarités associées au développement
de la courbure. La courbure du cylindre étudié se compare a la courbure générée dans le
sens de la corde sur une aile d’avion. Le deuxi¢me cas est celui d’une sphere; il permet
d’apprécier I'efficacité du processus pour une forme plus complexe comprenant deux
courbures, qui est une situation similaire a celle d’une brisure aérodynamique sur une

aile d’avion.

Cas #1 : Cylindre

La surface du cylindre parabolique illustré a la Figure 5.8 est définie selon 1’équation

suivante :

z=4,269x10-%-x3-1,477x10-4-x2+5,664x10-2.x-11,73 (5.11)

Cette forme a été choisie car elle simule trés bien la déformation nécessaire pour la mise
en forme dans le sens de la corde de I'aile afin d’obtenir le profil aérodyamique.

Egalement, les rayons de courbure de cette surface couvrent I’intervalle des rayons de
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courbure que le procédé aux ultrasons permet d’obtenir (3000 mm a 4000 mm), pour une
épaisseur de 4,7625 mm. Les valeurs limites des coordonnées dans le plan projeté x-y
sont situées dans I’intervalle [-200, 200]. Les coordonnées des nceuds du cylindre sont
modifiées par des opérations de rotation et de translation, pour étre exprimées dans
I’intervalle des coordonnées du plan x-y. Le tableau 5.2 donne les rayons de courbure
pour chaque zone, calculés selon la méthode présentée a la section 5.2.2 . Les valeurs du
moment initial sont calculées a 1'aide de I’équation 5.1; la Figure 5.9 illustre la
répartition des zones de grenaillage sur la surface du cylindre correspondantes de méme
que les dimensions de la géométrie initiale plane. En utilisant les valeurs du moment
initial du tableau 5.2 dans un calcul par éléments finis, sans optimisation, des €carts
maximaux par rapport aux coordonnées réelles de 0,14 mm en x, de 0,0001 mm en y et
de 0,33 mm en z sont obtenus. Ces écarts sont mesurés a partir des coordonnées des

nceuds de la géométrie calculée et des nceuds correspondants de la géométrie désirée.

Figure 5.8 Cylindre parabolique et son plan de développement (dimensions en mm, agrandie 10 fois
en z)
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Tableau 5.2 Rayons et parameétres de moment initiaux et suite a la premiére optimisation pour le
cylindre

h ere
Zone (i) Rayon (R, mm) Moment initial(M; kN) I\gg:?nel?sta?ipggs(xzeldl\’)
1 3015 0,32085 0,31902
2 3107 0.31131 0,29517
3 3197 0,30253 0,37929
4 3295 0,29535 0,19173
5 3402 0,28433 0,28603
6 3518 0,27495 0,37090
7 3645 0,26542 0,19430
8 3781 0,25576 0.26760
9 3893 0,24847 0,25538
10 3992 0.24234 0,24594

NS & o

#zone

Figure 5.9 Dimensions de la géométrie initiale plane et répartition des zones sur la surface du
cylindre (dimensions en mm)

Une premiere optimisation a 1’aide d’Ansys® a ensuite permis de converger, apres 26
itérations, aux valeurs des moments de chaque zone indiquées au tableau 5.2 (colonne
4). Dépendant des zones, ces valeurs peuvent différer sensiblement des valeurs utilisées
pour le lancement du premier calcul (colonne 3). Ceci démontre la nécessité de
I’optimisation pour 1’obtention de résultats fiables. Aprés cette premiére optimisation,
les écarts maximaux entre la géométrie obtenue et la géométrie désirée sont de 0,13 mm
en x, de 0,0001 mm en y et de 0,007 mm en z. Il s’agit d’une nette amélioration par

rapport au calcul sans optimisation. Une deuxiéme optimisation est lancée avec les



173

valeurs de moment M; obtenues de la premiére optimisation; la convergence est atteinte
en seulement 2 itérations. Les valeurs des moments et des écarts n’ont pas changé

significativement, ce qui était a prévoir étant donné que la surface est développable.

I importe ici de mentionner qu’une tolérance typique en aéronautique est de 1’ordre de
0,4 mm/m. Dans le cas de ce cylindre, cette tolérance est respectée, ce qui fait du
processus un outil de planification viable pour ce genre de géométrie dans I’industrie

aéronautique.

Cas #2 : Sphére

La surface de la sphére est définie selon I’équation suivante :

z=—[40002—x2—2 +4000 (5.12)

Cette forme sphérique, illustrée a la Figure 5.1, a été choisie car elle simule trés bien une
brisure aérodynamique. Les valeurs limites des coordonnées (en mm) dans le plan

projeté x-y sont situées dans I’intervalle [-200, 200] pour x et [-500, 500] pour y.

La valeur du moment initial appliqué (0,2418 kN) est calculée a I’aide de I’équation 5.1,
(rayon de la sphére = 4000 mm), ce qui définit une seule zone de grenaillage. Etant
donné les effets non-linéaires diis a I’augmentation de ’inertie de la plaque avec le
développement de la courbure, ce moment est beaucoup trop petit. Un premier calcul,
sans optimisation, donne des écarts maximaux, par rapport aux coordonnées réelles, de
0,32 mm en x, de 0,08 mm en y et de 2,63 mm en z, ce qui montre bien 1’effet des non-
linéarités. Pour remédier a ce probleme, une correction est apportée au processus et
plusieurs zones sont définies, méme si le rayon de courbure est constant. Ceci permet de
tenir compte des effets non-linéaires. La Figure 5.10 illustre la répartition des dix zones

choisies manuellement ainsi que les dimensions de la géométrie initiale plane. La valeur
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initiale des moments est la méme pour toutes les zones et €gal a la valeur calculée pour
un rayon de 4000 mm. Une premiere optimisation du moment associé¢ a chaque zone
donne déja de bien meilleurs résultats. Aprés 11 itérations, I’écart maximal est de 0,15
mm en x, de 0,22 mm en y et de 0,75 mm en z. Les valeurs des moments obtenues de la
premiere optimisation (tableau 2.4) sont ensuite utilis€es pour lancer une deuxi¢me
optimisation et recalculer la géométrie plane. Apres seulement 3 itérations, les valeurs
des moments ne varient presque plus et les écarts sont améliorés. L’écart maximal est de

0,07 mm en x, de 0,20 mm en y et de 0,70 mm en z.

Figure 5.10 Dimensions de la géométrie initiale plane répartition des zones sur la surface de la
sphére (dimensions en mm)

Tableau 5.3 Parameétres de moment suite 2 la premiére optimisation pour la sphére

Zone (i) Moment (M, kN)

0,41468

0,50923

0,48653

0,43891

0,38528

0,33257

0,28448

0,25118

0,24039

Siele|w|o|wn|s|w i) —

0,23418
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Dans ce dernier cas, I’écart obtenu en z ne respecte pas les tolérances aéronautiques.
Cependant, il s’agit d’une amélioration significative par rapport a la méthode proposée
par Wang et Platts (2002), simplement parce que les effets non-linéaires sont pris en

compte par le modele d’éléments finis.

5.6 Conclusion

Une méthode pour I’optimisation de la géométrie initiale plane et de la répartition des
paramétres de grenaillage a été présentée. Le procédé de simulation complete de la mise
en forme par grenaillage, proposé au chapitre 1 (figure 1.33), a ét¢ appliqués a deux

géométries simples. Les résultats obtenus démontre la faisabilité d’une telle simulation.

Le processus proposé a démontré de trés bonnes capacités pour I’optimisation de la
géométrie initiale plane en fonction des parametres de grenaillage et de la répartition de
ces parameétres. Les tolérances géomeétriques étant généralement trés serrées dans
I'industrie aéronautique, les gains en précision que permet ce processus pourraient bien
étre déterminants dans son application future a des piéces de géométries plus complexes

et surtout de plus grandes dimensions.
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CONCLUSIONS ET RECOMMANDATIONS

L’objectif de cette étude était de démontrer la faisabilité d’une simulation compléte du
procédé de mise en forme par grenaillage. Une plaque en alliage d’aluminium 7075-T6,
matériau tres utilisé en aéronautique, d’une épaisseur typique des revétements extérieurs
d’ailes d’avion, a été considérée. Le procédé de grenaillage aux ultrasons avec billes

Stressonics® a €t€ utilisé pour effectuer le traitement des échantillons.

La premicre étape du projet consistait a développer un modéle d’éléments finis
dynamique pour la simulation d’impacts dans le but d’obtenir les profils des contraintes
résiduelles. L’influence des parametres importants du modéle a été analysée et une
attention particuliere a été accordée au type de maillage et a la loi de comportement du
matériau de la plaque. Une banque de données de distributions de contraintes résiduelles
en fonction de la vitesse d’impact a été crée pour étre utilisée dans le processus de

simulation complete de la mise en forme par grenaillage proposé au chapitre 1.

Le procédé Stressonics® a ensuite été caractérisé en termes d’intensité de grenaillage, de
vitesse d’impact, de couverture et de capacité de formage. Cette partiec du projet
comprend le développement de simulations du mouvement de particules et une série
d’essais expérimentaux de mise en forme. La vitesse d’impact moyenne des particules
en fonction de ’amplitude de vibration de la sonotrode a été déterminée et a servi a
définir I’intervalle des vitesses d’impact des simulations par éléments finis dynamiques
du chapitre 2. Les valeurs des temps de couverture compléte obtenues a ’aide de la
simulation du développement de la couverture ont servi a déterminer la vitesse de

déplacement de robot lors des essais expérimentaux.

Un modeéle d’éléments finis quasi-statique pour la simulation de la mise en forme a été

développé. Deux des méthodes proposées dans la littérature ont été évaluées en termes
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de facilité d’utilisation et de précision. La méthode du profil de coefficients de dilatation
thermique a été retenue. Les effets non-linéaires ont été étudiés et les résultats obtenus
ont été comparés aux essais expérimentaux de formage. Des écarts de moins de 15% par

rapport aux valeurs expérimentales des rayons moyens ont été observés.

Finalement, une méthode de calcul et d’optimisation de la géométrie initiale plane et de
la répartition des parameétre de grenaillage a été développée. Un processus permettant la
simulation complete du procédé de mise en forme par grenaillage a aussi été élaboré. Ce
faisant, la faisabilité d’une planification détaillée du procédé de mise en forme, sans
avoir a réaliser d’essai sur une picce réelle, a ét¢ démontrée. Cet avancement devrait
permettre une grande réduction des temps de mise en route de la production de piéces
mises en forme par grenaillage. Conséquemment, de grandes économies pourraient étre

réalisées.

Ce projet de recherche a également démontré la faisabilité de 1’automatisation du
procédé de grenaillage aux ultrasons Stressonics® pour la mise en forme par grenaillage.
Pour y arriver, des simulations du mouvement des particules ont été¢ développées de
méme qu’un modele d’indentation permettant le calcul de la vitesse par la mesure de la
taille de I’empreinte. Une simulation de la trajectoire de traitement a également facilité

la planification robotique.

Par contre, la réalisation du projet dans un temps relativement court a nécessité plusieurs
simplifications. En premier lieu, un seul diamétre de grenailles a été étudié. Bien que
I’effet du diameétre des grenailles sur les contraintes résiduelles soit bien documenté dans
la littérature, il serait intéressant de pouvoir le quantifier précisément. L’effet de la
couverture n’a pas été investigué non plus. Tous les essais et simulations ont été faits
pour une couverture compléte. En réalité, dans les applications industrielles de mise en
forme par grenaillage, il n’est pas rare d’avoir recours a des couvertures de 1’ordre de

50% a 60% pour gagner du temps. Dans le méme ordre d’idées, I’effet de pré-
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contraintes n’a pas ét¢ traité. Il est fréquent de grenailler une piéce sous tension ou
flexion pour augmenter la quantité¢ de déformations plastiques induites pour une méme
énergie de jet, donc pour augmenter I’effet de formage. Cependant, trés peu de travaux
ont été publiés a ce sujet. Le grenaillage sur deux surfaces opposées en simultané n’a
également pas €té abord€. Cette méthode est pourtant pratiquée et devrait étre étudiée
davantage pour avoir une connaissance complete de toutes les particularités de la mise

en forme par grenaillage.

Une fois tous ces parametres étudi€s, il pourrait également étre pertinent d’appliquer le
processus développé a des géométries plus complexes et de dimensions plus grandes.
Par exemple, I’ajout de raidisseurs, généralement présents dans les applications
industrielles, pourrait mener a de nouvelles difficultés. La validation des essais pourrait
se faire sur des piéces plus grandes, se rapprochant plus des dimensions des piéces

d’avion réelles.

Le processus de simulation compléte pourrait également é&tre amélioré par
’automatisation des toutes les étapes. Il serait également préférable d’utiliser un logiciel
spécialisé pour la phase d’optimisation. Le module d’optimisation de Ansys® est limité
quant au nombre de variables et restreint ainsi la taille et la complexité des piéces qu’il
est possible de modéliser. Du point de vue expérimental, un systéme de contréle du
robot en temps réel permettrait de réduire la planification de la trajectoire du robot a la
spécification d’une série de points dans le plan initial de la plaque, ce qui faciliterait

grandement 1’intégration industrielle.

11 reste donc beaucoup de travail a faire pour étre en mesure de bien comprendre tous les
aspects de la mise en forme par grenaillage afin d’en arriver a un processus industriel
fiable et facile a utiliser. Ce projet a toutefois démontré la faisabilité d’une simulation
compleéte du procédé de mise en forme par grenaillage permettant d’atteindre une

précision acceptable, procédé qui pourra étre bonifié par d’autres travaux de recherche.
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ANNEXE A: ALGORITHME DE CONTACT ET TIME STEP
DANS LS-DYNA®

Cette annexe a pour but d’expliquer briévement la notion de « time step » et 1’algorithme
de contact du logiciel LS-Dyna® et son lien avec le choix de 1’épaisseur des éléments

coque du modele d’éléments finis.

Le « time step » est I’intervalle de temps entre deux calculs complets des déplacements
du modele. Ce temps doit étre inférieur au temps de propagation d’une onde de choc a

travers un élément pour étre capable d’en modéliser 1’effet.

Pour un élément coque, la plus petite dimension n’est pas 1’épaisseur car 1’élément ne
permet pas le calcul des contraintes dans cette direction. La vitesse de propagation a

travers 1’élément (vitesse du son) est fonction du matériau et est donnée par :

c= p(lff v (A.1)

En divisant simplement la dimension caractéristique par la vitesse de propagation, le

« time step » maximal permit est obtenu. Un facteur de 0,9 est appliqué par défaut pour

éviter les probleme liés a la compression des €léments.
1, =0,9% (A.2)
La dimension caractéristique est donnée par :

A
“min(, ) (A.3)

ou A est la surface de I’élément et L1-4 la longueur de chacun des 4 cotés.

L’algorithme de contact de LS-Dyna® est basé sur la méthode de pénalité (penalty

method). Cette méthode consiste a ajouter des éléments ressorts perpendiculairement a
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la surface de contact (Figure A.1). La constante élastique de ces éléments est déterminée

a partir des modules d’¢élasticité des matériaux en contact.

Figure A.1 Eléments ressorts ajoutés au modéle

Cependant, pour des éléments plaques ou coques, la force générée par ces éléments est
dans la direction de la surface la plus prés du nceud qui a pénétré. Autrement dit, si entre
deux calculs, la distance parcourue par un nceud est supérieure a la mi-épaisseur de
I’é1ément, la force de I’élément ressort pourrait entrainer le nceud plus profondément a

I’intérieur de I’élément plutot que le faire ressortir du c6te ou il est entré (Figure A.2).

Figure A.2 Pénétration des nceuds dans un élément coque et éléments ressorts ajoutés

La combinaison de la vitesse d’impact et du time step ne doit donc pas permettre un

déplacement de plus de la moitié de 1’épaisseur des éléments coque. Pour de
I’alumintum 7075 T6 :

C=5376 m/s

Et avec t; = 0,358 x 10 ms (valeur obtenue a partir du modéle)
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En combinant les équations, pour une vitesse d’impact maximale de 15m/s, il en résulte
une €paisseur minimale de 0,0000358 mm. Une épaisseur de 0,001 mm est donc

amplement suffisante pour éviter tout probléme de contact.
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ANNEXE B: CALCUL DE LA DEFORMATION ET DU
TAUX DE DEFORMATION REPRESENTATIF LORS D’UN
IMPACT

Cette annexe est une explication détaillée de la méthode utilisée pour déterminer la

déformation et le taux de déformation caractéristique d’un impact a partir d’'un modele

d’éléments finis.

Calcul de la déformation caractéristique

La déformation plastique équivalente est mesurée dans le temps pour tous les neeuds du

bloc situés a proximité du point d’impact (Figure B.1).

AN |
JAN 13 2005
zsi“:iuA e 15:44: 02
=102
TIME=. 03
EPTOEQY  (AVS)
DMX =.065966
SMN =.11GE-0S
sMy =.215706

NUDAL SOLUTION

-118E-05 04793,
.023966

Figure B.1 Déformations totales équivalentes typiques & indentation maximale, neeuds pour le calcul
de la déformation représentative

La déformation plastique maximale est ensuite mesurée pour chacun des ces nceuds. La
moyenne de toutes les déformations plastiques des nceuds (Tableau B.1) est ensuite

divisée par deux pour obtenir une valeur moyenne globale pour toute la durée de
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I’impact. Cette division par deux s’appuie sur un comportement linéaire de la
déformation plastique, ce qui est le cas pour la loi de comportement d’écrouissage
isotrope bilinéaire (¢q. 4.1) mais pas nécessairement lorsque la correction de Cooper-
Symonds pour tenir compte du taux de déformation est ajoutée (¢q. 4.3). Toutefois, cette
non-linéarité est considérée négligeable dans cette étude. Le tableau suivant est un

exemple des données analysées et des résultats obtenus par cette méthode.

Tableau B.1 Déformations plastiques maximales pour les nceuds du bloc a proximité du peint
d’impact pour une vitesse de 10 m/s

Neeud | de/dt | Nceud | de/dt | Neeud | de/dt | Neeud | de/dt | Neeud | de/dt | Neeud | desdt

2 23424| 280 35597| 426 67,602 626 0,000 772 0,000 918 0,294
57 0,000 ( 281 46,578| 427 73,360f 627 0,000 773 0273 | 919 0,841
58 0,000 | 282 57,641| 428 74635 628 0,000] 774 1236 920 1,338
59 0526 ( 283 65722 429 55511 629 0,047 | 775 2,821 921 1,715
60 2253 | 284 68680| 484 0000| 630 0,789 | 776 4,704 | 922 1,920
61 5014 | 285 66,397 485 0,000 | 631 2,640 | 777 6643 923 1,997
62 8,641 286 59,997| 486 0,000 ( 632 5,061 778 8629 | 924 1,112
63 13,303| 287 40,934] 487 0,781 633 7935 779 10,464| 925 0,101
64  19,262| 342 0,000 488 2828 | 634 11,291] 780 12,184 926 0,000
65 26,926| 343 0,000 489 5639 635 15,135] 781 13,312 981 0,000
66 36424 344 0,326 | 490 9,132 | 636 19,288, 782 14,169 982 0,000
67  47,958( 345 1,803 [ 491 13,383] 637 24,075 783 14,455 983 0,000
68 59,110] 346 4,441 492 18,564 638 28,723| 784 8944 | 984 0,000
69  66,048| 347 7,811 493 24,801 639 34,968| 839 0,000 985 0,000
70 67,689 348 12,119 494 31,945| 640 39,621| 840 0,000 986 0,000
7 65,153| 349 17,617 495 40,072| 641 55476| 841 0,000 987 0,000
72 58,001 350 24570| 496 49,005 642 55584| 842 0,000 988 0,000
73 38,166| 351 33,080 497 59432| 697 0,000 | 843 0,000 989 0,000
75 25866| 352 42979| 498 69,779 €698 0000 844 0,000 990 0,000
76 29,950 353 53,500| 499 81,718 699 0,000 845 0200| 991 0,031
77 36,083| 354 63412| 500 67,335 700 0000 846 0,832| 992 0,031
78 45523 355 70,005| 555 0,000 | 701 0212 | 847 1,921 993 0,165
79 53430 356 69,920| 556 0,000 702 1,216 | 848 3,244 | 994 0,165
80 40,162| 357 65967 557 0,000| 703 3,059 849 4472( 995 0,000
81 15480| 358 46,989| 558 0,310] 704 5271 850 5513 996 0,000
82 3,798 | 413 0,000 559 1,738 | 705 7813 | 851 6,204
83 0,285 414 0,000 560 4,173 | 706 10,625 852 6,413
84 0,000 [ 415 0,105 561 7,151 707 13,594| 853 5916
85 0,000 [ 416 1,305 562 10,699 708 16,735| 854 3,676
271 0,000 | 417 3,751 563 14,971 709 19,649| 855 1,108
272 0,000 | 418 6,880 564 19,935 710 23,001 910 0,000
273 0485 419 10,808| 565 25561 711 25,184 911 0,000
274 2143 420 15,748| 566 32,009 712 31,808 912 0,000
275 4863 | 421 21,894| 567 38,905 713 26,885 913 0,000
276 8414 | 422 29,310 568 47,698| 768 0,000 | 914 0,000
277 12,982 423 37,921 569 56,319 769 0,000 [ 915 0,000
278 18,844| 424 47452] 570 76,603} 770 0,000 | 916 0,000
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La déformation plastique caractéristique obtenue est la suivante: 0,01235 m/m

Calcul du taux de déformation caractéristique

Le taux de déformation caractéristique total (élastique + plastique) est évalué a partir du
méme échantillon de nceuds. L’équation 4.3 montre cependant que le taux de
déformation a un effet strictement non-lin€aire sur la limite €lastique. L hypothése de
linéarité ne peut donc pas étre appliquée. Afin d’obtenir une valeur caractéristique la
plus représentative possible de la réalité, une moyenne potentielle est appliquée (éq. 3.1)
avec pour exposant la valeur de 1/p. Pour illustrer la différence entre la valeur obtenue
d’un calcul linéaire et la valeur obtenue par la moyenne potentielle, le graphique suivant

a été tracé:

2,2

- Données pour V=15m/s .
X Moyenne Linéaire
+Moyenne Potentielle

Facteur de Cooper-Symonds

0 10000 20000 30000 40000 50000 60000 70000 80000

Taux de déformation total

Figure B.2 Facteur de Cooper-Symonds en fonction du taux de déformation, données d'un impact
simulé a une vitesse de 10 m/s

Ce graphique montre clairement la différence entre les deux moyennes. La moyenne
linéaire surestime la valeur du taux de déformation caractéristique ce qui entraine une

surenchére de valeur de la contrainte d’écoulement caractéristique de pres de 10%.
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ANNEXE C: MODELE DE COLLISION ELASTO-
PLASTIQUE DE THORNTON

Cette annexe a pour but de résumer les principales étapes du développement du modele
d’indentation de Thornton (1997) qui méne finalement au modele de la vitesse d’impact
en fonction de la taille d’empreinte. Pour plus de détails, il est suggéré au lecteur de

consulter la référence.

Le principe de base du développement est la conservation de I’énergie. Au moment
d’indentation maximale dans la piéce, si les pertes d’énergie dues au frottement sont
négligées, 1’énergie cinétique initiale de la bille est entierement accumulée dans le bloc
sous forme de déformations élastiques et plastiques. Il suffit donc de trouver une
expression de ces énergies en fonction de la géométrie de ’empreinte pour €tre en

mesure d’évaluer la vitesse d’impact en fonction de I’empreinte.

%m I/iZ =Ee1+Eep (C l)

La base théorique est la théorie de Hertz qui a déja été présentée au chapitre 1. La partie

élastique est d’abord développée. La force est d’abord fonction du rayon de I’empreinte

P.= [ putry2r dr=24 poma’ (C2)

ol pH(r)=p0{1—(r/aY})é
Pour obtenir le travail €lastique, il suffit multiplier cette force par le déplacement, la
profondeur de I’empreinte. Ceci est équivalent a intégrer la relation C.2 par rapport a &
du point de contact a la profondeur correspondant a la premiére déformation plastique

(0y). En posant:
a’=Ré (C3)

8Ea,

EL’1= ije,dé‘:lSRz

(C.4)
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La phase élasto-plastique est ensuite développée selon le méme principe. Pour simuler la
présence de plasticité, la distribution de pression est modifiée. Une valeur maximale de
pression (oy) est appliquée formant ainsi une zone centrale de rayon a, dont la pression
est constante (Figure C.1). La force générée par cette nouvelle distribution peut €tre

calculée en soustrayant a la relation C.2 la partie centrale, de rayon a,, correspondant a

la zone plastique.

Py=R. 27 ["[pu(r)-cy }dr (C.5)

ou B =%p072'a,2m

Hertz P

i

Figure C.1 Répartition de la pression de contact de Hertz et de Thornton (zone hachurée)

I1 est ensuite possible de démontrer que :

a=ai+a} (C.6)
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Ce qui permet finalement d’obtenir :

Py=P, +70,R(5-5, ) (C.7)

b P=Y pyrai

a _o. 7R
T 2E
oTiR
O=gET

En intégrant cette relation par rapport a a pour obtenir le travail élasto-plastique :
Eop= " Pyd6=P, (68, W0, R(8}~57)-70, R(505,~57) (C.8)

A partir des relation C.1, C.4 et C.8, la relation suivante est finalement obtenue:

2

«/—R J’R)h

J et arest le rayon finale de ’empreinte.

Linyz=

8Eai 2rovai( 43 a3 ) . (C.9))

ISR 3 |\R R

. 23 4R*mS?}

ou ay=| —————
16E5p,
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ANNEXE D: ALGORITHME DE LA SIMULATION
UNIDIMENSIONNELLE DU MOUVEMENT D’UNE
PARTICULE DANS LA CAVITE DE GRENAILLAGE

Cette annexe a pour but d’expliquer le fonctionnement de la simulation

unidimensionnelle du mouvement d’une particule développée dans le cadre de ce projet.

Algorithme des fonctions de base

A. Saisir les données d’entrée:

NImpactMax: nombre d’impact maximal a calculer

InitialSpeed: vitesse initiale de la particule, doit étre négative (vers la plaque)
ParticuleRadius: rayon de la particule en mm

Amplitude: amplitude de vibration de la sonotrode

ZWorkpiece: distance entre la plaque et la sonotrode

B. Définition d’autres variables

ZPositionParticulelmpact: position du centre de la particule lors d’un impact

ZPositionSonotrodelmpact: position de la surface de la sonotrode lors d’un
impact

ZSpeedSonotrodelmpact: vitesse absolue de la sonotrode lors d’un impact

Timelmpact: temps auquel a lieu un impact

ParticleSpeedImpact: vitesse relative des deux corps lors d’un impact

FarticleSpeed: vitesse absolue de la particule

Nimpact: nombre d’impact ayant eu lieu dans la simulation

C. Calcul de la premicere collision (sur la plaque)

Timelmpact=0

ZpositionSonotrodelmpact= Zworkpiece - ParticuleRadius
ParticleSpeed = InitialSpeed

FarticleSpeedImpact = ParticleSpeed

Calcul du coefficient de restitution a partir de la relation 3.3 et la vitesse
relative d’impact
Calcul de la vitesse absolue pour le prochain impact a partir du coefficient de

restitution et de la vitesse relative
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D. Calcul des autres impact
Tant que Nimpact est inférieur & NimpactMax

Si I'impact précédent a eu lieu sur la plaque, I’impact aura lieu sur la
sonotrode

Calcul du temps d’intersection de la trajectoire de la particule et
de la trajectoire de la sonotrode (éq. 3.4, fréquence de 20 kHz)
Calcul de la vitesse de la sonotrode (dérivée par rapport a la
position de I’équation 3.4)

Calcul de la vitesse relative de ’impact (ParticleSpeedImpact)
Calcul de la vitesse relative de restitution (= -
ParticleSpeedImpact)

Calcul de la vitesse absolue de restitution

Sinon (1’impact précédent a eu lieu sur la sonotrode, vérifier ou aura lieu
le prochain impact)

Calculer le temps auquel la particule sera hors d’atteinte de la
sonotrode, définie par I’amplitude, la vitesse absolue de la
particule et le point d’impact (timeParticuleOutofRange)
Calculer le temps auquel la sonotrode atteindra son amplitude
maximale (timeSonotrode MaxRange)

Si timeParticuleOutofRange <= timeSonotrode MaxRange,
I’impact aura lieu sur la sonotrode

Calcul du temps d’intersection de la trajectoire de la
particule et de la trajectoire de la sonotrode (éq. 3.4,
fréquence de 20 kHz)

Calcul de la vitesse de la sonotrode (dérivée par rapport a
la position de I’équation 3.4)

Calcul de la vitesse relative de I’impact
(ParticleSpeedImpact)

Calcul de la vitesse relative de restitution

(= -ParticleSpeedImpact)

Calcul de la vitesse absolue de restitution
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Sinon (I’impact aura lieu sur la plaque)

ZpositionSonotrodelmpact= Zworkpiece - ParticuleRadius

ParticleSpeedIimpact = ParticleSpeed

Calcul du coefficient de restitution a partir de la relation 3.3 et la
vitesse relative d’impact

Calcul de la vitesse absolue pour le prochain impact a
partir du coefficient de restitution et de la vitesse relative

Calcul du temps de I’impact.

=1
=
o

End
End

Résultats

Les résultats sont une série de figures montrant 1’évolution de la vitesse d’impact sur la
plaque en fonction du nombre d’impacts simulés. Des fonctionnalités ont également été
ajoutées pour permettre d’étudier D’influence de la vitesse initiale (boucle

supplémentaire).

La vitesse moyenne de tous les impacts ayant eu lieu sur la plaque est calculée de méme

que son €cart type. Ce sont ces valeurs qui sont données dans le tableau 3.7.
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ANNEXE E: DISCRETISATION DES PROFILS DE
CONTRAINTES RESIDUELLES POUR LA SIMULATION
DE LA MISE EN FORME PAR PROFILS DE
TEMPERATURE ET DE COEFFICIENTS DE DILATATION
THERMIQUE

Cette annexe a pour but d’expliquer les détails de la discrétisation des profils de
contraintes résiduelles, obtenus au chapitre 2, pour les transformer en profil de

température et de coefficient de dilatation thermique.

Les profils ont été calculés sur une profondeur de 3 mm, alors que les simulations de
formage sont réalisées pour une plaque de 4,7625 mm d’épaisseur, divisée en 50
couches. La température ou le coefficient de dilatation thermique des couches ne faisant

pas partie des 3 premiers millimetres seront fixés a zéro.

Les profils de contraintes calculés comprennent 101 points également espacés en
profondeur. Ces points ne coincident pas avec les profondeurs auxquelles les
températures (inter couches) et les coefficients de dilatation (plan média des couches)
doivent étre appliquées. Des splines cubiques ont été utilisées pour calculer les
contraintes résiduelles aux profondeurs correspondants au points d’entrées des

températures ou des coefficients de dilatation thermiques.

Les températures sont, par définition (éq. 1.3), égales aux contraintes. Les coefficients
de dilatation doivent cependant étre calculées a I’aide de la relation 4.1. Le tableau E.1
présente valeurs des températures des inter couches et des coefficients de dilatation
thermique calculées pour simuler le formage due a des impacts réalisés a une vitesse de

10 m/s. La méme procédure est appliquée pour toutes les vitesse d’impact simulées
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Tableau E.1 Valeurs des températures et des coefficients de dilatation thermique pour chaque
couche pou la simulation de lIa mise en forme par grenaillage, pour une vitesse d’impact de 10 m/s

#Couche Profondeur o; Température | Profondeur o; a
(mm) {MPa) (°C) {(mm) (MPa) (°C)

50 0,000 -316,8 316,8 0,048 4419 41,12E-3
49 0,095 -567,0 567,0 0,143 -576,9 53,68E-3
48 0,191 -586,8 586,8 0,238 -553,8 51,53E-3
47 0,286 -520,7 520,7 0,333 -451,7 42,03E-3
46 0,381 -382,7 382,7 0,429 -305,5 28,43E-3
45 0,476 -228,3 228,3 0,524 -212,2 19,74E-3
44 0,572 -196,0 196,0 0,619 -176,3 16,40E-3
43 0,667 -156,5 156,5 0,714 -128,2 11,93€-3
42 0,762 99,8 99,8 0,810 68,3 6,36E-3
41 0,857 -36,8 36,8 0,905 3.8 356,83E-6
40 0,953 29,1 29,1 1,000 67,9 6,32E-3
39 1,048 106,6 -106,6 1,095 131,3 -12,21E-3
38 1,143 155,9 -155,9 1,191 164,2 -15,28E-3
37 1,238 172, 1724 1,286 169,1 -15,74E-3
36 1,334 165,8 -165,8 1,381 151,5 -14,10E-3
35 1,429 137,3 -137,3 1,476 124,9 -11,63E-3
34 1,524 112,6 -112,6 1,572 101,8 -9,47E-3
33 1,619 91,1 91,1 1,667 81,9 -7,62E-3
32 1,715 72,8 72,8 1,762 65,7 6,11E-3
3 1,810 58,5 -58,5 1,857 52,2 -4,86E-3
30 1,905 45,8 45,8 1,953 40,3 -3,75E-3
29 2,000 34,7 34,7 2,048 30,1 -2,80E-3
28 2,096 25,5 25,5 2,143 21,3 -1,98E-3
27 2,191 171 1741 2,238 133 -1,24E-3
26 2,286 96 9,6 2,334 6,3 -585,57E-6
25 2,381 3,0 -3,0 2,429 0,1 4,77E-6
24 2477 3,1 3,1 2,524 6.0 560,28E-6
23 2,572 8,9 8,9 2,619 11,7 1,08E-3
22 2,667 -14,4 144 2,715 17,1 1,59€E-3
21 2,762 -19,8 19,8 2,810 22,4 2,09E-3
20 2,858 -25,0 25,0 2,905 -25,1 2,34E-3
19 2,953 25,2 25,2 3,000 0,0 0,0
18 3,048 0,0 0,0 3,096 0,0 0,0
17 3,143 0,0 0,0 3,191 0,0 0,0
16 3,239 0.0 0,0 3,286 0,0 0,0
15 3,334 0,0 0,0 3,381 0,0 0,0
14 3,429 0.0 0,0 3477 0.0 0,0
13 3,524 0,0 0,0 3,572 0,0 0,0
12 3,620 0,0 0,0 3,667 0,0 0.0
1 3,715 0,0 0,0 3,762 0,0 0.0
10 3,810 0,0 0,0 3,858 0,0 0,0
9 3,905 0,0 0,0 3,953 0,0 0,0
8 4,001 0,0 0,0 4,048 0,0 0,0
7 4,096 0,0 0,0 4,143 0.0 0,0
6 4,191 0,0 0,0 4,239 0,0 0,0
5 4,286 0,0 0,0 4,334 0,0 0,0
4 4,382 0,0 0.0 4,429 0,0 0.0
3 4,477 0.0 0.0 4,524 0,0 0,0
2 4,572 0,0 0,0 4,620 0.0 0,0
1 4,667 0,0 0,0 4,715 0,0 0,0
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ANNEXE F: SIMULATION DE LA TRAJECTOIRE DE
GRENAILLAGE SUR LA PIECE DANS ANSYS®

Cette annexe est une description détaillée de la méthode développée pour tenir compte
de la trajectoire de grenaille dans la simulation de la mise en forme par grenaillage a

I’aide du logiciel Ansys®.

La trajectoire a simuler est illustrée ci-bas (Figure F.1). Pour les fins de la simulation,
elle est divisée en sept zones a traiter successivement, identifiées par les traits pointillés
et les numéros de un a sept. Les rotations de 1’appareil, étant nécessaires uniquement
pour le volet expérimental, ne sont pas simulées. Les zones sont ainsi bien découpées et

sans chevauchement. Les dimensions de chacune sont également indiquées.
80 320 400

; , 400
] |
L, < |
‘”{ ZT :C\
S e 4 320
| P A
b) 5 <+ 5
|
E-l- ----------------------- -é 240
c){ > ;
] ]
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Figure F.1 Trajectoire de grenaillage et division de la surface en zones (1-7) et en sections (a-¢)

La fonctionnalité du logiciel permettant d’introduire la charge thermique selon un temps
et une position ne permet que 1’utilisation de fonctions mathématiques continues. Par

exemple, la fonction de Heaviside, qui aurait été certainement trés utile, n’est pas
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dispontble. 11 est donc nécessaire de travailler avec des fonctions continues telles que les
fonctions trigonométriques, polynomiales, exponentielles et logarithmiques. Le temps
total de traitement est fixé a 2800 unités. Ce temps, égal a sept fois 400 mm, correspond
aux sept zones a traiter. Pour chaque zone, 400 unités de temps sont accordées. Par
exemple, la zone 1 est traitée durant 1’intervalle [0-400], la zone 2 entre [400-800] et
ainsi de suite. Il est a noter que le temps choisi est entiérement fictif et la trajectoire
obtenue devra étre ajustée afin de correspondre a la trajectoire réelle en termes de temps.
Le logiciel permet également de définir des fonctions différentes selon certains
intervalles de position ou de temps. La surface de la plaque est donc divisée en cing
secteurs de dimensions identiques selon la direction y. Ces secteurs sont identifiés par

les lettres a) a e).

Le développement des équations ne sera pas démontré pour chaque zone, car il est
similaire, mis a part les constantes et les signes de certaines opérations. Le
développement de ’équation pour le secteur b), comprenant la zone 1, est une partie des

zones 5 et 7 et est détaillé en détail ci-bas.

Tel que mentionné au chapitre 5, la fonction arctg(s) est utilisée car elle permet de
passer rapidement de —n/2 a n/2 lorsque la valeur de s passe d’une valeur négative a
positive. En multipliant la valeur de s par un nombre élevé, 10 000 par exemple, le
passage se fait encore plus rapidement. Cette particularité est exploitée ici pour obtenir
une fonction dont la valeur passe de 0 a 1 trés rapidement autour de s = 0. La fonction de
base est donc la suivante :

arctan(1 OOOOS)%-H
2

(F.1)

Cette fonction prend une valeur trés prés de 0 lorsque s < 0 et une valeur trés prés de 1
lorsque s > 0. Le choix de s doit étre fait judicieusement pour bien représenter la

trajectoire.
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La zone 1 doit étre traitée durant I’intervalle de temps [0,400] de droite a gauche pour
les coordonnées en x = [80,320]. En premier lieu, il faut s’assurer de ne pas traiter la
surface a ’extérieur de I’intervalle en x. Deux fonctions s doivent étre définies : 'une
est négative pour tout x<80 et positive ailleurs (s;) et I’autre est négative pour tout

x>320 et positive ailleurs (s;). Par déduction :

5, =x-80 (F.2)

$,=320—x (F.3)
Une troisi¢éme fonction s doit étre définie, en fonction du temps et de la position, pour
permettre le passage de 0 a 1 de la fonction globale et représenter le déplacement du
pistolet sur la surface . Par déduction :

sy;=temps(400—x) (F.4)
La combinaison de ces trois fonctions permet le traitement de la zone 1 de droite a
gauche dans I’intervalle de temps [0,400] et pour I’intervalle en x = [8,320]. Dans les
faits, la charge commence a étre appliquée a x = 320 et le temps = 80 et se termine a x =
80 et le temps = 320. La fonctions agglomérée est la suivante :

arctan(10000(s, s2s3))%+1
2

(F.5)

Restent maintenant les zones 5 et 7 a traiter pour ce secteur.

La zone 5 est traitée de bas en haut durant I’intervalle de temps [1600,2000] dans
I’intervalle y = [0,400]. La fonction s permettant le traitement de la zone de bas en haut
prend la méme forme que la relation G.4 avec une correction sur le temps.
sy=temps—(y+1600) (F.6)
Cette fonction peut prendre une valeur positive uniquement si le temps est supérieur a
1600. 11 faut également choisir une fonction s qui prend une valeur positive lorsque la

position x est supérieure a 320.

s5=x—320 (F.7)
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En combinant ces deux relations :

arctan(1 0000(s4s5))%+1
2

(F.8)
Le méme raisonnement est appliqué pour la zone 7. Le traitement y est fait du haut vers
le bas durant I'intervalle de temps [2400,2800] pour I'intervalle y = [0,400].
se=temps—(2800—y) (F.9)
57=80—x (F.10)
En combinant ces deux relations :

arctan(10000(56s7))%+1
2

(F.11)

Pour obtenir la fonction globale pour le secteur b), il suffit simplement d’additionner les
relations F.5, F.8 et F.11.

arctan(lOOOO(s,s2s3))%+l arctan(lOOOO(s4s5))%+l arctan(10000(s6s7))%+1
+ +
2 2 2

(F.12)

Cette fonction prend une valeur de 1 lorsque le temps de la simulation correspond au

temps auquel un nceud doit €tre traité et a une valeur nulle avant d’atteindre ce temps.

Pour les secteurs a), c), e) et f), les fonctions s;, s> et s3 doivent étre modifiées pour
respecter les temps de traitement et la direction du traitement, mais la structure demeure

la méme.
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ANNEXE G: PROCEDURE DE CALCUL DU RAYON
LOCAL DE LA SURFACE MAILLEE

Cette annexe est une explication détaillée de la méthode utilisée pour calculer le rayon

de courbure local d’une surface maillée selon un grillage régulier dans un plan.

Pour simplifier les équations, la surface S est définie par un grillage régulier dans le plan

xy (Figure G.1).

Figure G.1 Surface quelconque maillée a partir d’un grillage dans le plan xy

Le rayon de courbure local a un point P;; de la surface S, correspondant au nceud de
coordonnées X; et y; ne peut €tre calculé par ’équation d’un cercle passant par trois
points en utilisant les coordonnées des points adjacents (Pi+1j, Pi.1j). Ces points ne sont
pas nécessairement dans le méme plan que le centre de courbure et le point P;;, a cause
du maillage initial, ce qui rend cette méthode erronée. L’équation d’une cercle par trois
points n’est valide qu’en deux dimensions. Tous les points doivent étre dans un méme
plan autrement, le rayon calculé ne sera pas le rayon réel, mais celui de la forme projetée
dans le plan de calcul. De la méme maniére, la dérivée seconde de 1’équation de la

surface par rapport a x ou y ne fournirait de 1’information que sur le rayon dans un plan
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parallele aux plans zx ou zy, qui ne serait pas non plus le rayon local réel dans la

direction x ou y, mais un rayon local d’une forme projetée (Figure G.2).

4,

[
1
t
|

Figure G.2 lllustration du centre de courbure d’un cercle passant trois points et du plan défini par
ces mémes trois points

Le calcul du rayon doit étre fait dans un plan défini par le vecteur normal a la surface au
point de calcul (POg) et un vecteur parallele a la direction de calcul désirée (x ou y).
Dans le cas de cette étude, I’équation de la surface est connue, ce qui facilite la calcul du
plan tangent. Par contre, un nuage de points pourrait étre utilisé sans probléme. Le calcul
du plan tangent pourrait alors se faire a partir des coordonnées des points adjacents. Les

équations suivantes servent a définir le plan tangent.

Le vecteur normal au point P;; est défini comme suit :

fi=ad +a, j+a-k (G.1)

AY

ou

_af(xi ,.y,i ) _
A== z=f{x,y)

af(xi 9y J )

ay=——7=1

o

a: =_1
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Le plan tangent est alors défini par :
axx+ayy+a-z+d=0 (G.2)

d,'.j:_axx,' —ayy; +a:2,“j

Une fois ce plan défini, les deux nceuds de la surface adjacents au point P;; dans la

direction de calcul désirée sont projetés sur ce plan tangent dans la direction z.

oi —di =X~y Y, o
oo =AY, (direction x) (G.3)

a-

Ces deux points sur le plan tangent au point P;; sont ensuite projetés sur la surface selon
la normale au point P;;. L’équation de la normale donnée ci-haut permet de définir une

droite paralléle a la normale passant par la point projeté sur le plan.

X=X, +axd y=y,;+at z=z;y jta:t (G4

ol est un parametre de définition

En remplagant les relations de X, y et z de I’équation de la droite dans I’équation de la
surface et en solutionnant pour t, les coordonnées des deux points sur la surface sont
obtenus. En utilisant tout simplement ces deux nouveaux points Pi.;; avec le point P;;
dans I’équation d’un cercle par trois points, le rayon local de la surface dans la direction
désirée est obtenu. Pour un sphére, 1’erreur sur le rayon en utilisant cette méthode est de

I’ordre de la précision machine.



