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RESUME

Les travaux de cette thése ont été initiés par la volonté industrielle de lever le verrou technologique du
démasselotage a chaud de bielles en fonte GS. Ces bielles sont obtenues par un procédé de fabrication
hybride innovant mélant forgeage et fonderie en moule métallique. Ce procédé exige que le démasselotage
soit effectué dans la « chaude de coulée » lorsque la fonte GS est en phase austénitique. La découpe de la
fonte dans ces conditions de température fait apparaitre des défauts majeurs sur les surfaces découpées
préjudiciables a la suite du process. Pour pouvoir répondre a cette problématique, une étude est menée
sur la caractérisation du comportement et de 'endommagement de la fonte GS dans les conditions de
température du process. Une attention particuliere est portée sur I'influence de la microstructure nodulaire
sur les mécanismes de la rupture. Afin de se doter d’outils de simulation pour mettre au point le processus
de démasselotage a chaud, les parametres du modéle de comportement et d’endommagement de Gurson-
Tvergaard-Needleman appliqués a la fonte GS sont identifiés par méthode inverse. Enfin, un plan
d’expérience est déployé sur un démonstrateur de découpe instrumenté afin d’obtenir la configuration
optimale des parametres process pour une découpe sans défaut. Cette derniere étude met en avant la
présence d’une transition d’'un mode de rupture ductile a fragile lors de I'apparition des défauts de
démasselotage.

TITLE

Study of damage during the hot-cutting of molded and forged austempered ductile iron automotive
connecting rods.

ABSTRACT

This work was initiated by the technological problematic of hot trimming of nodular cast iron connecting
rods. These connecting rods are obtained by an innovative hybrid process that combines forging and metal
mold casting. This process requires the trimming to be conducted at high temperatures in the is the
austenitic phase of the cast iron. Hot trimming of cast iron brings up major defects on the cut surfaces which
are detrimental to the continuing process. To address this problem, a study is conducted on the
characterization of the mechanical behavior of nodular cast iron in the process temperature conditions. A
particular attention is paid to the influence of the nodular microstructure on the failure mechanisms. To
develop simulation tools for nodular cast iron hot trimming, the parameters of Gurson-Tvergaard-
Needleman model are identified by inverse method for our material. Finally, a design of experiment is
deployed using an instrumented demonstrator to obtain the optimum parameters configuration for a
maximized cut surface quality. This latest study highlights the presence of a transition from ductile to brittle
mode of failure leading to the hot trimming defects.
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Mécanique des solides, Génie mécanique, Productique, Transport et génie civil

Spécialité : Mécanique et Matériaux
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Rupture en cisaillement ; Caractérisation mécanique ; Modélisation.
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Glossaire

ADI : Austempered Dutile Iron
GS : Graphite Sphéroidal

€ij,0;; . Composantes du tenseur de
déformation et du tenseur des contraintes

y : Glissement pour les modeles en
d’évaluation de I'effort de coupe

F.s: Effort de cisaillement pour les
modeles en d’évaluation de l'effort de
coupe

f: Coefficient de frottement pour les
modeles en d’évaluation de l|'effort de
coupe

&sq : Déformation équivalente

0y : Limite d’élasticité

&o : Déformation a la limite élastique
o, : Contrainte limite de la loi de Voce
T : Température

€ : Vitesse de déformation

n,metv: Paramétres de la loi de
Hollomon

A, B, C, n et m: Parametres de la loi de
Johnson-Cook

p, g et r : Parametres supplémentaires de la
loi de Johnson Cook modifiée par Coupart

T¢, Ty et Tyec : Températures de fusion, de
référence et seuil de I'adoucissement

A,my, m,, M3, My, M5, M7, Mg €t Mg :
Parameétres de la loi de Hansel-Spittel

£P : Déformation plastique équivalente
Em: Contrainte moyenne macroscopique

Ep,: Taux de déformation plastique
équivalente macroscopique

T : Taux de triaxialité

SN)ON,EN Fonction normale  de
distribution des cavités, contrainte et
déformation moyenne selon cette
distribution

K : Constante de Rice et Tracey

R : rayon moyen de cavité

& : Déformation a la rupture

Yeq - Contrainte équivalente de Von Mises

Omax - Contrainte maximale  des
composantes principales du tenseur des
contraintes

Conkop @ Critere de rupture de Oh et
Kobayashi

q1,q2 et qz: Parametres du modele de
Gurson-Tvergaard-Needleman

f*: Fraction volumique de vide (fw)
fonction de la déformation du modele de
Gurson-Tvergaard-Needleman

fo,fe,ff: Fraction volumique de vide
initial, critigue a la coalescence et a la
rupture

gy: Contrainte d’écoulement de la matrice
sans porosité

EP . Tenseur du taux de déformation
plastique

¥, Y’ :Tenseur des contraintes et Tenseur
déviatorique des contraintes
macroscopiques

A : Multiplicateur plastique

J3: Troisieme invariant des contraintes
déviatoriques

O, : Angle de Lode
q,4 et gs : Parametres du modele de Xue
k,,: Paramétre du modele de Nahshon

Q(T): Variable de Nielsen fonction du taux
de triaxialité
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Introduction générale

Le contexte industriel :

Le contexte économique et environnemental actuel oblige les motoristes a réduire au
maximum les masses en mouvement afin de réduire les consommations de carburant ainsi
qgue les émissions de CO>. La nouvelle norme de I'Union Européenne a fixé a 95 g de CO par
kilometre a I'horizon 2020. Or pour réduire d’'un gramme de CO; les émissions, il faut réduire
la masse d’un véhicule thermique de 10 kg a 12 kg. La conception d’une nouvelle bielle
s'inscrit dans ce programme de downsizing garantissant des moteurs plus performants et plus
sobres. L'entreprise « Ateliers des Janves » (ADJ), spécialiste de la bielle forgée pour
I'automobile et le poids lourd participe a cette innovation en menant des programmes de
Recherche et Développement en partenariat avec les motoristes. L'objectif de cette
démarche est d’étre une force de proposition face a ces nouvelles exigences.

L’innovation dans I'entreprise :

L’entreprise forgent des bielles en acier sécable et en acier a dispersoides (exemple SplitAsco
70 : C70S6). Ces aciers présentent un compromis optimal entre la sécabilité, I'usinabilité et
les propriétés mécaniques. La sécabilité est une propriété recherchée afin de séparer la téte
de bielle en deux parties sans opération d’usinage. Dans sa stratégie d’innovation,
I’entreprise a recherché de nouveaux matériaux ayant des caractéristiques mécaniques
supérieures aux matériaux conventionnels. Un projet de recherche et développement (Projet
PUMA ADJ) a abouti au dépdt de deux brevets (FR n°2839727 et FR n2866351) sur la fonte a
graphite sphéroidal (GS) forgée dans la « chaude de coulée ».

Le nouveau processus de fabrication de bielle développé par ADJ s’appuie sur un procédé
hybride, combinant la fonderie et la forge, appliqué a la fonte GS. Cette innovation combine
les avantages de la fonte GS coulée en coquille (densité nodulaire, recyclage des matiéres
premiéres) et les avantages du forgeage en conteneur fermé (caractéristiques mécaniques,
précision géométrique et dimensionnelle). Les bielles en fonte ADI (austempered ductile iron)
forgées présentent ainsi un bon compromis entre ductilité, tenue en fatigue et masse
volumique (7200 kg.m=3). La combinaison des procédés de forgeage et de fonderie est déja
appliquée au travers du procédé Cobapress (Saint Jean Industries) mais uniquement pour les
alliages d’aluminium [Brevet N EP 0 119 365].

L'optimisation globale du procédé de fabrication des bielles en fonte ADI, obtenue dans la
chaude de coulée, présente ainsi un gain énergétique important et une réduction des co(ts
de production par rapport aux bielles forgées en acier. L’élaboration dite « dans la chaude de
coulée » permet de s’affranchir des étapes de remontée en température tres
consommatrices d’énergie.

La présentation du nouveau processus de fabrication des bielles :

Le cycle thermique se décompose en trois étapes importantes que sont la fonderie suivie de
la forge et du traitement thermique final.
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Figure 1 : Cycle thermique et décomposition du process Fonte ADI HC [AD)]

La fonte GS est élaborée dans un four de fusion a 1450°C a partir de fonte neuve, d'acier de
composition contrblée, de jets de fonte ainsi que des éléments de d'alliage nécessaire a
I’obtention de la structure ausferritique. Cette fonte est coulée par gravité a une température
de 1390°C en coquille. Le refroidissement rapide di au moule métalligue permet d'obtenir
une microstructure nodulaire particuliére [1] [2] présentant un nombre de nodule important
(2000 nodules/mm?) et de petite taille (diamétre moyen de 10 um). Cette caractéristique est
nécessaire a I'obtention des propriétés mécaniques recherchées. La grappe est maintenue a
950°C en four de graphitisation aprés décochage a chaud afin de dissoudre les carbures
primaires (cémentite). Le démasselotage intervenant a la suite de la graphitisation consiste en
la découpe des liaisons aux attaques et aux masselottes afin de pouvoir procéder au forgeage
des bielles en conteneur fermé. Le forgeage en conteneur permet de réduire au maximum la
matiere engagée lors du forgeage et empéche la formation de zones fortement déformées
lors du filage en bavure. Ce procédé de forgeage favorise le contréle d’un taux de déformation
de I'ordre de 16% [3], conférant les hautes caractéristiques mécaniques a la fonte GS ADI. La
bielle forgée est ensuite soumise a une trempe étagée en lit fluidisé et est maintenue a la
température de 380°C afin d'obtenir la structure ausferritique supérieure (Annexe A). La bielle
est enfin refroidie a I'air libre.

Le verrou technologique :

Le démasselotage a chaud des bielles, objet de notre étude, impose une opération de découpe
des cols de masselotte a une température comprise entre 900°C et 1000°C. Les premiers essais
de démasselotage réalisés par I'entreprise, sur un outillage d’ébavurage de forge
conventionnel, ont montré un endommagement de la bielle. Cet endommagement est
caractérisé par une combinaison d’un faciés de rupture ductile et fragile a partir duquel se
propagent de profondes déchirures et cavités, préjudiciables a la suite du process. Le verrou
technologique consiste a concevoir un démonstrateur de démasselotage a chaud découpant
les cols de masselotte sans endommagement afin de garantir une bonne santé de la bielle
avant l'opération de forgeage en conteneur fermé. L'optimisation des parameétres de
démasselotage (géométrie d’outil, vitesse de coupe, température, jeu) respectera un double
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objectif a savoir un découpage sans endommagement et avec un temps minimum afin des
respecter les cadences industrielles.

Le plan général du mémoire :

Le mémoire comporte quatre chapitres :
Premier chapitre : Etat de I'art

Ce chapitre présente une étude bibliographique sur les différents procédés de découpe des
métaux et sur les lois de comportement et d’endommagement susceptible d’étre appliquée a
la fonte GS. Une premiére partie présente I'élaboration de la fonte GS ainsi que ses propriétés
mécaniques et métallurgiques. L'étude sur les procédés de découpe a permis de montrer les
quatre étapes essentielles lors cette opération ainsi que les facteurs influents sur la qualité de
la surface découpée. Les différentes formulations analytiques pour calculer I'effort de coupe
ont été présentées. Différents modéles de comportement et d’endommagement ont été
recensés et particulierement les modeles régissant les matériaux poreux et leurs extensions
prenant en compte le taux de triaxialité. Le modele de Gurson-Tvergaard-Needleman
décrivant 'endommagement ductile par I'évolution de la fraction volumique de vide a fait
I'objet d’une étude approfondie.

Deuxieme chapitre : Caractérisation expérimentale de la fonte GS

La premiere partie de ce chapitre décrit les essais mécaniques de traction et de cisaillement a
chaud. Cette étude expérimentale prend en compte l'influence de la température de la fonte
GS et de la vitesse de déformation. L'étude de la température est effectuée entre 900°C,
température supérieure au seuil d’austénitisation jusqu’a 1000°C, température de sortie de
coquille de coulée. La plage de vitesse étudiée varie entre 6.103 mm.s'et 18 mm.s, dont la
vitesse maximale correspond a la limite de la machine de traction. Les résultats de ces essais
sont présentés sous forme de courbes de contrainte-déformation en fonction de la
température et de la vitesse de déformation qui seront utilisés lors de l'identification des
coefficients du modéle GTN. Une étude des facies de rupture et de la microstructure a été
conduite sur les différentes éprouvettes afin de définir le mode de rupture ainsi que de
calculer du taux de porosité.

Troisieme chapitre : Identification des paramétres de la loi de comportement et
d’endommagement GTN.

Le modele de comportement et d’endommagement de type GTN a été retenu pour I'opération
de démasselotage a chaud de la fonte GS en raison de la porosité du matériau étudié. Ce
modele est régi par neuf coefficients, qy,qz,9s, fn, €n, S fo. fc et fr, fonction de la
température et de la vitesse ainsi que trois coefficients A4, B et n, nécessaires a la définition
de la loi d’écoulement plastique de type puissance de la matrice. Compte tenu du temps
d’étude et du domaine d’application, seuls les cing paramétres : f, ff, A, B et n seront
identifiés sur le logiciel SiDoLo. Les valeurs des autres parametres seront définies a partir des
résultats obtenus par I'étude bibliographique. Le modele GTN, déja implémenté dans le code
de calcul par éléments finis ABAQUS, et utilisé avec une sous-routine VUHARD permettant
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d’identifier les parameétres de la loi de comportement de type puissance. Ce modéle devrait
permettre de simuler I'opération de démasselotage a chaud.

Quatrieme chapitre : Optimisation des parametres de démasselotage.

Cette partie présente le démonstrateur de démasselotage a chaud permettant de mesurer les
efforts et le déplacement de I'outil. Une série d’essai établie a partir d’un plan d’expérience
Taguchi Lig a été réalisée sur ce démonstrateur. Ce plan compte quatre facteurs (température
de la bielle, jeu avec les outils, vitesse de coupe et angle d’aréte de coupe) a trois niveaux dans
lequel la qualité de la surface découpée est évaluée. Cette évaluation est effectuée a partir
d’une notation comprise entre 1 et 5 selon une grille de défaut. Les réponses obtenues
permettent d’obtenir un modeéle empirique du second degré et de rechercher la configuration
optimale afin d’obtenir un démasselotage sans défaut. L'analyse des courbes d’effort-
déplacement et des facieés de coupe permet d’étudier les modes de rupture et les causes
d’apparition du défaut de démasselotage.
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|. Etat de 'art

[.1. Introduction

Ce chapitre décrit premieérement le processus hybride de fabrication de bielle en fonte ADI.
Les caractéristiques principales de la fonte GS sont recensés afin de comprendre le réle de ses
différents constituants. Les bielles ainsi réalisées en fonte GS ADI présentent des
caractéristiques mécaniques comparables aux aciers forgés pour une masse volumique plus
faible contribuant a I'allégement des véhicules.

Ces bielles coulées en fonte GS doivent étre démasselotées sans endommagement. Une étude
bibliographique sur les principaux travaux relatifs a la découpe des métaux a froid et a chaud
est réalisée notamment sur la caractérisation expérimentale et la simulation numérique du
procédé.

L'opération de démasselotage a chaud par cisaillement génére des fissures ou des
arrachements liés a un changement de mode de rupture. Une mauvaise qualité de la surface
découpée est fortement préjudiciable pour la suite du processus de fabrication de la bielle.
Les modeles d’évaluation de I'effort de coupe sont présentés afin d’établir une premiere
approche de la modélisation du procédé de démasselotage. Un état de I'art sur les modeéles
de comportement et d’endommagement ductile est effectué afin d’alimenter les outils de
simulation utilisant la méthode des éléments finis. La transition ductile fragile est par ailleurs
étudiée afin de comprendre les mécanismes mis en jeu lors de I'apparition du défaut. La
nature particuliere de la microstructure de la fonte GS nécessite I'utilisation de modeles de
type Gurson basés sur I’évolution de la fraction volumique de porosité. Les différentes
améliorations successives du modele de Gurson sont détaillées en fin de chapitre.

[.2. Processus hybride de fabrication de bielle automobile en fonte ADI moulée
forgée

I.2.1.Développement du processus de fabrication des billes en fonte ADI a hautes
caractéristiques

La fonte a graphite sphéroidal ADI (Austempered Ductile Iron) permet de concurrencer les
aciers forgés dans de nombreuses applications telles que la fabrication de vilebrequins [4]. Le
processus développé par les Ateliers des Janves permet une amélioration des caractéristiques
mécaniques (Figure 2) par I'adjonction d’une étape de forgeage dans la continuité du process
de fonderie (« chaude de coulée »). La littérature présente, en effet, plusieurs travaux
démontrant I'influence du taux de déformation sur la morphologie des nodules de graphites
et sur les caractéristiques mécaniques de la fonte a graphite sphéroidal ( [5] ; [6]; [7] ; [8] ).
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W Acier (Base 100)

H ADI

Figure 2 : Comparaison relative des caractéristiques mécaniques de la Fonte ADI HC et d’un acier C70%.

L’étude de faisabilité du processus mis au point par les Ateliers des Janves a porté sur la coulée
en coquille (usuellement utilisée pour la fonte a graphite lamellaire) et le forgeage en
conteneur fermé de la fonte a graphite sphéroidal. La recherche d’une solution optimale pour
le démasselotage a chaud a été étudiée en tirant profit de I'expérience acquise par les
forgerons des Ateliers des Janves ainsi que de I'expérience des fondeurs partenaires.

La fonte GS, brute de coulée, a une structure ferrito-perlitique et se transforme apres trempe
en structure ausferritique appelée ADI. Le traitement d’ausferritisation est détaillé en annexe
A. La composition massique spécifique est présentée dans le Tableau 1:

%Fe | %C %Si | %Mn | %Cu | %Ni | WMo | %Mg | %S %P %Cr | %Al
base | 3,7- |2,6- |0,2- |0,7- |0,45- |0,25- | 0,025- 0,01 | 0,03 | 0,01 |0,01
3,8 2,7 0,3 0,8 0,55 |0,3 0,035

Tableau 1 : Composition massique de la fonte ADI HC.

L'ajout de nickel, de cuivre et de molybdéene a la fonte GS [9] favorise la décomposition
homogene de la microstructure en ausferrite supérieure lors de la trempe et du maintien a
380°C.

La conception de I'outillage exige le respect de certaines fonctions spécifiques a la fonderie
en coquille (Figure 3). La fonte est coulée par gravité au travers d’un chenal et d’'une attaque
qui alimentent le pied de la bielle. Des masselottes, situées au-dessus de chaque piece,
compensent le retrait de la fonte et constituent une réserve pour les impuretés surnageantes.
L'opération de démasselotage dans nos travaux de recherche consiste a découper a chaud les
masselottes ainsi que les attaques afin de pouvoir procéder au forgeage en conteneur fermé.

! Ateliers des Janves, « Projet PUMA : Mise au point de bielle en fonte forgée, » 2005.
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Figure 3 : Conception de la coquille2.

L’étape de démasselotage s’appuie sur I'expérience acquise par les Ateliers des Janves lors de
I’ébavurage a chaud des aciers. Le démasselotage s’effectue avant forgeage dans la « chaude
de coulée » soit a une température de 950+50°C. Dans cette gamme de température, la
matrice de la fonte est austénitique. La grosseur du grain d'austénite dépend de I'histoire
thermique de la piece et de la taille des nodules de graphite. Les structures obtenues sur ces
fontes et leurs comportements thermomécanique dépendent fortement de ces deux
parametres.

1.2.2.Essais préliminaires de démasselotage
Lors de la pré-étude, des outillages ont été réalisés en reprenant les géométries d’outils et les
parametres de la presse pour l'opération d’ébavurage a chaud des aciers. Les outillages
présentent une géométrie particuliere caractérisée par un plat de 4mm rechargé de stellite-6
et d’un angle de coupe de 87° (Figure 4).

Ces premiers essais de démasselotage ont fait apparaitre dans la zone cisaillée de profondes
déchirures se propageant vers le coeur de la piéce (Figure 5). Le faciés de rupture endommagé
se caractérise par une partie cisaillée, puis par une partie arrachée présentant de profondes
fissures suivant un plan incliné et se terminant par une bavure résiduelle.

i
s
! v« // 2

207 -~

Découpe

Bavure résiduelle

| Piéce finale |

Figure 4 : géométrie de I'outillage d’ébavurage?.

2 Documents internes — Ateliers des Janves
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Figure 5 : Faciés de découpe apres démasselotage a chaud avec un outil d’ébavurage au niveau du pied (a) et de la téte de
bielle (b)3.

L'analyse des faciés au microscope électronique a balayage (MEB) a permis de révéler les
différents modes de rupture en présence sur le pied et la téte de bielle (Figure 6). Une rupture
de type fragile intergranulaire est localisée au niveau du pied (Figure 6A) et une rupture du
type ductile avec des cupules apparait sur la téte de bielle (Figure 6B).

rupture
. o
intergranulaire

Figure 6: Facies de rupture des bielles FGS ADI HC ébavurées3.
A : rupture intergranulaire fragile au niveau du pied de bielle
B : rupture ductile (cupules) au niveau de la téte de bielle

Les différences observées peuvent étre liées a plusieurs facteurs tels que la gé¢ométrie de la
section découpée, la distribution de température ou le type de structure locale de la fonte.

Une étude préliminaire de I'effet de la température entre 950°C et 1050°C (Figure 7) sur la
découpe et 'endommagement du faciés a été conduite 3. L’augmentation de la température
(AT=100°C) a montré une diminution de la zone déchirée.

Figure 7: Effet de la température sur I’évolution du faciés de coupe (a-950 °C; b-1000 °C; c-1050°C)3.

Cette étude préliminaire a montré un endommagement systématique lors de I'opération de
démasselotage préjudiciable a la suite du process. Les travaux de cette these ont pour objet
de lever le verrou technologique relatif a cet endommagement.

I.2.3.La Fonte a graphite sphéroidal

Le processus développé par ADJ s’est axé sur I'utilisation d’une fonte a graphite sphéroidal
réduisant ainsi la masse de la bielle. Ce type de fonte differe des autres fontes grises

3 Ateliers Des Janves, Compte rendu d'essais internes de démasselotage de la fonte ADI, 2008.
1-22



lamellaires (Figure 8-A) et vermiculaires (Figure 8-B) par la morphologie particuliere du
graphite qui se présente sous forme de nodule (Figure 8-C).

Perlite
Carbone Graphite

Ferrite

Figure 8 : microstructure des fontes

A : Fonte a graphite lamellaire a matrice ferrito-perlitique ; B : fonte a graphite vermiculaire (non attaquée) et C : fonte a
graphite sphéroidal a matrice ferrito-perlitique.

Le graphite sous forme sphéroidal est obtenu sous des conditions particulieéres d’élaboration
(composition et étape de traitement). En phase semi-liquide, lorsque la cémentite (Fe3() se
décompose au niveau de la cellule eutectique lors du refroidissement, le carbone se précipite
et prend naturellement une forme lamellaire (GL) [10]. Cette forme de graphite est fortement
dommageable pour le matériau di a la création de zones de concentration de contrainte par
effet de pointe qui favorise la propagation de fissure [11]. L’ajout d’élément d’addition tel que
le magnésium permet au graphite d’obtenir une forme sphérique par diffusion du carbone a
travers une paroi d’austénite [12]. Cette forme sphérique permet de s’affranchir de I'effet
d’entaille et d’augmenter la ductilité et la tenue en fatigue. Le Tableau 2 montre une
augmentation importante de I'allongement a la rupture entre la fonte GL et la fonte GS.

Fontes a graphite lamellaire Fontes a graphite sphéroidal

Désignation DIN EN-GJL- EN-GJL- EN-GJL- EN-GJL- EN-GJS- EN-GJS- EN-GJS- EN-GJS-
EN 1561 150 200 250 300 350-22- 400-18- 400-15 400-10

Rm (MPa) 150-250 200-300 250-350 300-400 350 400 400 450

Rp (0,1 GL/0,2GS - 98-165 130-195 165-228 195-260 220 240 250 310

MPa)
E (GPa) 78-103 88-113 103-118 108-137 169 169 169 169
A% 0,8-0,3 0,8-0,3 0,8-0,3 0,8-0,3 22 18 15 10

Tableau 2 : Comparaison des caractéristiques mécaniques de nuances de FGL et FGS usuelles [13]

L’élaboration de la FGS nécessite I'ajout de deux composants : I'inoculant et le sphéroidisant.
L'inoculant, un alliage de type ferro-silicium, favorise la solidification stable fer-graphite et
crée de par ses impuretés des lieux de germination pour le graphite par décomposition de la
cémentite. Cet inoculant est introduit juste avant ou pendant la coulée et assurera une
répartition homogene du graphite. Le sphéroidisant, le magnésium, empéche le graphite de
se solidifier sous forme de lamelle en retardant la formation des germes de graphite. La
surfusion ainsi provoquée va faire germer le graphite en milieu solide a partir des dendrites
d’austénite [14]. Dans cette configuration, le graphite n’a plus de direction préférentielle et
va croitre en rayonnant dans toutes les directions pour obtenir une forme sphérique finale.
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Des éléments d’alliages du type alphagéne tels que I'aluminium, le silicium, le titane favorisent
la formation de ferrite alors que les autres éléments tels que le nickel ou le molybdéne du
type gammagene vont stabiliser 'austénite. L'ajout de molybdéne aura tendance a générer
des carbures. L’hétérogénéité de la matrice est due a la présence de trois zones distinctes. Ces
zones sont fonction de la distance par rapport au nodule de graphite. La répartition des
éléments d’alliage va suivre les étapes de solidification de la matrice [15]. Sur la Figure 9, les
éléments carburigénes seront retrouvés majoritairement en zone de derniere solidification
(1) alors que les éléments graphitant seront regroupés en zone proche du nodule (1). La Zone
Il est de composition intermédiaire.

— \ \\ /l - ——
\ / <
v /
\ Vere | [
[y I |
/ / \ \
N
~ bl
Zones \\ Sphéroide de graphite

Figure 9 : Zones de ségrégation des éléments d’alliage [15].

Les éléments indésirables sont a contréler et a minimiser afin qu’ils ne nuisent pas a la qualité
de la piece. Le phosphore ou le souffre (sulfure), par exemple, créent des précipités et des
inclusions favorisant le départ de fissures. Le plomb, le bismuth ou I'antimoine aménent quant
a eux a une dégénérescence du nodule de graphite [15].

L'étude de la microstructure montre différentes matrices possibles qui seront fonction de
I’histoire thermique ainsi que la composition chimique de la fonte. La matrice des fontes GS
peut étre totalement ferritique, ferrito-perlitique (par ajout de cuivre notamment), perlitique,
martensitique, austénitiques ou bainitique (Figure 10). Pour le cas de la bielle, nous
recherchons une matrice bainitique présentant des caractéristiques mécaniques proches de
I'acier.

Figure 10 : Exemple de matrice FGS, A : FGS ferritique ; B : FGS perlitique ; C : FGS ferrito-perlitique et D : FGS ADI.

La structure nodulaire de la FGS a chaud (températures supérieures a 0,5 fois la température
de fusion) implique un comportement localement hétérogéne. En effet, deux composants
distincts la définissent : la matrice austénitique et les nodules de graphite. Ces deux
composants ont un comportement tres différent avec, en outre, une liaison a l'interface faible
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conduisant a une décohésion rapide ([16]; [17] ; [18]). Le matériau étudié peut étre considéré
comme un matériau poreux au regard des précédentes études sur les nodules ( [16] ; [17];
[18]). Afin d’aborder plus précisément ce comportement, les modéles de comportement et
d’endommagement seront présentés (§1.4) apres un état de I'art sur les procédés et les
défauts liés a la découpe (§1.3.2).

[.3. Démasselotage des bielles

L'objectif de I'étape de démasselotage est d’obtenir a partir de la grappe de bielles coulées,
des bielles détourées, sans masselottes, ni attaque de coulée, aptes a étre forgées en

conteneur fermé (Figure 11).
V masselotte

i) <

attaque
de coulée

Figure 11 : Grappe de coulée et bielle démasselotée?.

Le diagramme FAST (Figure 12) permet de lister les technologies potentiellement applicables
a la découpe de masselotte. Les parametres importants a considérer afin de choisir une
méthode appropriée, répondant au cahier des charges, sont la perte de matiére premiére,
I'altération de la structure (Zone Affectée Thermiquement - ZAT), la qualité de la découpe, la
fiabilité, la rapidité et le colit de la fonction. Le diagramme montre les grandes familles de
découpe. D’ores et déja, nous pouvons éliminer certaines familles comme :

- la fusion par laser du fait de I'encombrement de la buse par rapport a la morphologie de la
piéce ;

- la cryogénie car incompatible avec les conditions thermiques du process ;

- les procédés par projection de matiere tels que le sablage car incompatible en termes de
cadence ;

- I'électroérosion au fil du fait de I'incompatibilité de la présence d’un liquide diélectrique avec
les températures élevées.

4 Documents internes — Ateliers des Janves
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Figure 12 : Diagramme FAST des moyens de démasselotage potentiels.

Pour le cas du démasselotage a froid en fonderie, les moyens mécaniques suivants sont
couramment utilisés :

- Les chocs et vibrations permettent de séparer a froid les masselottes et canaux dont
les sections de raccordement sont faibles.

- Le cassage par machoires hydrauliques est une technique usuelle a froid. Elle consiste
en I'application d’un effort par I'intermédiaire d’un coin coulissant (Figure 13) entre la
piéce et la masselotte jusqu’a rupture. Cette casse nécessite que le col de masselotte
soit favorable (géométrie, microstructure) a une rupture fragile.

coin hydraulique

masselotte

Figure 13: Schéma de mdchoire de cassage hydraulique.

Ces techniques liées au caractere fragile de la fonte ne sont pas directement transposables
pour le démasselotage a chaud du fait du changement de comportement du matériau a haute
température. Le démasselotage des bielles nécessite par ailleurs une découpe franche afin
d’assurer une bonne qualité des bielles avant forgeage. Les conditions drastiques de ce
process (température, géométries, environnement) ne permettent pas d’envisager toutes les
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solutions de découpe disponibles (Annexe B). Aprés analyse, seul le procédé de découpe par
action mécanique se révele approprié. Un point sur les différentes technologies de la découpe
par action mécanique est réalisé par la suite afin d’évaluer la faisabilité technico-économique
de celles-ci pour le cas du démasselotage a chaud.

1.3.1.Procédés de découpe par action mécanique

Le principe consiste a appliquer un effort sur un outil conduisant au cisaillement de la piece.
Cette technique regroupe différentes méthodes comme le poingonnage ou le cisaillage [19].
Le cisaillage, solution retenue pour notre étude, consiste en la séparation totale (ou partielle)
d’un élément de la piéce par l'intermédiaire de deux lames dont I'une est mobile et I'autre
fixe ou mobile ou les deux mobiles (figure 14).

Lame supérieure,
généralement mobile

Course

Déformation élastique P-M-H

1 | PMV

/4 Lame inférieure, P-M-H = point mort haut
généralement fixe P-M-B - point mort bas

| = engagement a partir duquel F reste constant
L = longueur découpée pour une course compléte du coulisseau
,A A ensuite, progression alternative suivant P

\

2
e’R,

< /j//Aﬁ /P

" 2tana

Figure 14 : Principe du cisaillage et cisaillage a lame oblique [19].

Lors du déplacement des lames, la matiére cisaillée commence par se déformer élastiquement
puis plastiguement jusqu'a la rupture en cisaillement. Le chemin de rupture se propage selon
un angle par rapport au déplacement de I'outil ; celui-ci dépend du matériau cisaillé et du jeu
des outils. Le jeu entre les lames influence la direction de propagation de la rupture ainsi que
le type de faciés obtenu. Le cisaillage peut créer des fissurations dans le sens du fibrage de la
pieéce dans le cas d’une rupture fragile. L'angle a (Figure 14) permet de différencier deux
modes de cisaillage :

Lorsque a = 0, le cisaillage est paralléle et admet une coupe généralement rectiligne pour un
effort important. Lorsque a > 0, le cisaillage est oblique et permet une découpe progressive
mais peut déformer la partie découpée qui fléchit [20]. Ce procédé s’apparente fortement a
I’ébavurage réalisé sur les aciers a froid comme a chaud. Le cisaillage peut se transposer le
plus facilement en termes de colit et de technologie au démasselotage a chaud de la fonte GS.

I.3.2.Description des phénomeénes et défauts liés a la découpe par action mécanique

Les essais préliminaires ont été réalisés aux Ateliers des Janves (§1.2.2) dans les conditions de
I’ébavurage a chaud pour les aciers. La problématique du démasselotage dans ces conditions
est apparentée aux défauts couramment rencontrés lors de la découpe des métaux a froid et
notamment sur les faciés de coupe lors du cisaillage de tole. La caractérisation quantitative et
gualitative du procédé de découpe a froid regroupe I'analyse de la courbe d’effort de découpe
en fonction du déplacement de I'outil, I'aspect de la surface découpée et les principaux
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défauts liés a la morphologie du faciés de coupe rencontrés lors de ces opérations a froid ainsi
gue des conditions d’apparition en fonction des parameétres procédé et des paramétres
physiques. Du fait de I'analogie entre I'opération d’ébavurage a chaud des aciers et de
démasselotage a chaud des fontes, I'étude se focalisera sur les travaux de recherche sur
I’ébavurage pour des températures élevées.

1.3.2.1. Caractérisation a froid du procédé de découpe

L'analyse de la courbe de I'effort en fonction de la pénétration de I'outil est une premiere
réponse mesurable pour un essai de découpe. Il permet, outre le fait de contréler
industriellement le bon déroulement de I'opération, de quantifier I’énergie nécessaire a la
découpe et d’identifier les différentes phases de coupe. De nombreux auteurs font état de la
décomposition des mécanismes intervenants lors de la découpe de tOle. La premiere
décomposition s’appuie sur la courbe d’effort en fonction du déplacement ( [21] ; [22]). La
Figure 15 explicite les phases suivantes :

- OA: Phase de déformation élastique

- AB: Phase de déformation plastique avec écrouissage

- BC: Phase de déformation plastique avec réduction de section

- CD:Phase d’amorcage de la fissure et propagation jusqu’a la rupture

- DE : Phase d’expulsion de la partie découpée et découpe secondaire du facies déformé

La derniere phase correspond a I’expulsion de la partie découpée et au cisaillement secondaire
du facies. Le calcul de I'aire sous la courbe jusqu’a I'amorcage de la rupture (Figure 15 —de O
a C) permet de calculer I'énergie nécessaire a la découpe, indicateur important pour
caractériser le cisaillage.

Effort 4 B /

A ~
/

L

E

w]

|

> Pénétration

Figure 15 : Décomposition de la découpe sur courbe effort/déplacement [23].
Hambli fait la description des phénomenes intervenant dans chacune de ces phases [22]:

Le premier stade de la déformation intervient en comportement élastoplastique et est relatif
a la courbure de la surface supérieure et inférieure de la matiere. L’action de I'outil engendre
un couple responsable de la flexion de la pieéce a découper. La transition dans ce premier stade
du comportement élastique a |’écrouissage n’est pas localisée car la répartition de la
déformation est hétérogene.
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Le deuxiéme stade est caractéristique du cisaillement de la piéce avec apparition d’'une bande
continue de déformation plastique (localisation de I’écoulement plastique) quasi paralléle au
déplacement de I'outil.

Le troisieme stade représente la propagation de la fissure et I'arrachement de la matiére avec
une localisation importante de la déformation au niveau de l'aréte de coupe de l'outil
supérieure, responsable de I'amorcage de la rupture. La propagation de la fissure principale
ne suit pas le déplacement de I'outil, sa trajectoire est fonction du jeu entre les outils.

Le dernier stade est caractérisé par la formation de la bavure résiduelle issue de la
déformation initiale et de la trajectoire de la fissure.

La deuxieme décomposition s’appuie sur I'analyse de faciés de coupe. Chaque zone du facies
peut étre directement reliée aux phases précédentes.

Bombé (SRr)

Cisaillé (Sg)

U
épaisseur (1)

Rupture (Sr)
Bavure (th)

Angle deB)‘\‘/ I—f_

rupture (

—p

Jeu (c)

Figure 16 : Décomposition du faciés de coupe [24].

Le facies de coupe se décompose ainsi en quatre zones caractéristiques sachant que la partie
élastique n’est pas visible sur le facies découpé (Figure 16) :

Sr : Hauteur bombée correspondant a la zone fléchie en premiére phase de coupe
- Sb: Hauteur lisse correspondant a la zone plane cisaillée

- Sf:Hauteur arrachée correspondant a la zone rompue selon un angle B

Hburr : Hauteur de la bavure résiduelle

Le chemin de déformation jusqu’a la rupture affectant le facies et I'effort de coupe est piloté
par différents parametres procédé et matériau. Le comportement en découpe de la tole
dépend de différents parameétres tels que le jeu entre I'outil et la piece (Figure 17), les rayons
d’aréte, les angles et la vitesse de coupe de I'outil ainsi que des propriétés du matériau comme
la dureté, la température et la microstructure [25]. Le principal objectif retenu pour estimer
la qualité de la découpe de tble est une zone plane cisaillée maximale ainsi qu’une bavure
minimale [23]. Ces critéres sont également ceux recherchés dans le cas du démasselotage a
chaud avec une absence de fissuration.

L'étude de l'influence des différents parametres procédé et matériau sur la qualité de la
découpe a froid a fait I'objet de nombreux travaux de recherche.

e |’effet dujeu entre I'outil et la matiere découpée est un des parametres le plus influent
sur la qualité de la surface cisaillée ( [22] ; [23] ) et sur la trajectoire de la rupture.
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Figure 17 : Trajectoire de la rupture en fonction du jeu avec les outils [22].

Le réglage du jeu permet de faire le compromis entre 'usure de I'outil et I'aspect du
facies de coupe. Hambli relate dans ses travaux que I'augmentation de jeu crée un
retard d’amorcage de la fissure et réduit le temps de propagation de celle-ci [22]. La
Figure 17 montre que la trajectoire de coupe la plus rectiligne est obtenue pour une
valeur de jeu intermédiaire. So étudie expérimentalement et numériquement le cas de
I’ébavurage d’un acier allié au bore 22MnB5 en fonction du jeu entre les outils [24].
L’étude montre qu’une augmentation du jeu implique une augmentation de la bavure,
de la partie bombée ainsi que de I'angle de rupture caractérisant un bord de coupe
non conforme. L'effort de coupe est, en revanche, plus important lorsque le jeu est
faible ce qui induit une usure accrue de |'aréte de coupe. So déduit de son étude sur
I’ébavurage a froid que le jeu ne doit pas excéder 20% de I'épaisseur de la matiere
découpée (Figure 18). En se basant sur les travaux de Klocke, I'étude détermine que le
jeu doit étre compris entre 5 et 10% de |'épaisseur de la matiére afin d’assurer le
compromis entre l'usure de I'aréte et I'effort de coupe [26].
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Figure 18 : Evolution du bord de coupe (a) et de la force (b) en fonction du jeu [24].
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e les travaux de recherche relatent I'influence du rayon de l'outils sur la découpe.
L’augmentation de celui-ciimplique un accroissement de la zone fléchie (S;), de la zone
de bavure (Hpurr) (Figure 16) et du déplacement de I'outil a la rupture [24] [27].

® Meunier montre dans le cas d’alliages cuivreux que I'augmentation de la vitesse fait
diminuer I’effort de coupe et augmente la pénétration a la rupture ayant pour effet de
favoriser une zone cisaillée plus importante [28].

e |'effort et I'énergie de découpe sont directement liés aux caractéristiques du
matériau. Balendra décrit que I'augmentation de la dureté du matériau fait passer
d’une rupture ductile a fragile tout en augmentant I'énergie et |'effort de coupe [29].
Ces propriétés influent sur la répartition des zones sur le faciés de coupe. Gréban
montre qu’un matériau fortement écroui comporte une zone de rupture brutale plus
importante [30]. Selon les travaux de Goijaerts, la microstructure, notamment la taille
de grain influence la propagation de la fissure ainsi que I'effort de coupe [31] [32].
L'effet de la taille de grain devient important dés lors que I'épaisseur de téle est
relativement faible, c’est-a-dire, dimensionnellement proche de la taille du grain.

1.3.2.2. Etudes de la découpe a chaud

De nombreuses études existent pour le cas du cisaillage a froid et se basent principalement
sur les cas rencontrés lors de la découpe de tble. L'application de la découpe par action
mécanique a chaud est usuelle pour le cas de I'ébavurage dans la chaude de forge mais reste
peu étudiée. Le cas particulier de la découpe de la fonte GS a chaud a été notamment étudié
par Fouilland sur un étau limeur [7]. So traite des conditions d’ébavurage a chaud en
complément de son étude a froid pour I'acier de type 22MnB5 [24]. Cette étude relate
I’évolution du faciés de coupe et de I'usure des outils en fonction des parametres process tels
gue la température, la géométrie et I'effort de coupe. Son étude a chaud a été conduite a des
températures situées au-dela de la température de formation martensitique (Ms~425°C) soit
400<0<750°C pour des jeux qui sont fonction de |'épaisseur de la matiere, soit 2,5; 5; 10 et
15% de I'épaisseur et pour une vitesse constante. Ses résultats (Figure 19) décrivent
I’évolution des différentes zones du facies de coupe en fonction de ces parametres. Le premier
graphe montre que la zone bombée décroit avec 'augmentation de la température de
maniére de plus en plus accentuée avec la diminution du jeu. Le deuxieéme graphe montre que
la zone cisaillée augmente avec la température et avec la diminution du jeu.
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Figure 19 : Evolution de la zone bombée et cisaillée en fonction de la température et du jeu entre les outils [24].

So conclut que la précision dimensionnelle ainsi que |'effort de coupe sont fortement
dépendant de la température et du jeu. Ses résultats permettent de spécifier une température
de découpe optimale au-dessus de laquelle la précision dimensionnelle est réduite. L’analyse
de la microstructure montre que le mode de rupture passe de fragile avec de multiples
microfissures de surface a ductile pour une température seuil de 650°C pour laquelle de
multiples porosités sont créées. Les travaux de Johnson pour les alliages cuivreux montrent

de la méme maniere que l'augmentation de la température abaisse |'effort maximal de
découpe [21].

Les paramétres process (jeu, géométrie, vitesse) régissant la découpe sont des critéres
macroscopiques ayant une influence sur la répartition des différentes zones de la surface
découpée. Les modes de ruptures ductile et fragile sont caractéristiques de ces différentes
zones et sont relatifs aux modes de sollicitations introduits par la découpe mécanique
(cisaillage). Les différents modéles de comportement et modeles d’endommagement en
relation avec les mécanismes entrant en jeu lors de la rupture sont étudiés dans le paragraphe
suivant en mettant en avant le caractere spécifique du démasselotage a chaud de la fonte GS.
La structure particuliere de cette fonte GS ainsi que la gamme de température du
démasselotage (supérieures a la limite d’austénitisation) impliquent de choisir les modeles de
comportement et d’endommagement adaptés. Les différents modeles d’endommagement
recensés sont fortement dépendants du mode de sollicitation et notamment du taux de
triaxialité de contrainte. Dalloz [23] met en avant le fait que les modéles de rupture
couramment étudiés sont relatifs a de fort taux de triaxialité. L’application de ces modeles
pour le cas du cisaillage est, selon Dalloz, sujet a discussion du fait gu’intuitivement le procédé
est dominé par le cisaillement et donc par un taux de triaxialité proche de zéro.

[.4. Comportement et endommagement

La connaissance du comportement d’un matériau permet d’appréhender les efforts qui seront
mis en jeu (gamme de fabrication, choix de la presse, cadence), ainsi que les défauts
susceptibles d’étre générés par cette opération de découpe.

I.4.1.Evaluation de I'effort de coupe

Dans le cas de la découpe de tole a froid, certains modeles analytiques simplifiés ont été
proposés afin d’évaluer analytiquement I'effort maximal de découpe et par conséquent le
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choix de la presse. Souleymane revient sur ces expressions empiriques dépendant du
coefficient k fonction du matériau, de la longueur découpée L, de I'épaisseur de toOle e, de la
résistance maximale a la traction Rm, et de la résistance au cisaillement R [33] :

- Modele proposé par RENAULT SA/CETIM : Frnax = L.e.Ry,. kq
- Modéle proposé par les Techniques de I'ingénieur :  F,,, = L.e.R..k,

1.4.1.1. Cas du cisaillement pur

Dans le cas du cisaillement pur, le taux de triaxialité est nul. Les travaux de Dalloz et Achouri
reprennent le cas du cisaillement pur simplifié par Atkins ou la déformation est supposée

homogéne [23] [34] [35]: €12 = €31 = g avec y = tanf = % . La modélisation est
présentée Figure 20 avec e I'épaisseur de la tole, 0 I'angle de cisaillement, u le déplacement
du poincon et w la largeur de la zone en cisaillement :

Figure 20 Géométrie du modeéle en cisaillement pur homogéne [35].

L'effort de cisaillement F;; est estimé par Atkins pour une découpe circulaire de diametre Dp
avec la prise en compte du frottement f proportionnel au déplacement du poingon u et a la
contrainte de cisaillement t par F;;s = m.D,.T. (e—w) +2.f.u).

En exprimant la relation entre la déformation en cisaillement et |la contrainte de cisaillement
par une loi puissance de type T = C.y", I'effort de cisaillement s’exprime alors par :

Fs = m.D,.C. (%)n (e—u.(1-2.1)).

Ceci permet d’obtenir le déplacement du poingon correspondant a l'effort maximum
(chis — 0) .
du ’

_ n.e
Ynax = (1 +n). (1= 2.1)

Y

u , . , . T
N la déformation équivalente a l'effort

Avec la deformation equivalente &, =
maximum s’exprime :
n.e

e Bow. (1+1).(1—2.1)

1.4.1.2. Modéles améliorés

Le modele en zone de tension introduit par Zhou est également repris dans les travaux de
Dalloz et Achouri ( [36], [23], [34]). Ce modéle permet d’introduire une largeur de la bande
de cisaillement w dépendante du déplacement de I'outil p. Il réside dans I’étude simplifiée de
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I’élongation de fibre contenue dans la zone déformée w. La résultante des efforts dans le plan
de découpe est calculée pour chaque fibre en considérant un empilement de poutres de
longueur w(p). Ce modele exprime |'évolution de I'effort de découpe en fonction du
déplacement de I'outil (ou position dans I'épaisseur) p.

A ’ W ceatre B

Figure 21 : Géométrie du modéle en zone de tension ; état initial (A) et déformé (B) [36].

La résultante de I’effort de traction des fibres suivant le déplacement du poingon est exprimée
en considérant comme précédemment que |'écrouissage du matériau est régi par une loi
puissance (o = gy.€™) [23].

Soit dF = (%)n+1 . 0p. (ln,/ 1+ yz)n. 1:)/2 .dp

L'effort de coupe est ainsi obtenu en intégrant dF sur |’épaisseur avecy = u/w(p) et

Weentre — Wo
— Y

Vp € [0,%], w(p) = wy + 2.

(chntre - WO)

e
‘v’pe[i,e], w(p) = wy + 2. .(p—e)

Le modele avec élongation curviligne présenté par Klingenbergh est une proposition
d’amélioration des modeles en cisaillement pur et en zone de traction ( [37], [35], [36]). Le
modele cherche a prendre en compte la flexion des fibres extérieures de la zone découpée.
La modélisation décompose deux zones dans la partie déformée. Le modele considere une
déformation curviligne pour u £ w et une zone a déformation rectiligne pour u > w. L'effort de
découpe défini par Atkins est adjoint d’un facteur {(u) dépendant du déplacement du poingon
u permettant de prendre en compte la déformation curviligne. Le frottement supposé nul,
I’effort de découpe devient [34]:

Fes(u) = Y(u).m.Dy. 7. (e — u)

Avec

( ®.r\ \"
vueow], W) = n(5)

Iny{/1+ y?

1
Inlzs.t+yv—-1
vuelwel, w)= vt

\ Iny{/1+ y?
2 2

N w +u , . . .
Ou r= - est le rayon de courbure supposé pour une section circulaire et @ =

n

— w .
I —— T'angle d’enroulement de la fibre.

tan -0
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Figure 22 : Géométrie du modeéle curviligne [37].

1.4.2.Modeéles de comportement

1.4.2.1. Etudes du comportement a chaud de la fonte GS

Le comportement de la fonte GS a des températures supérieures a la température
d’austénitisation reste trés peu développé. Les travaux sur le sujet présentent différentes
études expérimentales notamment pour des essais de compression. Zhao a mené une étude
du comportement en compression d’une fonte GS a matrice ferritique (GJS-400-15) a
différentes vitesses de déformation (0,001 < ¢ < 1s~1) et a haute température (700 < T <
1000°C) [38]. Ses travaux montrent que la contrainte d'écoulement est sensible a la vitesse
de déformation. Un adoucissement continu de |'écoulement est également observé avec
I'augmentation de la température et la réduction de la vitesse de déformation (Figure 23). Les
différents résultats montrent que le comportement de la fonte GS en compression a haute
température sont caractéristiques de la recristallisation dynamique dans cette gamme de
vitesse.
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Figure 23 : Evolution de la contrainte en fonction de la déformation plastique ; essais de compression a différentes vitesses
et températures pour une fonte GS a matrice ferritique [38].

Le passage du palier d’austénitisation situé entre les courbes (c) et (d) de la Figure 23, montre
un net changement de I’allure des courbes des contraintes en fonction des déformations ; les
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courbes (a), (b) et (c) affichent une allure trés similaire. En effet, avant I'austénitisation de la
matrice ferritique (d), la contrainte augmente rapidement pour de faible déformation et est
suivie d’'un adoucissement prononcé. Ce comportement est plus prononcé avec
I'augmentation de la vitesse de déformation. Les essais situés au-dessus de la température
d’austénitisation montrent que la contrainte maximale est atteinte pour des déformations
plus importantes et que |'effet d’adoucissement est moins significatif. Deux effets principaux
sont constatés sur les courbes (a), (b) et (c). Lorsque la température augmente, la contrainte
maximale et la déformation correspondante diminuent. De méme, lorsque la vitesse de
déformation augmente, la contrainte maximale et la déformation correspondante
augmentent. Kai a mis en évidence le changement de comportement pour des essais de
compressions sur une fontes GS ferritique a 3,3% de silicium pour une vitesse de déformation
plus élevée de 10 s™1 [6]. Un net changement de comportement est en effet observé a la
température de 700°C (Figure 24).
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Figure 24 : Evolution de la contrainte en fonction de la déformation plastique ; essais de compression a différentes
températures pour une fonte GS ferritique & 3,3%Si & vitesse élevée (10 s~ 1 ) [6].

L'effet de la température sur I'allongement a la rupture a été étudié par Cheng a travers des
essais de traction réalisés a une vitesse de déformation de 3. 1073 s~ sur des fontes GS ayant
subi un traitement de ferritisation avec différentes teneurs en silicium et pour des
températures comprises entre 500°C et 900°C [39]. L'allongement a la rupture augmente
jusqu’a la température d’austénitisation (800<A.1<850°C) puis décroit fortement en marquant
un changement de comportement a l'instar des études réalisées en compression. Cette chute
est due a la présence de deux phases (ferrite-austénite) lors de I'austénitisation amorcée au
joint de grain. Les deux phases en présence créent des incompatibilités plastiques
responsables d’'une rupture prématurée. Les essais réalisés montrent une faible influence du
type de moule (sable ou métallique) sur la contrainte d’écoulement, par contre le moule
métallique permet une augmentation sensible de I'allongement. Cet allongement peut
s’expliquer par I'affinement de la microstructure (réduction du diametre des nodules) généré
par le moule métallique (Figure 25).
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Figure 25 : Evolution de la contrainte a 5% de déformation et évolution de I'allongement a la rupture en fonction de la
température pour des fontes GS ferritisées a différentes teneurs de Si (a et b) et influence des différents types de moule (c et
d) [39].

1.4.2.2. Lois de comportement

Les modeles capables de modéliser les distributions de contraintes en fonction des
déformations dans les domaines de température et de vitesse de déformation du
démasselotage a chaud sont multiples et peuvent intervenir de maniére couplée (mécanique
et thermique) ou non-couplée. Le comportement macroscopique isotrope du matériau est
formalisé par I'évolution de la contrainte en fonction de la déformation de maniére
unidirectionnelle. Plusieurs modeles ont été développés pour traduire le comportement
viscoplastique, ils sont basés sur différentes approches : I'approche empirique et
phénoménologique, I'approche semi-physique et [I'approche prenant compte des
phénoménes physiques [40] . Les modeles empiriques de formulation simplifiée permettent
d’identifier et d’'implémenter rapidement le comportement d’'un matériau dans un code de
calcul sans tenir compte des caractéristiques physiques comme |’histoire de la structure (taille
de grain) ou I'évolution des dislocations. Les modeles semi-physiques permettent de prendre
en compte de maniére réduite ces caractéristiques physiques en gardant une formulation
simple. Les modeéles physiques traduisent I’évolution des paramétres physiques de maniere
plus précise a travers l'introduction de variables d’état internes spécifiques et exigent ainsi
une formulation et une identification plus lourde.

Le choix d’'un modele approprié au comportement de la fonte GS a haute température dépend
de plusieurs parametres :
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- L'adoucissement thermique et donc des phénomenes de recristallisation dynamique
(fonction du domaine de vitesse de déformation) ;

- La dépendance a la vitesse de déformation ;

- Lagamme de température du démasselotage ;

- Le nombre de parametres de la loi de comportement a identifier ;

- Lafiabilité de la modélisation par rapport aux résultats expérimentaux.

Les modeles empiriques constituent une premiére approche simplifiée permettant de
modéliser le comportement d’un matériau. En réduisant le domaine étudié (température et
vitesse de déformation imposées), la rhéologie d’un matériau métallique peut étre exprimée
simplement pour traduire I’écrouissage (faibles déformations plastiques). Ces lois ne
dépendent que de la déformation plastique et sont appelées lois quasi-statiques. Parmi celles-
ci, les lois de comportement usuellement utilisées pour la mise en forme a froid permettant
d’exprimer I’écrouissage en fonction de la déformation plastique cumulée :

Hollomon [41]: 0 = gy.€";

Switft [42]: 0 = gy. (¢ + €)™ ;
Ludwik [43]: 0 = 05 + K. €™ ;

Voce [44]: 0 = g4+ (0 — 0y). exp(;—os)

Avec K et n parametres du modele, g, la limite d’élasticité (¢, déformation correspondante)
et g, la contrainte limite du modele pour le cas de Voce. Ces lois relativement simples sont
facilement intégrables dans les codes de calcul et permettent de prendre en compte
I’écrouissage pour une vitesse de déformation et une température données. Elles peuvent
étre utilisées avec des modeles du type GTN pour traduire le comportement de la matrice
pour une fonte nodulaire.

Afin de prendre en compte la dépendance a la température et a la vitesse de déformation,
des termes supplémentaires sont introduits. Lorsque les termes sont formulés de maniere
indépendante en température et en vitesse de déformation, les modeles sont dits découplés.
La loi puissance (Hollomon) est I'une des formulations simples usuellement utilisées :

o =0y EMT™?Y

Avec n parametre représentant la sensibilité a la déformation, m la sensibilité a la vitesse de
déformation et v la sensibilité a la température T.

Le modele de Johnson-Cook est une autre loi découplée permettant de prendre en compte la
sensibilité a la température et a la vitesse de déformation [45]. Ce modéle est régulierement
utilisé pour des vitesses de déformation élevées en usinage ou en forgeage [40] [46].

é T—To\
a=[A+B.s"].[1+C.ln<,—)]. 1—\07——
& Tf - TO
Avec A, B et n parameétres du modele représentant la sensibilité a la déformation, C la

sensibilite a la vitesse de deformation, m la sensibilité a la température et Ty la température
de fusion du matériau et T, et &, la température et la vitesse de déformation de référence.
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Lorsque le comportement révele une interdépendance des termes de déformation, de vitesse
de déformation et de température, des modeéles couplés sont proposés permettant de
prendre en compte I'effet de I'adoucissement d( a la température.

Le modele de Johnson-Cook a été modifié par Coupart pour le cas de l'usinage de I'alliage de
titane TA6V ou le dernier terme indique l'interdépendance de la déformation et de la
température [40] :

o=[A+B.e"]. [1 +C.In (830)] . I1 - (%)ml _{1 _ (%) -~ l(TZC__T;())ql

()t =) e ()
1+ pe™ an Trec — Ty an e+ ¢

Avec p régissant la pente de I'adoucissement aprés la contrainte maximale, r parameétre
appliqué a la sensibilité a la déformation de I'adoucissement, T,.. représentant la
température seuil d’adoucissement et g le parameétre régissant l'intervalle d’apparition de ce
seuil.

Le modele de Hansel-Spittel est une loi de comportement viscoplastique généralisée de type
puissance permettant de prendre en compte les différentes interactions entre température,
déformation et vitesse de déformation [47].

m
o=A.exp(m,.T).e™. M3 exp (?4) (1 + &)™T exp(m,.g). ém&T T™MI

Avec T la température en degré Celsius et A, my, m,, m3, my, ms, m,, mg, Mg, parametres de
la loiou :

Les termes m, et mq représentent la sensibilité a la température ;

Les termes m, , m, et m, représentent la sensibilité a la déformation ;
Le terme m3 représente la sensibilité a la vitesse de déformation ;

Le terme mg définit le couplage température-déformation ;

Le terme mg définit le couplage température-vitesse de déformation.

Ce modele est directement implanté dans le code de calcul du logiciel Forge pour le cas de la
mise en forme a chaud. L’activation de ses différents paramétres permet de passer d’une loi
non couplée réduite (usuellement utilisée pour les aciers avec les paramétres ms a mq nuls) a
une loi couplée prenant compte des phénomeénes d’adoucissement et d’interdépendance.

I.4.3.Modeles d’endommagement

Notre étude se focalise sur la simulation numérique de I'opération de démasselotage a chaud
des bielles. L'objectif est d’analyser I'opération de cisaillement ainsi que l'influence des
parametres du procédé sur la qualité de la surface cisaillée. La modélisation numérique de
cette opération exige I'utilisation de modeles de comportement et d’endommagement
approprié a la nature du matériau étudié. L’étude préliminaire effectuée sur le démasselotage
a chaud de la fonte GS a révélé la présence des deux modes de ruptures fragile et ductile. Ces
deux modes, dans des conditions spécifiques, peuvent apparaitre successivement pour un
chargement monotone. L'étude de la transition d'une rupture fragile a ductile a fait apparaitre
une contrainte critique marquant le seuil entre ces deux modes de rupture. Les travaux les
plus récents effectués sur la transition ductile-fragile de la fonte GS seront détaillés aprés un
retour sur les mécanismes de rupture fragile et ductile pour la fonte GS. Différentes études
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ont montré I'intérét des modeéles basés sur I'évolution des fractions volumiques de porosités
tels que le modele de Gurson pour modéliser le I'endommagement de la fonte GS ( [17], [48]).
Les différents modeles couplés micromécaniques basée sur des extensions du modele de
Gurson seront développés afin de traduire linteraction particuliere existant entre la
microstructure de la fonte GS et les mécanismes régissant son endommagement.

1.4.3.1. Meécanismes de la rupture :

Le mode de rupture fragile est caractérisé par la propagation rapide d’'une macrofissure
menant a la disjonction de la piece sans passage par le domaine plastique du matériau. Cette
rupture se caractérise par le clivage des liaisons interatomiques qui favorise la propagation
brutale de la fissure. Ce comportement fragile intervient lorsque I'énergie de déformation
locale due a la sollicitation devient égale a I'énergie nécessaire a la décohésion atomique. Les
points de départ a ce type de fissuration sont généralement des inclusions, porosités ou
défauts géométriques.

Re/ 14

Rm [ ’\ -
Rupture Fragile \

/ Rupture
E E Ductile

A

Figure 26 : Ruptures fragile et ductile lors d’un essai de traction.

Deux modes de rupture fragile, intergranulaire ou transgranulaire, sont introduits par les
conditions microstructurales du matériau. Lors d’'une rupture fragile dans une fonte GS, le
nodule de graphite n’est pas déformé et présente une décohésion rapide. Les structures
caractéristiques de la rupture fragile seront retrouvées dans la matrice de la fonte et
dépendent de la nature de celle-ci (perlitique, martensitique). Le faciés de rupture
transgranulaire de la matrice d’'une fonte GS présente un aspect brillant et des microreliefs
caractéristiques en surface de clivage sous forme de marches (Figure 27 A) suivant les plans
cristallographiques. Il est usuellement rencontré sur les fontes GS a matrice perlitique
sollicitées en traction monotone a température ambiante [49]. Les structures retrouvées dans
la matrice et caractérisées par une forme de rivieres (Figure 27 A) apparaissent par
I'interaction du plan de clivage et de dislocation vis ou par jonction de deux plans de clivage
voisins en convergeant vers la direction du sens de propagation de la fissure. Les fissures par
clivage dans les fonte GS perlitiques changent de direction lorsqu’elles rencontrent des joints
de grain, des sous-joints de grain, des nodules de graphite ou des inclusions dans les zones de
derniere solidification [49].
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Figure 27 : Rupture fragile transgranulaire en surface de clivage dans une fonte GS perlitique (A) et intergranulaire dans une
fonte GS martensitique (B) [49].

Le faciés de rupture intergranulaire est rencontré en traction monotone a température
ambiante sur les fontes GS martensitique (Figure 27 B) et se caractérise par une décohésion
des grains de la matrice et présente un aspect lisse avec une rupture suivant les joints de
grains. La rupture survient a la suite d’accumulation d’impuretés ou d’inclusions aux joints de
grains survenues lors de la trempe [49].

Lorsque le matériau plastifie et rompt progressivement, la rupture est caractéristique d’un
comportement ductile. Le faciés représentatif de ce comportement ductile sur une fonte GS
présente des cupules, la paroi internodulaire est fortement déformée avant coalescence des
cavités (Figure 28). La fonte GS a matrice ferritique sollicitée en traction monotone présente
usuellement ce type de rupture a température ambiante [49].

Cupule

Nodule de
carbone
graphite

Figure 28 : Rupture ductile d’une fonte GS ferritique [49].

De nombreux auteurs font état des mécanismes de rupture ductile dans un matériau
métallique. Ces études établissent le lien direct entre I'évolution de la quantité de porosité
(exprimée par la fraction volumique de vide f) et la variable d’endommagement D au cours de
la déformation plastique ( [18], [50] [51] [52] [53]). Dans tous les cas recensés (acier, fontes,
alliages cuivreux), le processus de rupture ductile est décomposé en trois étapes et est
fortement lié au taux de triaxialité de contrainte :
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- Une phase de nucléation (germination) des porosités qui se crée a partir des
hétérogénéités existantes ;

- Une phase de croissance qui décrit I'évolution du facteur de forme et du volume des
cavités en fonction de la déformation ;

- Une phase de coalescence qui méne a la rupture finale de la piéce. Différents modes
de propagation sont retrouvés : striction, bande de cisaillement ou mixte.

Les différentes phases interviennent localement a différents moments de la déformation
plastique. La répartition hétérogéne de 'endommagement est fonction de la proximité entre
les porosités et de la taille et du facteur de forme des porosités.

La nucléation :
En fonction de la nature des hétérogénéités existantes, différents cas de figure interviennent
pour décrire 'amorcage de 'endommagement. Les espacements inter-inclusionnaires sont en
concordance avec la distance entre les cupules observées aprés rupture [50]. Cette
observation conforte le réle des inclusions dans les mécanismes d’endommagement ductile.
Les propriétés mécaniques des inclusions ou particules de seconde phase vont régir le mode
de germination des cavités :

- Lorsque l'inclusion est plus fragile que la matrice (exemple oxyde FeMnO), il y a une
fragmentation de l'inclusion (favorisée par une taille importante de I'inclusion) [54].

- Lorsque linterface entre linclusion et la matrice présente de faibles propriétés
mécaniques, comme pour le cas du nodule de graphite pour les FGS, il y a une
décohésion rapide de l'inclusion.

- Lorsque les propriétés de I'inclusion sont comparables avec celle de la matrice, comme
par exemple les sulfures de manganése MnS dans les aciers, il y a un amorcage de la
cavité dans la matrice au voisinage de l'inclusion sous I'effet de concentration de
contrainte.

Cavité (fissure de l'inclusion)

\ 1

k
v,\

| /{ |

Cavité (décohésion de l'interface) Cavité (fissure de la matrice)

Figure 29 : Mécanismes de nucléation des cavités [51].

La modélisation théorique de la phase de nucléation est fondée sur deux approches : une
approche énergétique et une approche conditionnelle de contrainte critique. Pour I'approche
énergétique, la formation d’une cavité nécessite des conditions énergétiques favorables a la
décohésion matrice-inclusion. Le critere de Tanaka permet entre autres d’estimer la
déformation a la nucléation £, en fonction des modules de Young (E); pour la matrice et E;
pour l'inclusion), du facteur de forme de I'inclusion (par la fonction A), des surfaces de contact
S;, des volumes des inclusions V; et de I'énergie d’adhésion inclusion-matrice W [55, 50] .
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Eq = Ai—i% avec pour le cas d’une sphere A = %.

Selon ce critere, lorsque la taille de linclusion augmente, la déformation a I'amorcage
diminue. L’amorgage au niveau des porosités les plus importantes est donc favorisé.
L’approche énergétique étudiée par Gurland et Plateau (1963) puis par Goods et Brown (1979)
surestime en premier lieu la déformation plastique de nucléation.

Pour I'approche conditionnelle de contrainte critique, des valeurs seuils de contrainte sont
définies a partir desquelles il existe une fragmentation (selon la plus grande contrainte
principale interne) ou une décohésion (selon la contrainte normale a l'interface). Needleman
et Rice (1978) ont abordé la nucléation de maniere phénoménologique en fonction de la
déformation plastique équivalente £P et de la contrainte moyenne macroscopique Em. Deux
mécanismes principaux provoquent la création des cavités : premierement la décohésion aux
interfaces pilotée par le taux de la composante hydrostatique de la contrainte
macroscopique ; deuxiemement la sollicitation de la matrice pilotée par le taux de
déformation plastique équivalente [51]. Soit I’évolution de |la porosité due a la nucléation :

fnucléation = AeP + Bzm

ou A est fonction de la fraction volumique de vide fy, de la déformation plastique €7, de la
déformation moyenne &y selon la distribution normale et de la fonction normale de
distribution des cavités sy et B fonction de la contrainte d’écoulement de la matrice &, de la
contrainte moyenne gy selon la distribution normale et de la fraction volumique de vide. Soit

- s .- 2
_ _fn _l(fp—SN)z _ _fn _l((Zm‘l'J)_JN)

A—SNmexp[ 2\ on etB——SNmexp 1 —

Si la germination est uniquement contrélée par la déformation plastique alors B=0 et si

I’'amorcage est controlé uniquement par la contrainte normale maximale alors A=0.

La croissance des cavités :

La cinétique de croissance de 'endommagement correspond a I'évolution des cavités lors de
I’écoulement plastique dG a I'écrouissage de la matrice. Les cavités, apres décohésion
compléte, vont se comporter comme des microfissures pondérées de leurs facteurs de forme
dans la matrice. Plusieurs modeles tels celui de Rice et tracey ou Budiansky ont été étudiés
afin de prédire cette évolution en se basant sur des formes de cavités, des regles de proximité
et des lois de comportement différentes ( [56] ; [57] ; [58]). La plupart des modéles étudient
I’évolution d’une cavité sphérique au sein d’'une matrice infinie.

Rice et Tracey proposent de suivre I’évolution d’une cavité sphérique de rayon moyen R isolée
dans un milieu soumis a un chargement uniaxial de traction [57]. Le modeéle est proposé pour
le cas d’'une matrice métallique rigide parfaitement plastique obéissant au critere de Von
Mises.

R . 3¥m
— = p _&m
K.Eeq.exp(2 0)

ou E7,
de Rice et Tracey, ¥, la contrainte hydrostatique macroscopique et g, la limite d’élasticité de
la matrice.

est le taux de déformation plastique équivalente macroscopique, K = 0,283 constante

Le modele devient dans le cas d’'une matrice écrouissable :
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R . 3

R K. Eeq.exp(ET)

Avec T le taux de triaxialité dans la matrice (rapport de la contrainte moyenne sur la contrainte
équivalente). Le taux de triaxialité de contraintes a une forte influence sur la croissance des
vides.

Les modeles basés sur cette forme sont des criteres d’évolution non couplés axés sur
I'endommagement, il n'y a pas de relation directe avec le comportement du matériau
(considéré comme matrice infinie).

La coalescence :

La coalescence représente le stade final de 'endommagement et rend compte de la jonction
des différentes cavités entre elles pour former une macrofissure responsable de la rupture
ductile. Cette étape est particulierement complexe du fait de I’hétérogénéité de répartition
des porosités [50]. La coalescence résulte d’une instabilité mécanique qui s’apparente a une
striction, une bande de cisaillement ou un comportement mixte des deux (Figure 30). Le taux
de triaxialité joue a nouveau un réle important dans les mécanismes de la rupture ductile.
Lorsque le taux de triaxialité est élevé (traction), une striction interne des parois inter-cavités
apparait ( [51]; [59]). Lorsque le taux de triaxialité est faible ou légérement négatif, il y a
formation d’'une bande de cisaillement entre les cavités. Le cas réel se situe quant a lui dans
une position intermédiaire comprenant les deux modes de coalescence.

:

(a) striction interne (b) coalescence en bande (c) coalescence mixte

Figure 30 : Différents modes de coalescence [59].

Il existe des critéres de rupture microscopique basés sur le rapport moyen du rayon des cavités
o . R s .
sur le rayon initial exprimé par = ou des criteres de rupture macroscopique tels que Oh et
0

Kobayashi basé sur la ductilité en traction [33]. Ce critére est fonction de la déformation a la
rupture &, de la contrainte maximale des composantes principales du tenseur des contraintes
Omax €t de la contrainte de Von Mises 3., :

&r (Omax _
Con.kob = fof (Z_eq> LdE.

Lorsque la microstructure joue un rble prépondérant sur les mécanismes de la rupture
(présences de nodules, taux d’inclusion important), les critéres macroscopiques ne sont plus
suffisants pour décrire 'endommagement. Afin de mieux appréhender les phénomeénes
entrant en jeu, des simulations numériques ont été conduites a partir de volumes
élémentaires représentatifs (VER) de forme cylindrique soumis a une traction uniaxiale [60].
Les VER sont constitués d’une matrice élasto-plastique contenant un vide sphérique en son
centre. La coalescence est relative a une localisation rapide de la déformation plastique dans
les jonctions de matiére entre les cavités proches, perpendiculairement a I'axe de sollicitation.
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La proximité des cavités est gérée par I'’étude de multi cavités a I'intérieur d’un VER. La matrice
a I'extérieur de cette zone est considérée comme rigide.

La détermination expérimentale du critére seuil a partir duquel la coalescence est observée
est trés difficile a mettre en ceuvre. La mesure par densimétrie peut étre un traceur de la
guantité de porosités présente dans un matériau mais ne peut pas déterminer I'apparition de
la coalescence. L'observation microstructurale (micrographies ou MEB) ne donne qu’un
apercgu selon un plan 2D de 'avancée de la coalescence et nécessite une batterie d’essais
interrompus ou une observation in situ difficile et parfois faussée par |'effet de bord. Certaines
études font état d’une mesure par tomographie X permettant le comptage in-situ sous
sollicitation de la fraction volumique de vide [53] [61]. Cette méthode permet d’obtenir
directement la valeur seuil de déformation macroscopique correspondant au début de la
coalescence. Face a la difficulté de la détermination des critéres menant a la rupture,
différentes approches peuvent étre menées. La simulation permet de confronter les modeles
microscopiques et macroscopiques et de valider I'approche choisie.

Les modes de rupture ductile et fragile peuvent coexister lors de la sollicitation monotone
d’un matériau. La transition ductile-fragile a été étudiée par plusieurs auteurs ( [7] ; [62] [63,
64] [65]). Les parameétres régissant cette transition sont de plusieurs ordres : microstructure
(taille du grain, taille et morphologie des inclusions), géométrie de I'éprouvette, température,
sollicitation (champ de contrainte, taux de triaxialité) [64]. La plupart des études font état
d’une forte dépendance aux conditions de température et de vitesses de déformation (Figure
31).
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Figure 31 : Transition fragile-ductile pour un acier en fonction de la température pour différents états d’écrouissage (A) [66]
et pour différentes conditions de vitesse (B) [63].

Tanguy a étudié le cas de la transition ductile a fragile pour un acier [63]. La zone de transition
est représentée par une énergie seuil pour laquelle des zones a rupture ductile sont observées
sur le facies de rupture. L'étude démontre a travers des essais de traction sur éprouvettes
lisses et entaillées ainsi que des essais de Charpy que le comportement transitoire fragile-
ductile est par ailleurs fortement dépendant du taux de triaxialité. L'étude montre par des
observations microfractographiques que la zone fragile (clivage) de la rupture mixte s’initie
sur différentes zones au voisinage des carbures, des particules de seconde phase (TiC) ou des
inclusions (MnS) (Figure 32). Les résultats démontrent que l'influence des structures du type
MnS sur la rupture fragile n’est pas altérée par le changement de température.
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Figure 32 : Différents sites d’amorgage de la zone fragile en rupture mixte [63].

La transition ductile-fragile des fontes GS au cours d’un essai de cisaillement a chaud sur un
étau limeur (Figure 33 - A) a été traitée par Fouilland en fonction des parametres
géométriques et des vitesses de coupe [7]. Cette étude s’est focalisée sur la zone primaire de
cisaillement (par ordre d’apparition), siege du comportement ductile-fragile. Les observations
au MEB des facies de rupture montrent des régions profondément arrachées, gouvernées par
un comportement fragile et des régions sans fissuration démontrant un cisaillement ductile
avec de grandes déformations plastiques (Figure 33 - B).

(A)

sens de coupe

Figure 33 : Géométrie de I'éprouvette (A) et facies de rupture mixte observé lors du cisaillement a chaud d’une FGS ADI (B)

[7].

L'étude de l'influence des parameétres géométriques démontre que l'augmentation de la
section découpée et la diminution de I'angle de coupe avec I'augmentation de la vitesse de
coupe fait apparaitre le mode mixte de la rupture (apparition d’une zone fragile). Un angle de
coupe négatif crée une concentration de contrainte sévere a la base du cylindre découpé. Pour
la vitesse la plus faible, le cisaillement est gouverné par la déformation plastique et se dirige
parallelement a la direction de coupe. Pour la vitesse la plus élevée, le cylindre fléchit ce qui
favorise la rupture fragile. L'énergie requise pour propager la fissure est considérée comme
plus faible que celle requise pour la déformation plastique du fait de la forte concentration de
contrainte a la base du cylindre. La rupture fragile caractéristique du facies endommagée est
obtenue par une combinaison des parametres de la découpe (angle de coupe négatif et vitesse
de coupe élevée). L'analyse des courbes d’effort de coupe a permis dans cette étude
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d’identifier le comportement purement ductile du mode transitoire ductile-fragile a haute
température. La courbe représentative du comportement de transition ductile-fragile atteint
un pic avant de redescendre lentement vers zéro. La courbe représentative d'un
comportement purement ductile (sans déchirement) présente un plateau puis chute
rapidement vers zéro avant de montrer quelques sursauts dus a la découpe de la bavure
résiduelle. La localisation du cisaillement lors de la découpe a chaud sur étau limeur introduit
des instabilités thermo-plastiques dans la zone primaire de cisaillement. La transition du
comportement fragile a ductile de la fonte GS fait apparaitre un cisaillement critique lorsque
I’effet de I'adoucissement est supérieur a celui de I'écrouissage. Le faciés de rupture dépourvu
de fissure est obtenu dans ces conditions de rupture ductile.

Hitter, dans ses derniers travaux, a utilisé un modele micromécanique afin de modéliser en
simulation la transition ductile-fragile d’une fonte GS ferritique [48]. La microstructure
nodulaire est représentée par des cavités géométriguement définies sous forme sphérique
dans la zone de transition ductile-fragile. Le mode de rupture ductile de la fonte GS est
caractérisé par une décohésion rapide des nodules suivie d’une croissance des cavités puis
coalescence. La matrice est alors définie comme élasto-plastique dans la zone de transition,
ce qui permet de simuler la striction progressive des zones internodulaires et donc la
propagation ductile par coalescence de la rupture. La concentration de contrainte dans les
zones internodulaires engendre, lorsque la température décroit, le clivage des grains de la
matrice avant que la croissance des cavités n’intervienne. Un critére de contrainte critique est
introduit afin de prendre en compte la transition entre ces deux modes de rupture. Cette
contrainte g, appelée contrainte de cohésion de la matrice, atteint une valeur maximale au
moment du clivage. Celle-ci représente le seuil critique de contrainte locale dans la zone
internodulaire régissant le changement d’'un mode de rupture ductile en un mode de rupture
fragile. Le rapport entre la contrainte de cohésion de la matrice o, et la limite d’élasticité de
la matrice g, détermine le mode de rupture prépondérant dans la propagation de la fissure.
Lorsque o, est inférieure a oy, la fissure se propagera seulement par clivage sans aucune
déformation plastique de la zone internodulaire ni croissance des cavités. Lorsque g, est trés
supérieure a gy, une forte déformation plastique de la matrice sera nécessaire pour atteindre
localement o, définissant alors le mode de rupture ductile. g, est peu dépendante de la
température et peut étre définie ainsi comme constante sur une large gamme de
température. Cette propriété lui permet d’étudier I'influence de la température sur la limite
d’élasticité, ce qui permet de simuler la transition ductile-fragile et donc de corréler les
résultats obtenus avec les essais expérimentaux. Cette approche peut étre déployée afin
d’étudier d’autres parameétres que la température tels que I'effet de la vitesse de déformation
ou de I’'hétérogénéité nodulaire sur la transition ductile-fragile.

1.4.3.2. Taux de triaxialité et angle de Lode

Le taux de triaxialité joue un réle prépondérant dans les mécanismes de rupture ductile. Le
taux de triaxialité de contrainte définit le type de sollicitation appliquée localement au
matériau. Cette sollicitation peut varier de la traction au cisaillement en prenant en compte
les cas intermédiaires. En fonction de la géométrie des éprouvettes étudiées (éprouvettes
lisses ou entaillées), il est possible d’obtenir des taux de triaxialité locaux différents en faisant
varier le rayon et la profondeur de I'entaille. Le taux de triaxialité est défini comme le rapport
entre la contrainte hydrostatique macroscopique Z,, et la contrainte équivalente de Von
Mises X¢q:

b S o1+05+0 (01—02)2+(02—03)%2+(03—07)2
T==Im avec %, = 1102403 4 Zeqz\/l 2 2703 3701
Zeq 3 V2
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Ou g4, 0,, 03 sont les contraintes principales du tenseur des contraintes.

Les valeurs remarquables du taux de triaxialité sont représentatives de sollicitations
particuliéres [40]:

Mode de Compression | Cisaillement Traction Traction Traction
sollicitation uniaxiale biaxiale triaxiale
Taux de -1/3 0 1/3 2/3 4oo

triaxialité T

Tableau 3 : Valeurs remarquables du taux de triaxialité [40]

Pour le cas d’une déformation axiale uniforme dans la section minimale sur éprouvette
entaillée, Bridgman [67] a proposé une formulation analytique du taux de triaxialité localisé
dans la section minimale en fonction du rayon en fond d’entaille a et du rayon de courbure de
I’entaille R (Figure 34) :

T= %+ln(1+i)

2R

Figure 34 : Eprouvette axisymétrique entaillée et élément de volume dans la section réduite [68].

Selon I'hypothése donnée par Bridgman, dans la section réduite de I'éprouvette, les
déformations radiales et tangentielles sont considérées comme homogenes et égales. Les
contraintes dans cette section peuvent étre calculées en fonction de la distance radiale R par
rapport a I'axe de I'éprouvette [68]. Lorsque la section réduite est entierement plastifiée :

2

a? —r?
Orr = 009=Zeq-log 1+m

et

a? — 72
0,, = Zeq' ll + lOg <1 + m)l

Les essais de traction sur éprouvette entaillée permettent de tester et d’identifier les
parameétres des modeles dépendant du taux de triaxialité. Le cas d’'un modele de Gurson-
Tveergard-Needleman modifié en cisaillement a été traité par Achouri par le biais d’essais de
ce type [34]. Le taux de triaxialité obtenu pour des éprouvettes entaillées avec a = 10mm type
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AE2, AE4 et AE10 (désignation en fonction du rayon d’entaille [52]) est donné dans le tableau

suivant :
Rayon R=2mm R=4mm R=10 mm R=oo
entaille (AE2) (AE4) (AE10)
Taux de 1,586 1,144 0,739 0,333
triaxialité T

Tableau 4 : Taux de triaxialité caractéristiques pour des éprouvettes entaillées

La présence de fissure ou porosité dans un matériau sollicité uniaxialement crée localement
une zone de concentration de contrainte influencant localement le taux de triaxialité de la
méme maniere que pour une éprouvette entaillée ou une éprouvette CT (compact tension)
utilisée lors de I’étude de la rupture (Figure 35).

Eprouvette CT

(A) Goupille (B)

y —
I A » »
X / \ \

Fissure initiale zone cohésive &
entaille

Figure 35 : Géométrie d’éprouvette CT (A) et allure générale des composantes du tenseur des contraintes dans le plan 2Ddu défaut (B) [69].

Du fait de la forte influence du taux de triaxialité dans la mécanique de la rupture, certains
modeéles locaux tels que celui de Rice et Tracey (§1.4.3.1) s’expriment directement en fonction
du taux de triaxialité pour le cas de la rupture ductile [57]. L'identification des parameétres de
lois de comportement et d’endommagement dépendant du taux de triaxialité exige la
réalisation d’essais particuliers (éprouvettes entaillées, lisses, de torsion type Hopkinson ou
de compression). Le choix d’'un modele d’endommagent permettant de décrire les différents
états de contrainte définis par le taux de triaxialité implique I'introduction de celui-ci dans les
formulations des modeles. Par ailleurs I'introduction de la dépendance au troisieme invariant
des contrainte déviatorique J; représenté par I'angle de Lode O, permet considérablement
de fiabiliser les modeles pour décrire la rupture lors de chargements complexes tels que
rencontrés lors de la mise en forme de métaux ( [70] [71] [72]).

L’angle de Lode est défini en fonction de J; par:

5 —— 3
cos(36,) = (32]—3/2)
eq

Son introduction permet de différencier les différents états de contrainte rencontrés lors de
ces chargements tels que les états de contraintes axisymétriques et des états de contrainte
plans. Des modéles phénoménologiques dépendant du taux de triaxialité et de I'angle de Lode
ont permis de décrire efficacement les phénomeénes rencontrés expérimentalement lors du
semi-poinconnage puis cisaillage de t6éle en acier faiblement alliés ( [71] [72]). L'approche
phénoménologique développée dans ces modeles récents ne permet pas, malgré tout, de
prendre en compte la microstructure particuliere de la fonte GS contrairement aux modeles
micromécaniques développés par la suite.
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1.4.3.3. Modeéles couplés micromécaniques

Afin d’affiner I’étude de 'endommagement ductile, cette partie se focalise sur les modeles
micromécaniques permettant d’exprimer un comportement plastique avec la prise en compte
d’une variable d’endommagement. L’approche micromécanique consiste a utiliser des
mécanismes microscopiques pour décrire des comportements macroscopiques. Pour cela, les
modeles font appel a l'utilisation de volumes élémentaires représentatifs (VER) de la
microstructure représentant une structure caractéristique menant aux mécanismes de la
rupture. La sollicitation macroscopique est appliquée localement aux VER et décrit le
comportement global du matériau par homogénéisation.

Pour le cas des matériaux poreux, les travaux de Gurson completent les modeles existant
comme celui de Rice et Tracey qui décrivait I’évolution de 'endommagement sans lien avec le
comportement du matériau [73] [57]. Pour le cas de la fonte a graphite sphéroidal, le taux de
porosité initiale est représenté par le pourcentage nodulaire qui est de 'ordre de 7 a 12%. Ce
taux de porosité initial important implique la nécessité d’utiliser des modeles basés sur ce
critere pour décrire I'endommagement de la fonte GS.

Gurson fait état de I'évolution sous un chargement quelconque d’une porosité sphérique au
sein d’'une matrice élémentaire dont le comportement est parfaitement plastique. Il définit
un critere modifiant la surface de charge de Von Mises par l'introduction de la fraction
volumique de vide f qui quantifie I'endommagement. Ce critere dépend de la contrainte
équivalente de Von Mises X4, de la contrainte hydrostatique macroscopique 2., de la limite
d’élasticité g, de la matrice et de la fraction volumique moyenne de vide f:

) _
o= <Zﬂ> +2fcosh<32—m>—1—f2 =0
0o 20,
Les travaux de Benabbes recensent différents cas particuliers appliqués au modele de Gurson
[51]. Lorsque f = 0 (matrice sans porosité), le critére revient a une expression du critére de
Von Mises. Lorsque la contrainte est purement hydrostatique (traction ou compression, Yog =
0), le critére revient a la solution analytique exacte du probléme de la sphére creuse sous
pression. Pour de faibles taux de triaxialité et lorsque la contrainte est purement déviatorique
(X,, = 0), le critére surestime la valeur de Z.q et donc de la déformation a la rupture du
matériau.

Ce modele a été amélioré par la suite par différents auteurs dont principalement Tvergaard et
Needleman (1984) qui ont cherché a décrire 'interaction entre les différentes cavités et a
caractériser le changement brusque de fraction volumique de vide (fvv) d{ a la coalescence.
Des parametres g4, g, et g3 sont introduits afin de prendre en compte ces interactions entre
les cavités et f* est introduit pour décrire I’évolution de la fvv en fonction des étapes de
I’endommagement ductile. Le modéle de Gurson, Tvergaard et Needleman (GTN) s’écrit :

2 3_
(D:Z—ezq+ 2q1f*cosh<q2 z:m>—[1+q3f*2]: 0
oy 20,

Ou gy, est la contrainte d'écoulement de la matrice sans porosité, f* estla fraction volumique
de vide fonction de la déformation et g4, g, et g3 sont les paramétres du modele. Pour les
aciers les valeurs usuelles sont q; = 1,5; g, =1; g3 = q;% [40]. Kuna a ajusté ces
parametres pour le cas de la fonte GS a matrice ferritique avec g, = 1,3; g, =0,7; q3 =
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q,2 [74]. La fonction effective f* définit I'évolution de la fraction volumique de vide (fwv), elle
est introduite avec la prise en compte d’un seuil critique a la coalescence :

f lorsque f < f.

P+ 2l gy torsques > 1,
fr—f

Ou f; est la fraction volumique de vide au début de la coalescence, f; la fraction volumique
de vide a la rupture ductile et f,, = 1/q, représentatif de la valeur ultime de f*. Cette loi
évolutive permet d’accroitre fortement I'influence de la fraction volumique de vide sur la
diminution des contraintes lors de la coalescence. Le critere GTN fait intervenir dans le
mécanisme évolutif des fractions volumiques de vide, le terme exprimant la germination de
microcavités fy., et le terme exprimant la croissance des porosités existantes fc,,;s. Soit la
relation d’évolution f = fgerm + ferois OU f représente la vitesse de croissance de la fraction
volumique. La germination peut étre exprimée par une distribution gaussienne (Figure 36) en
fonction de la vitesse de déformation plastique avec [75]:

2
f _ _In ex ! —sfq — ) g
germ SNm p 2 SN eq
Ou fy est la fraction volumique de vide maximale due a la germination, &y la déformation
plastique moyenne impliquant une germination maximale et Sy I’écart type de la distribution

normale. Le terme exprimant la croissance des cavités est régi par une fonction de la trace du
tenseur du taux de déformation plastique cumulée, soit :

fcrois =(1- f)tr(fp)

ou EP représente le tenseur du taux de déformation plastique macroscopique.

chrm

&
N e,

Figure 36 : Fonction de répartition de f;qerm [75]

Dans le cas des fontes GS et en fonction de leur composition chimique, la germination peut
étre négligée devant les mécanismes de croissance [17]. La loi d’écoulement du modele est
exprimée par Gurson par la dérivée de la fonction de charge @ par rapport au tenseur des
contraintes [73]. Cette relation est obtenue du fait de la régle de normalité de I'’écoulement
plastique de la matrice. Soit :

o).
<

= /i.—i) avec A =0
ax

Ce qui donne pour le modele GTN [51]:

= 3 I \-
EP = A. —z JRPALELE inh(—qz—m>1l
ay gy 2
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Avec I’ le tenseur déviateur de contrainte macroscopique.

Le modele fait intervenir dans le cas général neuf parameétres a déterminer:
41,92, 93, fn, €n, S fo, fc et ff ainsi que les paramétres de la loi de comportement plastique
de la matrice sans porosités. La détermination de fy, fy, f¢ et fr peut se faire principalement
par analyse micrographique (analyse de la fraction surfacique de cavité aprés essai), par
mesure in situ ou par méthode inverse en se basant sur les courbes expérimentales [17] [53]
[76]. Dans le cas d’une fonte GS, la fraction volumique de vide initiale f;, peut étre estimée
par la fraction surfacique nodulaire du matériau non sollicité (exemple f, = 0,077 pour une
fonte ferritique) [17]. La fraction a la coalescence f; peut étre mesurée in-situ ou par le biais
d’essais interrompus (exemple f, = 0,12 pour une FGS) ou identifié par analyse inverse [17].
La fraction volumique a la rupture f; peut elle aussi étre approximée par la fraction surfacique
de porosité au-devant d’'une macrofissure ou sur éprouvette post mortem (exemple f. = 0,2
pour une FGS [17]).

La détermination des parametres de Tvergaard q4,q, et g3 est adaptée en fonction du
matériau étudié. Les parametres dépendent principalement de la plasticité de la matrice [52].
Généralement les valeurs utilisées sont celles de la littérature mais peuvent étre déterminées
et affinées par méthode inverse ( [60], [77] [78] [79] [80]). Le parametre g, affecte la limite
d'élasticité en modifiant la fraction volumique de vide et favorise fortement I'adoucissement
du matériau [52]. Si g, est supérieur a 1, I’écrouissage débutera pour de faibles valeurs de
contraintes. Lorsque g; augmente, la contrainte maximale va diminuer et l'effet de
I’adoucissement sera plus important [80]. Selon Tvergaard, une valeur de g; = 1,5 permet de
reproduire numériqguement les résultats obtenus lors de la localisation de la déformation
plastique et de la fissuration dans les matériaux poreux. Le parametre g; est directement lié
au paramétre q; (g3 = q12). Le paramétre g, est un facteur de correction pour la composante
hydrostatique. L’augmentation de g, conduit a une réduction du domaine d'élasticité et de
I'écrouissage (adoucissement di a la croissance des porosités) [80]. Les auteurs utilisent
généralement une valeurde g, = 1.

La détermination de I’écrouissage de la matrice sans porosité est estimée par le
comportement du matériau lorsque f, est faible (peu de porosités initiales f, < 0,01).
Lorsque la valeur de f, est plus importante, la détermination du comportement sans porosité
nécessite des essais de compression uniaxiale [81] ou des approximations par des lois simples
d’écrouissage (Avrami, Ludwik, Voce) identifiées selon les conditions d’essai.

Le modele GTN affiche ses limites lorsque la sollicitation se caractérise par du cisaillement, la
formulation ne prenant pas en compte les effets de celui-ci. La présence des paramétres de
Needleman-Tvergaard ne permet pas de faire apparaitre la déviation finale de la fissure. Le
paramétre d’évolution f *favorise en effet la coalescence plutét que la formation d’une bande
de cisaillement. De la méme maniére que pour les modeles phénoménologiques tel que le
modele de Lemaitre modifié LEL (Lode-dependant enhanced Lemaitre model [70]), les
modeles micromécaniques ont été développés pour traduire la rupture ductile en
cisaillement. Xue et Nahshon ont proposé des formulations modifiées prenant en compte le
cisaillement dans la loi d’évolution des fractions volumiques de vide [82] [83].

La formulation de Xue introduit le terme f,;; dépendant de la fraction volumique de vide f, la
déformation plastique équivalente &7, |a vitesse de déformation plastique &P et du troisieme
invariant des contraintes J5 [34]. Soit f = frrois + f:germ + f,is avec
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Ou 3., est la contrainte équivalente de Von Mises, J; = det(Z") avec I’ le tenseur des
contraintes déviatoriques, q, et g5 les paramétres du modele (g, = 1,69 et g5 = 0,5 pour des

cas bidimensionnelset g, = 1,86 et g5 = % pour des cas tridimensionnels [82]).

La formulation de Nahshon fait intervenir une autre formulation du terme fcis avec k,,

comme parametre du modele :
27 1.\
J1-(>5.23
! ( (2 z£q>) o
X EP

Zéq

Cette formulation a été modifiée par la suite par Nielsen avec I'ajout d’un facteur 2(T)
fonction du taux de triaxialité permettant de s’affranchir des incohérences a fort taux de
triaxialité [34].

fcis = Ky.

1, pour T<T
T - Tl
T-T,

0, pour T>T,

() =

pour T, <T<T,

Avec T; et T, les niveaux limites de triaxialité représentant la sensibilité a I'effet du
cisaillement. Soit :

2
n(T).f.<1—<22—7.Z]T3q>> _
5 X Ep,
eq

fcis = ky.

L’ajout du facteur 2(T) permet pour des cas de sollicitation a taux de triaxialité spécifique,
comme le cas du cisaillement, de traduire plus fidelement les mécanismes d’endommagement
tout en conservant un modele basé sur I'évolution des porosités nécessaire pour le cas des
fontes GS.

[.5. Conclusion

L’étude bibliographique fait état des propriétés de la fonte GS liées a sa microstructure
particuliére. Les mécanismes de propagation de la fissure au sein de la fonte GS sont décrits
comme typiquement dépendant de la structure nodulaire en termes de taille, de facteur de
forme et de répartition. Le nodule de graphite peut étre considéré comme une porosité
présente initialement au sein de la matrice du fait de la décohésion rapide au niveau de
I'interface entre le nodule et la matrice.

Les études sur la découpe des métaux par action mécanique a froid et a chaud mettent en
évidence les parameétres process les plus influents sur la qualité de la surface découpée. Les
parametres process influents sont la température de la piece, le jeu avec les outils, la vitesse
de coupe, la géométrie de I'aréte de coupe ainsi que la géométrie de la section découpée.

Les modeles de type Gurson comme le modele GTN permettent de prendre en compte
I’évolution de la fraction volumique de porosité (nucléation, croissance et coalescence) au sein
d’une matrice ductile. L'endommagement de la fonte GS, caractérisé par une fraction
volumique de porosité initiale représentée par la fraction nodulaire, est da a la croissance et
la coalescence de ces porosités. Le choix du modele GTN pour traduire 'endommagement de
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la fonte GS est le plus adapté pour prendre en compte I'évolution de la microstructure
nodulaire représenté par f*au cours d’une sollicitation en tenant compte de I'interaction
entre les différentes cavités a travers les coefficients q;, g, et q3. La présence de ce modele
dans le code de calcul Abaqus ainsi que la possibilité de traduire le comportement plastique
de la matrice par un loi puissance simple favorise ce choix pour notre étude.

L'influence du taux de triaxialité est étudiée au travers d’essais particuliers tels que les essais
sur éprouvettes entaillées. Les modeles d’endommagement basés sur le modele de Gurson
les plus récents, tels que les modeéles de Xue et Nielson, permettent de prendre en compte le
taux de triaxialité.

L'apparition du défaut de démasselotage est relative a une transition d’'un mode de rupture
ductile vers un mode de rupture fragile. Les travaux de Hiitter développent une approche
permettant de modéliser cette transition ductile-fragile pour une fonte GS en faisant
intervenir un critére de contrainte critique de cohésion dans la zone de transition et le modele
GTN pour le reste de la piéce.

Les essais conduits dans le chapitre suivant ont pour but de caractériser le comportement ainsi
gue les modes de rupture de la fonte GS sous différents chargements dans la gamme de
température du démasselotage. Ces essais permettent d’obtenir les données expérimentales
nécessaire a I'identification du modele GTN telles que les courbes en contrainte-déformation
en fonction de la vitesse et de la température ainsi que la fraction nodulaire initiale et a la
rupture.
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Il. Etude expérimentale de |la fonte a graphite sphéroidal
a haute tempeérature

[1.1. Introduction

Le procédé développé par les Ateliers des Janves introduit des étapes de fabrication telles que
le forgeage et le démasselotage dans la « chaude de coulée » pour lesquelles, la
compréhension des phénomeénes mécaniques et microstructuraux est primordiale. Ce
chapitre a pour but d’étudier et d’analyser ces phénomeénes au travers d’essais conventionnels
menés dans une gamme de température et de vitesse de déformation définie par les
conditions du procédé de fabrication des bielles en fonte GS ADI. La modélisation du
comportement de matériaux poreux tels que la fonte GS nécessite une étude de la structure
nodulaire ainsi que la définition de courbes expérimentales sous différents cas de chargement.
Les fortes relations entre la microstructure de la fonte GS, le comportement mécanique et les
mécanismes de rupture sont étudiées en réalisant des analyses micrographiques post-mortem
sur les éprouvettes sollicitées.

[1.2. Nuance industrielle retenue pour |'étude

11.2.1. Composition et structure

L'étape de fonderie permettant la coulée de bielle en coquille est actuellement réalisée en
condition industrielle sur un chantier conventionnel comportant deux fours de fusion a
induction de 1 tonne, des poches intermédiaires de 300kg permettant d’effectuer le
traitement au fil fourré et une zone de moulage sable dotée de la coquilleuse expérimentale
ADJ. Le matériau étudié lors des essais mécaniques est issu d’une coulée de dont la
composition est donnée dans le Tableau 5. Des analyses au spectromeétre de masse ont été
réalisées sur des éprouvettes circulaires issues de prélevement en début de coulée et
permettent de quantifier la composition massique moyenne du lot étudié a partir de quatre
mesures. La cadence de I'outillage prototype de coulée en coquille ne permet pas de réaliser
un nombre important de pieces issues de la méme coulée (15 grappes maximum par four).
Des barreaux cylindriques de diamétre 35mm et de longueur 200mm ont été coulés sur le
chantier sable et constituent ainsi un lot matiere pour l'usinage des éprouvettes pour les
différents essais (Figure 37).

%Fe | %C %Si %Mn | %Cu | %Ni %Mo %Mg %S %P %Cr
Composition | base | 3,60 | 2,40 | 0,20 | 0,70 | 0,50 0,20 0,04 0,010 | 0,020 | 0,020
visée 0,2 | #0,2 | +0,02 | #0,05 | +0,05 | +0,05 | +0,01 | 0,010 | +0,020 | +0,020
Fonte base | 3,711 | 2,109 | 0,189 | 0,692 | 0,519 | 0,111 0,03 0,022 | 0,037 | 0,026
étudiée 0,2 | #0,1 | +0,01 | 0,03 | £0,02 | +0,005 | +0,001 | +0,001 | +0,002 | +0,001

Tableau 5 : Composition massique de la fonte étudiée
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Figure 37 : Barreaux de FGS de composition ADI utilisés pour la fabrication des éprouvettes

Les taux de Si, Mn, Cu et de Mo sont dans les limites basses de la composition visée mais
permettent d’obtenir la structure de fonte a graphite sphéroidal indispensable au traitement
ADI. Le taux de soufre des 0,022% est plus important que la composition visée de 0,01% et
peut étre a I'origine de la création de sulfure dégradant les caractéristiques mécaniques du
matériau (Chapitre I).

Le matériau brut de coulée présente la microstructure suivante :

Figure 38 : Structure brute de coulée sur barreau (N°9) a cceur apreés attaque Nital 4% a grossissements différents

Le matériau brut de coulée apres refroidissement en moule sable présente une structure a
graphite sphéroidal dans une matrice ferrito-perlitique. L’analyse par traitement d’image
révele un taux moyen surfacique de 25% de ferrite et 67% de perlite pour la matrice brute de
coulée et de 8 a 10% de graphite nodulaire. Les taux des trois principaux constituants (graphite
nodulaire, ferrite et perlite) sont déterminés par rapport a la surface totale des micrographies
effectuées. La densité nodulaire moyenne de la fonte GS étudiée est de 270 nodules par mm?
pour un diametre des nodules moyen compris entre 10um et 20um. Une analyse de
I’'hétérogénéité de la microstructure brute de coulée est effectuée par traitement d’'image en
annexe (C).

Les caractéristiques mécaniques du matériau ont été déterminées a température ambiante
afin de valider le protocole d’essai et de comparer le matériau brut de coulée par rapport a
deux fontes GS GJS-700-2 et GJS-800-2. La Figure 39 montre les deux courbes en contrainte
déformation pour ces deux nuances obtenues a partir de la norme DIN EN1563 et la courbe
en contrainte-déformation de la fonte étudiée.
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Figure 39 : Courbe rationnelle de traction de la fonte GS étudiée a température ambiante (barreau n°1) a une vitesse de
déformation de 2,7.10~% st et FGS 700-2 et 800-2 & 2,5.10"*s~1 (norme DIN EN1563)

La fonte GS obtenue présente les caractéristiques suivantes a température ambiante :

E (GPa) Module de Young 167
Rpo,2 (MPa) Limite conventionnelle 500
d’élasticité a 0,2 % de
déformation plastique
Rm (MPa) Résistance a la traction 730

Er Déformation a la rupture 3,1
Tableau 6 : Caractéristique mécanique du matériau a température ambiante

Ces valeurs sont tres proches d’une fonte GS-700-2 de structure ferrito-perlitique. La courbe
fait apparaitre une rupture brutale intervenant pour une faible déformation (3,1%)
caractéristique de la ductilité des fontes GS a froid. Les observations micrographiques au MEB
du facies de rupture révele un mode de rupture fragile transgranulaire accompagnés d’une
décohésion des nodules de graphite (Figure 40).

Surface de
clivage
transgranulaire

Nodule en
décohésion

Figure 40 : Observations MEB aux grossissements 400x (a) et 1500x (b) du faciés de rupture de I'essai de traction sur la fonte
GS étudiée a température ambiante et ¢ 2,7.107%* s71,
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11.2.2. Etude de l'influence des cycles thermiques sur la microstructure et la transition
austénitique

Le démasselotage est réalisé entre 900° C et 1000° C. Des essais de dilatométrie ont été
effectués sur une méme éprouvette afin de déterminerles points de transformation
caractéristiques de la fonte GS étudiée au cours du chauffage et du refroidissement et
d’étudier I'influence des cycles thermiques d’austénitisation. Les points de transformation
représentent les limites de la zone de transition de la matrice ferrito-perlitique a froid vers la
matrice austénitique a chaud. L'étude de l'influence des cycles thermiques permet de
mesurer I'impact sur la microstructure lors des étapes de chauffage et de refroidissement
répétées. Cette étude est représentative du process actuel avec une discontinuité thermique
entre la coulée, le démasselotage et le forgeage des bielles.

Deux éprouvettes ont été prélevées dans le sens transversal et longitudinal d’un barreau brut
de coulée (n°4) afin de s’affranchir des disparités liées aux différentes directions de
prélevement dans le barreau.

Le premier essai est répété sur une éprouvette de section rectangulaire de 6x7mm? prélevée
dans le sens transversal du barreau. Des mesures de dureté (HB30) ainsi que des
micrographies sont effectuées avant chaque essai de dilatométrie. L'éprouvette est polie en
réduisant sa longueur de 2mm entre chaque essai afin d’écarter la zone décarburée en bord
d’éprouvette. Le second essai provient d’un barreau de section 8x8mm? prélevé de maniere
longitudinale au barreau et suit la méme procédure. Le cycle thermique de I'essai est
déterminé pour étre le plus proche des conditions de chauffe de I'’éprouvette lors des essais
de traction a haute température. Il est décomposé en trois parties (Figure 41) :

- Un chauffage jusqu’a 950°C a 9,65°C/min
- Un maintien a 950°C pendant 30 min

- Un refroidissement jusqu’a la température ambiante a une vitesse instantanée de -
5,8°C/min dans la phase de transformation puis une moyenne de -2,5°C/min pour le reste du
refroidissement
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Figure 41 : Cycle thermique des essais de dilatométrie (courbes confondues)

Afin de comparer les résultats, les Figure 42 et Figure 43 présentent la variation relative de
longueur en fonction de la température pour les différents cycles thermiques. Lors du
chauffage (Figure 42), la premiére inflexion de la courbe située vers 800°C représente
I'influence simultanée de deux transformations, le début de la graphitisation de la cémentite
dd a la présence de silicium ainsi que le changement de phase ferrite-austenite. Le carbone
issu de la décomposition de la perlite diffuse vers les nodules de graphite. La zone représentée
entre les points d’inflexion représente la réorganisation de la ferrite de type cubique centré
en austénite de type cubique a faces centrées. L’austénite s’enrichie progressivement en
carbone provenant de la décomposition de la cémentite mais aussi du carbone graphite [84].
Le dernier point d’inflexion situé vers 860°C marque la fin de la transformation de la ferrite
libre et de la perlite en austénite. Lors du refroidissement (Figure 43), la ferrite se forme en
premier lieu a la température de début de transformation (la plus élevée) représentée par le
second point d’inflexion. La perlite se forme a une température plus basse dans le diagramme
métastable et dépend de la teneur en silicium de la fonte. La transformation n’est pas
homogene du fait des zones ségrégées en silicium proche du nodule de graphite. La fin de Ia
transformation est enfin représentée par le dernier point d’inflexion ou toute I'austénite a été
convertie en ferrite et en perlite. Le changement d’allure de la courbe au cours du chauffage
et du refroidissement permet d’observer les températures caractéristiques de ces
transformations [85].
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Variation relative de longueur AL/LO

Figure 42

Variation relative de longueur AL/LO
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Figure 43 : Evolution de la variation relative de longueur au cours du refroidissement pour les échantillons longitudinaux et

Les températures de transition sont identiques pour tous les essais avec un début de
décomposition de la matrice ferrito-perlitique proche de 800°C et une austénitisation
compléte au-dessus de 865°C pour la chauffe. En refroidissement, les températures minimales
et maximales de transformation de la matrice telles que décrites précédemment sont situées
entre 760°C et 700°C. Les points de transformation (début et fin de la zone de transition) sont
reportés dans le tableau suivant :
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_ | essail 802,5 847,8 703,2 743,4
o | essai2 800,1 850,5 702,6 742,8
E essai 3 800,7 858,6 701,4 742,2
S | essai4 799,8 853,8 700,8 747,8
= moyenne 800,8 852,7 702,0 744,1
— | essail 802,5 851,7 705,3 754,0
£ | essai2 801,9 858,3 700,5 739,8
2 | essai3 801,0 857,7 700,5 738,0
£ | essai4 801,0 861,9 705,3 742,2
= [ moyenne | 801,6 857,4 702,9 743,5

Tableau 7 : Détermination des températures de transformation pour le chauffage et le refroidissement sur les essais de
dilatométrie transversaux et longitudinaux

La limite supérieure de transformation lors du chauffage apparaissant a 865°C permet de
situer les essais de caractérisation mécaniques a hautes températures au-dela de la zone de
transition. L’analyse des courbes de dilatométrie lors du maintien isotherme montre qu’il n’y
a plus de transformation de phases et confirme donc la nature totalement austénitique de la
matrice a ces températures. Le palier imposé (Figure 41) sera représentatif du maintien
prolongé de I'éprouvette dans la gamme 900-1000°C pour les futurs essais de traction.

Le comportement en dilatation est identique pour les éprouvettes prélevées
longitudinalement et transversalement a cycle thermique identique avec un écart de AL/L,
de ¥7.10™* aux points de transformation. Ce résultat indique un comportement isotrope en
dilatation du matériau. La structure est ferrito-perlitique apres refroidissement jusqu’a
température ambiante (Figure 44). Des analyses métallurgiques supplémentaires telles que
I’étude de I"évolution de la dureté, du ratio ferrite/perlite et de la densité nodulaire ont été
effectuées. La dureté a été mesurée sur la face latérale de I’échantillon en trois mesures HB30
(plan perpendiculaire a I'étude micrographique).

Figure 44 : Structure ferrito-perlitique aprés attaque Nital 4% : (A) brute de coulée, (B a E) apres essais 1 a 4
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L'analyse d’image en niveaux de gris a permis d’identifier I'évolution des constituants au fur
et a mesure des cycles thermiques. La ferrite étant identifiée en blanc, la perlite en gris et les
nodules en noir sur les micrographies des échantillons attaqués au Nital 4%. Sur la Figure 45
jusqu’a la Figure 48, I'essai n°0 correspond au matériau brut de coulée, les essais suivants
représentent les cycles thermiques chronologiquement.

L’évolution de la dureté (Figure 45 - A) montre |'effet des cycles thermiques sur le matériau.
La dureté décroit au fur et a mesure des cycles (250 HB30 pour le barreau brut initial) jusqu’a
une valeur de 175 HB30 apreés le quatrieme essai. Chaque cycle constitue un recuit complet
avec recristallisation de la matrice.

Le grossissement du grain de ferrite (Figure 45 - B) conjointement a la dissolution répétée de
la cémentite introduit par les cycles d’austénitisation avec refroidissement lent provoquent
une diminution de la dureté au fur et a mesure des cycles [86, 87].
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Figure 45 : Evolution de la dureté (HB30) lors des essais répétés de dilatométrie (A) et Evolution de la taille de grains (indice
G) de ferrite et de perlite (B)

Sur les différentes mesures effectuées aprés chaque cycle thermique, la densité nodulaire
oscille entre 250 et 400 nodules par mm? et la section moyenne nodulaire entre 300 et 800
um? (Figure 46). Les mesures sont des approximations surfaciques de la densité nodulaire.
Elles sont effectuées sur des plans paralleles a différentes profondeurs apres chaque essai,
I’éprouvette étant raccourcie de 2mm pour s’affranchir des effets du chauffage sur la structure
en bord d’éprouvette. La réparation des sections nodulaires (Figure 47) montre une majorité
de nodule dont la section interceptée dans le plan d’observation est inférieure a 1000 pum?
avec un pic de population de petits nodules de section interceptée dans le plan d’observation
inférieure a 200 um?. La présence non systématique de plus gros nodules (présents en Figure
47 : 1, 2 et 4) est synonyme d’une hétérogénéité nodulaire.
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(0 — Brute de coulées ; 1 a 4 — Essais successifs)

Lors des premiers cycles thermiques, le taux de perlite diminue de 70 a 40% alors que le taux
de ferrite augmente de 20 a 40% (Figure 48). Au cours de ces premiers cycles thermiques, le
taux nodulaire augmente de 12 a 20% avec une augmentation de la surface nodulaire
moyenne de 285 um? a 783 um? (Figure 46). Ce phénomene s’explique par une diffusion du
carbone contenu dans la matrice perlitique métastable vers les nodules a I'état solide.
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Figure 48 : Evolution du taux des constituants sur la surface totale lors des essais répétés de dilatométrie

Les cycles thermiques des essais de dilatométrie se rapprochent d’un traitement de
ferritisation. Ceci explique la diminution de la dureté observée dans la Figure 45-A au fur et a
mesure de la répétition des cycles. A partir du troisieme cycle, le phénomene s’inverse avec
une diminution de la surface moyenne des nodules et du taux de ferrite et une augmentation
du taux de perlite. Le carbone contenu dans la perlite et dans les nodules tend a
s’homogénéiser. La taille moyenne du grain de perlite (Figure 45-B) est la plus importante a
I’état brut de coulée. La taille du grain de perlite diminue alors que celle du grain de ferrite
augmente des le premier essai jusqu'a ce que leurs tailles soient similaires et proches de
I'indice G = 5. La taille des différents grains s’"homogénéise et n’évolue que tres peu malgré les
essais successifs.

Les cycles thermiques modifient sensiblement le comportement de la fonte GS par
I’'augmentation de la taille du grain de ferrite des le premier essai et avec une stabilisation des
le deuxieme cycle, rendant le matériau plus ductile. Ces caractéristiques sont conservées a
chaud et sont donc favorables a la découpe sans déchirement. Le refroidissement lent dans la
dilatométrie favorise I'augmentation du taux de ferrite. Cette évolution constatée n’affectera
pas le process industriel de démasselotage compte tenu du traitement de trempe bainitique
a refroidissement contrdlé qui sera réalisé. L’histoire thermique de la piece a donc une grande
importance sur la qualité de la bielle démasselotée.

[1.3. Essais de traction

Les essais ont été réalisés sur une machine de traction de type MTS 810 de capacité de 100kN
équipée d’un four cylindrique régulé en trois zones de chauffe et de fixations en Udimet
refroidies par eau. L’allongement relatif de la zone utile est donné par un extensometre équipé
de couteaux en céramique afin de réaliser les mesures a haute température (Figure 49-A). Les
couteaux sont placés dans la zone utile avec un écartement initial de Ly = 12 mm.
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Figure 49 : Montage (A) et géométrie de I’éprouvette (B) de traction a chaud sur MTS 810

Les essais de traction monotones sont effectués sur une éprouvette axisymétrique
correspondant aux capacités de la machine et a la géométrie des mors a chaud (Figure 49 - B).
La norme ASTM A48 relative aux essais de traction sur fonte grise spécifie un diaméetre
minimum de la zone utile de 13mm afin de s’affranchir des hétérogénéités de la
microstructure. Notre éprouvette dimensionnée pour des essais a chaud sur les mors de la
machine avec un diameétre dans la zone utile D, = 6 mm sera donc plus sensible a ces effets
(microretassures, amas graphitiques). Les éprouvettes sont usinées dans les barreaux de fonte
GS présentés dans le paragraphe précédent (§ 1lI-2). Un polissage fin (du grain 400 jusqu’au
polissage diamant 3um) de la zone utile est effectué sur chacune des éprouvettes afin
d’éliminer tout effet d’entaille introduit par les passes d’usinage.

Les essais de traction permettent d’étudier le comportement macroscopique de la fonte a
graphite sphéroidal jusqu’a rupture a haute température en phase austénitique. Deux
principaux objectifs définissent la campagne d’essaien traction : I'obtention des
caractéristiques mécaniques a chaud de la fonte GS et l'influence de la microstructure
nodulaire sur la propagation des fissures. L'intervalle de température a été choisi afin de
correspondre a la zone étudiée pour le démasselotage des bielles dans le cycle de fabrication.
L'asservissement de la machine de traction MTS 810 nécessite un pilotage de I'essai par la
vitesse de traverse. Différentes campagnes ont été conduites a 4 vitesses de traverse
programmées (6.1073,6.1071,6 et 18 mm.s™ 1) et 3 températures (900, 950 et 1000°C). La
variation de ces parametres permet d’étudier I'influence de la vitesse de déformation et de la
température sur le comportement ainsi que sur le mode de rupture.

[1.3.1. Essais monotones sur éprouvettes lisses axisymétriques

La gamme de vitesse de déformation étudiée fait apparaitre deux domaines distincts. Les
vitesses de déplacement de 6.1073et 6.10 mm.s~! sont considérées comme vitesses
faibles et les vitesses de déplacement de 6 et 18 mm. s~ sont considérées comme vitesses
élevées. Pour les faibles vitesses, la consigne est obtenue avant dépassement de la limite
élastique. Les vitesses de déformation résultantes dans la zone utile de I'éprouvette lors des
essais a faibles vitesses sont de 3.10™*s ™1 et 3.107 25~ (vitesse augmentée d’un facteur 100).
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Pour les vitesses plus élevées, la consigne est obtenue aprés dépassement de la limite
élastique soit au-dessus de 5% de déformation. Les vitesses de déformation résultantes aprés
stabilisation dans la zone utile de I’éprouvette sont de 2,7.107 s~ ! et 6,3.1071s ™! (vitesse de
déformation maximale en traction). Le Tableau 8 résume les différents domaines de vitesse
de déformation étudiés en fonction des vitesses de déplacement de la traverse :

Consigne en
vitesse de
déplacement
(mm.s™1)
Vitesse de
déformation 1,3.107*| 3.107* | 3,4.1073| 3.107? 1,25.1072 | 2,710t | 2,3.1072 | 6,3.1071
movyenne (s~ 1)
Intervalle de
déformation

Tableau 8 : Domaines de vitesse étudiés pour les essais de traction uniaxiale a hante température.

6.1073 6.1071 6 18

<03% | >03%| <0,3% | >0,3% <5% > 5% < 5% > 5%

Au minimum, deux essais ont été réalisés par une méme condition d’essai afin de vérifier la
répétabilité des essais. Pour chaque essai, I'éprouvette subit une austénitisation pendant 15
min a température de consigne avant de commencer |'essai. L’évolution de la déformation a
été obtenue avant rupture par I'acquisition de I'allongement relatif e avec I'extensomeétre puis
par interpolation sur le déplacement du vérin u (e > 20%) afin d’obtenir la courbe compléte.
Soit :

( 4.F

| e<20%;e=In(l+e) et o= 5.(1+e)
. Dj
4.F

le >20%; e=In(1+u/Ly) eto = - D2'(1+u/L0)
*~0

Ou D, et L, représentent respectivement le diametre initial de la zone utile de I'éprouvette
et la longueur initiale de la zone utile.

Les essais a faibles vitesses (Figure 50) ont révélé un comportement élasto-viscoplastique
répétable de la fonte GS avec une forte disparité en termes d’allongement a la rupture.
L'hétérogénéité de la structure nodulaire de la fonte GS peut expliquer ces différences de
comportement a la rupture. Les valeurs de déformation a la rupture retenues (entre 22% et
25%) sont obtenues apres multiplication des essais a méme configuration. Une ductilité plus
importante est remarquée avec I'augmentation de la vitesse de déformation quelle que soit
la température. Un phénomene d’adoucissement est observé et est accentué pour les faibles
vitesses et pour les températures les plus élevées. La rupture n’est pas brutale et démontre
un endommagement progressif relatif a une rupture ductile.
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Figure 50 : Essais de traction & chaud & faibles vitesses de déformation : 3.10™*s~1 et 3.107 2571

Pour les essais a vitesse élevée (Figure 51), I’effet de I'adoucissement thermique est fortement
réduit. La vitesse de déformation a haute température joue un réle prépondérant sur la
contrainte d’écoulement du matériau [88]. La nouvelle gamme de vitesse fait apparaitre un
écrouissage important du matériau. L'allure globale des courbes en contrainte-déformation
montre que I'adoucissement di a la température n’est plus significatif dans la gamme de
vitesse de déformation de 2,7.10"1s 1 < ¢ < 6,4.10~1 s~ 1. L’allongement a la rupture se
situe entre 20 et 25% et évolue indépendamment de |I'augmentation de la vitesse dans la
gamme 2,7.1071s 1 <é < 6,4.'10‘1 s~1. La différence de comportement relevé dans cette
gamme de vitesse de déformation introduit la nécessité de choisir des modeles de
comportement et d’endommagement adaptés en fonction du domaine de vitesse de
déformation étudié. L'influence de la vitesse et de la température sur le comportement de la

fonte GS est étudiée plus précisément a I'aide des courbes en contrainte-déformation
isothermes et a iso-vitesse.
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11.3.1.1.  Courbes rationnelles de traction isothermes :

L'importance de la vitesse de déformation et de la température dans le processus de
démasselotage implique de déterminer la criticité de ces parameétres sur le comportement de
la fonte. La comparaison des caractéristiques mécaniques en fixant 'un de ces parametres
permet de déterminer le plus influent dans le domaine étudié.

Les courbes isothermes (Figure 52, Figure 53 et Figure 54) montrent que l'influence de la
vitesse de sollicitation sur le comportement est similaire quelle que soit la température.
L’augmentation d’un facteur de 2.103 entre la vitesse de déformation la plus faible et Ia
vitesse maximale étudiée augmente significativement la résistance a la traction maximale
(facteur 6) ainsi que la déformation correspondante qui tend vers 20%. L’effet de I’écrouissage

est accentué par 'augmentation de la vitesse de déformation ce qui diminue l'influence de
I’adoucissement thermique.
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Figure 54 : Essais de traction a 1000°C pour différentes vitesses de sollicitation

11.3.1.2.  Courbes rationnelles de traction a iso vitesse de déformation :

Les courbes a iso-vitesses (Figure 55, Figure 56 et Figure 57) montrent un comportement de
la fonte GS caractéristique pour chaque vitesse de déformation. A la vitesse de déformation
la plus faible (3.10*s~1), la contrainte évolue peu lors de I'écrouissage jusqu’a sa valeur
maximale, le comportement est proche d’une plasticité parfaite. L’agitation thermique est
suffisante pour que les dislocations puissent franchir les obstacles (petites inclusions ou
éléments d'alliage) les plus faibles [89]. L’adoucissement thermique est par la suite trés
prononcé du fait du temps prolongé de I'essai.

- Ala vitesse de 3.1072s71, le taux d’écrouissage devient significatif. La déformation
correspondant a la contrainte maximale (&g, = 13%) est proche de la moitié de la
déformation a la rupture.
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- Alavitessede 2,7.10" 1571, le taux d’écrouissage augmente alors que I'adoucissement
est faiblement prononcé. La rupture intervient rapidement apres dépassement de la
contrainte maximale.

- Alavitesse de 6,3.1071s™1, 'adoucissement n’est plus visible et le taux d’écrouissage
est trés important.

Lorsque la vitesse de déformation augmente, I'effet de 'adoucissement due a la température
est de plus en plus amoindri. Cette caractéristique a été précédemment décrite par Jing pour
une fonte GS SiMo [90]. Ces résultats confirment le caractere élasto-viscoplastique de la fonte
GS étudiée en phase austénitique a haute température.
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Figure 58 : Essais de traction & 6,3.1071s™1 pour les trois températures

1.13.1.3.  Etude des propriétés mécaniques en fonction de la température et de la

vitesse de déformation :
L’étude de I'évolution du module de Young en fonction de la température et de la vitesse de
déformation (Figure 59 A et B) montre que l'influence de la température est peu significative
dans la gamme 900-1000°C. Le module de Young est principalement dépendant de la vitesse
de déformation lors de l'essai avec une valeur minimale obtenue pour la vitesse de
déformation la plus faible. Les valeurs des vitesses de déformation indiquées sont
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caractéristiques de la déformation élastique et sont inférieures aux vitesses visées puisque
non stabilisées (Tableau 8). La représentation de I"évolution du module de Young en fonction
de la vitesse de déformation montre une augmentation logarithmique (coefficient de
corrélation moyen de R?=0,95) avec la vitesse de déformation (Figure 59 B). Cette évolution a
été décrite pour le cas d’autres matériaux viscoplastiques [91]. La forte dépendance a la
vitesse de déformation est usuellement retrouvée lorsque les températures d’essai sont
supérieures a 0,5 fois la température de fusion du matériau [88]. Une étude supplémentaire
sur I'effet des cycles de chargement-déchargement sur le module d’élasticité est reportée en
annexe D.
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Figure 59 : Evolution du module de Young en fonction de la température et de la vitesse de déformation

L'étude de I’évolution de la limite conventionnelle d’élasticité a 0,2% en fonction de la
température et de la vitesse de déformation (Figure 60 A et B) montre que la température et
la vitesse de déformation sont significatives dans le domaine étudié. L’augmentation de la
température provoque une diminution quasi-linéaire du Rpo,2 alors que I'augmentation de la
vitesse de déformation provoque une augmentation logarithmique du Rpo,> (coefficient de
corrélation 0,97<R?<0,99). L’effet important de la vitesse de déformation est provoqué par
I’augmentation de la densité de dislocations combiné a la faible mobilité des dislocations dans
le matériau ductile [92]. Cette caractéristique implique I'augmentation significative de la
contrainte nécessaire a I'écrouissage avec I'augmentation de la vitesse de déformation dans
la gamme étudiée.
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Figure 60 : Evolution de la limite conventionnelle d’élasticité a 0,2% en fonction de la température et de la vitesse de
déformation

De la méme maniéere, I'étude de I’évolution de la résistance a la traction révele une diminution
linéaire avec l'augmentation de la température et une augmentation logarithmique
(coefficient de corrélation 0,95<R?<0,98) avec I'augmentation de la vitesse de déformation
(Figure 61 A et B). La vitesse de déformation étant stabilisée et plus importante que dans le
domaine de déformation utilisé pour I'obtention du Rpo2, son effet est plus marqué,
notamment & partir de 3.1072s~ 1. Le Tableau 9 résume les valeurs obtenues pour les
différentes conditions d’essais.
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Figure 61 : Evolution de la résistance maximale en fonction de la température et de la vitesse de déformation.
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Vitesse d i
Itesse ec??SIgne 6_10_3 6 10_1 6 18
(mm.s™)
Température (°C) | 900 | 950 | 1000 | 900 | 950 | 1000 | 900 | 950 | 1000 | 900 | 950 | 1000
M°d”'(‘;‘;§)Y°“"g 42 | 44 | 386 | 685 | 552 | 604 | 69 | 642 | 652 | 745 | 70,8 | 63,2
Limite
conventionnelle | 5 g | 761 50 | 807 | 562 | 484 | 946 | 77 | 662 | 985 | 76,8 | 66,5
d’élasticité a 0,2%
(MPa)
Resistance 42,7 | 31,7 | 235 | 1054 | 72,7 | 61 | 1551|1207 | 99,9 | 174,4 | 130,5 | 113,7
maximale (MPa)

Tableau 9 : Récapitulatif des caractéristiques mécaniques obtenues en traction unixiale a chaud.

Les propriétés mécaniques obtenues a la vitesse maximale de traction montrent une
diminution de I'effet de la température dans la gamme étudiée. Les valeurs obtenues a cette
vitesse seront utilisées afin d’identifier le modele de comportement et d’endommagement de
notre fonte GS dans le chapitre suivant car celles-ci sont les plus représentatives parmi les
essais effectués des conditions de vitesse du démasselotage.

11.3.1.4.  Etude de la microstructure apres rupture :

L'étude du comportement et des propriétés mécaniques a chaud a été complétée par une
analyse micrographique post-mortem afin d’étudier les mécanismes de la rupture a travers la
microstructure en fonction de la température et la vitesse de sollicitation de I'essai. Les
différences de comportement observées sont traduites par une propagation de la fissure
différente et donc une microstructure déformée apres rupture, fonction des conditions de
température et de vitesse des essais.

Pour chaque condition d’essai, des coupes longitudinales avec micrographies ont été
effectuées post-mortem. Une analyse nodulaire a été réalisée sur ces micrographies ainsi que
sur le barreau brut de coulée, utilisé pour réaliser I'éprouvette.

La coupe transversale pour I’étude micrographique est toujours positionnée afin que la zone
de rupture soit située a gauche pour I'’ensemble des éprouvettes et que le sens de sollicitation
soit porté par I'axe horizontal (Figure 62).

P: Zone proche de la rupture

M: Zone milieu
E: Zone éloignée

micrographie

Faciés de p M
rupture

Figure 62 : Schéma du positionnement de I’étude micrographique apreés rupture sur éprouvette de traction.
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L’étude transversale de la microstructure (Figure 63, Figure 64 et Figure 65) a été réalisée dans
la zone utile en différentes zones de I'éprouvette. Ces différentes zones sont définies en
fonction de la distance variant de 0 mm a 6 mm par rapport au faciés de rupture (Figure 62).
La premiere zone est la plus proche du facies et montre la stucture déformée la plus
importante, proche des conditions de rupture (Distance du faciés x = 0mm). La deuxiéme zone,
comprise entre 0,5 et 3mm, présente une microstructure proche des conditions de
coalescence. La troisieme zone, comprise entre 3 mm et 6 mm, présente des caractéristiques
intermédiaires (fissuration de la matrice, déformation nodulaire) entre le matériau
endommagé et le matériau initial. La derniére zone, la plus éloignée, montre la microstructure
la moins déformée de la zone utile, proche des conditions initiales avant sollicitation.

L’étude de I’évolution de la microstructure apres rupture de I'éprouvette en fonction de la
température et de la vitesse de sollicitation révele des caractéristiques microstructurales
différentes en fonction des conditions d’essai (Figure 63 a Figure 65). A vitesse faible (Figure
63 a Figure 65 —3.10% s1), la matrice présente de multiples microfissures reliant les nodules
au niveau de l'interface avec la matrice. Les nodules présentent une forte décohésion aux
poles mais sont faiblement déformés. A la vitesse la plus importante (Figure 63 a Figure 65 —
6,3.10 s1), les cavités nodulaires sont fortement déformées. L’augmentation de la
température provoque une déformation de la cavité nodulaire plus importante intervenant a
des vitesses de sollicitations inférieures due a I'augmentation de la ductilité de la matrice.

3.107%s7!

3.107%s7!

2,7107 51 ]

6,3.107 1571

Figure 63 : Etude micrographique longitudinale aprés rupture dans les quatre zones caractéristiques a 900°C fonction de la
vitesse de déformation
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Figure 64 : Etude micrographique longitudinale aprés rupture dans les quatre zones caractéristiques a 950°C fonction de la
vitesse de déformation
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Figure 65 : Etude micrographique longitudinale apreés rupture dans les quatre zones caractéristiques a 1000°C fonction de la
vitesse de déformation

L’observation au MEB des facies de rupture montre une structure homogene caractéristique
de la rupture ductile avec présence de cupules. L'observation au MEB des facies est fortement
perturbée du fait de I'oxydation du matériau a haute température. Les nodules sont présents
sous forme fortement déstructurée sur la surface de rupture (Figure 66 — Grossissement
x1500) car ils sont détériorés par les conditions de température dans un milieu oxydant (four
non inerté).
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Figure 66 : Facies de rupture a différents grossissements pour un essai de traction a chaud (900°C — 0,6 mm/s)

L’observation a la loupe binoculaire de I'éprouvette aprés rupture montre des plans de
rupture multiples pour la plupart des essais a 3.10"*s~* (Figure 67). Plusieurs macro fissures
se sont propagées dans la zone utile et ont conduit a la rupture de I'éprouvette. Cette
observation peut étre expliquée par la présence de multiples microfissures dans la matrice a
faible vitesse qui peuvent étre le siege de plusieurs départs de macrofissure.

Figure 67 : Exemple de multiples macrofissures sur éprouvette post mortem

Les observations réalisées sur les micrographies transversales ont été consolidées par un
traitement d’image pour chaque condition d’essai. L’évolution de la densité nodulaire (par
mm?), du pourcentage nodulaire ainsi que du facteur de forme ont ainsi été étudiés.
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La densité nodulaire (Figure 68) est représentative des différentes porosités au sein de la
matrice (nodules et cavités). L’analyse d’image ne permet pas de différencier les porosités des
fissures présentes dans la matrice. Afin de représenter, de maniere plus exacte, la densité de
porosités, les différentes fissures ont été écartées de la mesure avant traitement d’image.
Une densité nodulaire plus importante dans les zones proches du facies de rupture révele la
présence plus importante de porosités dans les zones les plus fortement endommagées.
L’évolution des porosités dans un matériau ductile est régie successivement par les
phénoménes de nucléation, croissance puis coalescence de celles-ci. La présence initiale des
nodules considérés comme des cavités aux sein de la matrice implique la présence importante
de cavités dans les zones proches de la rupture.

L’hétérogénéité des valeurs de densité nodulaire comprise entre 420 et 630 nodules/mm?
relevée dans les zones les moins déformées est une caractéristique initiale de la fonte étudiée.
Cette caractéristique permet d’expliquer les différences de comportement observées lors des
essais avec, en particulier, les phénomeénes de rupture prématurée provoqués par un taux de
porosité initial plus important. La présence d’amas graphitique, due a des ségrégations lors de
la coulée du barreau initial, augmente localement les sites préférentiels de départ de
macrofissure.
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Figure 68 : Evolution de la densité nodulaire (nodule/mm?) pour trois zones caractéristiques en fonction des conditions
d’essai.

La Figure 69 montre une augmentation de la fraction surfacique de cavité, exprimée ici par le
pourcentage nodulaire, a proximité du facies de rupture (zone la plus endommagée) pour
chaque condition d’essai. L’accroissement de la température tend a augmenter cette fraction
surfacique de cavité pour une méme vitesse de sollicitation. Cette évolution de la fraction
surfacique de cavité peut donc étre utilisée pour traduire I'endommagement et alimenter les
modeles de type GTN qui s’appuient sur I’évolution de la fraction volumique de vide.
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Figure 69 : Evolution du pourcentage nodulaire pour trois zones caractéristiques en fonctions des conditions d’essai.

Le facteur de forme a été mesuré sur trois nodules caractéristiques de la zone observée (Figure
70) et exprime le rapport entre le plus grand diamétre de la cavité nodulaire et le plus petit
diametre. La mesure du facteur de forme nodulaire apres rupture est une indication sur le
taux de déformation maximal imposé sur les cavités lors de la croissance avant la coalescence
de celles-ci. Le facteur de forme permet de quantifier de maniere plus précise I'influence de
la vitesse de déformation et de la température sur le mode de rupture. L’évolution du facteur
de forme montre qu’a la vitesse la plus importante (6,3.10 s1), le facteur de forme nodulaire
dans la zone proche de la rupture est supérieur a 2 avec le plus grand diametre aligné dans le
sens de sollicitation. A la température la plus importante (1000°C), le facteur de forme est
alors supérieur a 2,5. Le phénomeéne de coalescence sera principalement caractérisé par ce
facteur de forme (concentration de contrainte aux pdles de la cavité déformée) ainsi que la
distance inter-cavités. La cinétique de la coalescence dépend du comportement de la matrice,
fonction des conditions de température et de vitesse de déformation.
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Figure 70 : Evolution du facteur de forme pour quatre zones et trois nodules caractéristiques en fonctions des conditions
d’essai.

11.3.2. Essais de traction sur éprouvettes entaillées

Les essais sur éprouvettes lisses ne sont pas suffisants pour caractériser le comportement de
la fonte GS considérée comme matériau fortement poreux. Les modéles de comportement et
d’endommagement basés sur I’évolution de la fraction volumique de porosité tel que le
modele GTN nécessite une étude étendue a différents taux de triaxialité et particulierement
une caractérisation sur éprouvette entaillée [93]. Afin d’étudier le comportement de la fonte
GS a haute température pour des taux de triaxialité différents, des essais de traction ont été
menés sur une éprouvette entaillée de type AE6.25 (Figure 71 - B). La présence de |'entaille
permet d’obtenir d’apres Bridgman [67], un taux de triaxialité local en fond d’entaille de :

T = %+ln(1+%) ~ 0,67

AvecR=25mmeta=2mm.

En complément de I'étude de I'effet d’un taux de triaxialité différents sur le comportement de
la fonte GS, les essais sur éprouvettes entaillées sont complétés par une étude de la
microstructure aprés rupture et du facies de rupture dans ces conditions.
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Figure 71 : Montage expérimental et géométrie de I’éprouvette entaillée

Le montage expérimental est identique aux essais effectués sur éprouvettes lisses.
L'extensomeétre compatible avec les températures d’essais permet d’assurer uniqguement la
mesure de la déformation longitudinale de part et d’autre de I'entaille (couteaux a 5mm du
centre de I'entaille ; Figure 71 - A). La mesure de la réduction du diametre au cours de I'essai
effectuée habituellement sur ce type d’essai n’a pu étre conduite en raison des conditions
d’essais. Deux niveaux de vitesse de 6 mm.s? et 18 mm.s™! correspondant aux vitesses les plus
élevées des essais sur éprouvettes lisses sont retenus avec, pour chaque niveau de vitesse,
trois températures d’essai de 900, 950 et 1000°C. Les essais sont répétés pour chaque
condition d’essai.

Les courbes rationnelles de traction sont tracées en fonction de la contrainte équivalente en
considérant la section minimale initiale Dp = 4mm au centre de I'entaille (Figure 72). Les
courbes présentent une ductilité évolutive fonction de la température et de la vitesse de
sollicitation. L'augmentation de la température et la diminution de la vitesse de sollicitation
augmentent significativement la ductilité. La déformation a la rupture (Tableau 10) est
considérablement réduite (de 2,95% a 6,65% de déformation) par rapport aux essais sur
éprouvettes lisses du fait de la nouvelle géométrie de section minimale inférieure et la
présence de l'entaille. Le calcul de I'énergie de rupture (aire sous la courbe jusqu’a
déformation a la rupture) est effectué a partir des courbes de contrainte en fonction de la
déformation équivalente sans prendre compte de I'état de triaxialité local et en se basant sur
la section minimale Do = 4mm (Tableau 10). Lénergie de rupture calculée se situe a 10,2
Joules pour tous les essais et ne montre pas de dépendance aux différentes conditions d’essai.
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Température (°C) Vitesse de sollicitation (mm/s) | Déformation ala rupture (%) Energie de rupture (J)
900 6 3,5 0,94
18 2,95 0,84
950 6 5,25 1,25
18 4,18 1,02
1000 6 6,65 1,18
18 4,9 1,04

Tableau 10 : Déformation et énergie de rupture pour les essais sur éprouvettes entaillées.
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Figure 72 : Essais de traction sur éprouvettes entaillées & chaud d vitesses élevées : 6 mm.s ' et 18 mm.s™ !

La totalité des essais ont été menés jusqu’a la rupture avec une macrofissure finale initiée
dans le centre de l'entaille. Les observations a la loupe binoculaires effectuées sur les
éprouvettes apres rupture montrent des trajectoires différentes en fonction des conditions
d’essais (Figure 73). Les différents faciés présentent des surfaces similaires aux essais sur
éprouvette lisse et sont caractéristiques d’une rupture ductile. Les trajectoires les plus
rectilignes sont obtenues pour la température de 900°C. L'augmentation de la température
ainsi que de la vitesse fait apparaitre des trajectoires plus chaotiques avec des déviations du

plan de fissuration allant jusqu’au centre de la section de I'éprouvette. L'effet introduit par un
taux de triaxialité supérieur est favorisé par une température et une vitesse plus importante.

L’étude micrographique longitudinale des éprouvettes entaillées permet d’approfondir ces

résultats.
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Température (°C) Vitesse de sollicitation (mm/s) Macrofissure Faciés

6

900
18
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950
18
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1000
18

Figure 73 : Macrographies des plans de rupture et faciés pour les différents essais sur éprouvettes entaillées.

La microstructure apres rupture a été étudiée dans le plan longitudinal de I'éprouvette au
voisinage de la rupture de la méme maniére que pour les essais sur éprouvettes lisses (Figure
62). Des cartographies complétes de chacune des éprouvettes (six configurations - Figure 73)
ont été effectuées afin d’étudier la déformation nodulaire ainsi que l'interaction entre la
microstructure et la macrofissure dans la zone entaillée en fonction de la température et de
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la vitesse de sollicitation (Figure 74). La déformation nodulaire est peu importante et se
localise en bord d’éprouvette (fond d’entaille), premiére zone a étre déformée plastiquement
lors de I'essai (Figure 75 A). L'augmentation de la température et de la vitesse de sollicitation
augmente sensiblement le facteur de forme nodulaire. La microstructure ne laisse pas
apparaitre de microfissures dans la matrice, une seule macrofissure conduit a la rupture
rapide de I’éprouvette pour une déformation macroscopique inférieure a 7%. Peu de
déformation des cavités nodulaires est détecté dans la section étudiée. La microstructure la
plus déformée se localise dans une zone distante de moins de 0,2 mm de la macrofissure. Des
changements de direction importants de la macrofissure sont observés lors du passage a
proximité de porosité de taille importante (nodule de taille importante, amas graphitique en
coalescence - Figure 75 B).

18 mm/s i - k% L 4 , p i 18 mm/fs
900°C e Sy wan s by 4 1000°C

nodule fortement
déformé

Nodule de taille
importante

Bord de I'éprouvette (fond d'entaille)

Figure 75 : Microstructure au voisinage du fond d’entaille (A) et changement de trajectoire de la macrofissure (B)
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[1.4. Essais de cisaillement

L’'essai de compression sur éprouvette chapeau permet d’étudier le comportement de la fonte
GS en cisaillement a haute température. La géométrie de I'éprouvette chapeau est issue des
spécificités de la machine Gleeble permettant I'étude en compression de matériaux a haute
vitesse de déformation et a haute température. La géométrie de I'éprouvette crée une
localisation de la déformation dans une bande de cisaillement et permet d’obtenir une large
gamme de vitesses de déformation locales (de 3.107%s~ ! & 1,05.10% s~ 1). Les systémes de
fixation a haute température de la machine d’essai MTS810 ont été adaptés a ces essais par
I’ajout de tas plat. La mesure de la déformation en compression est déduite de la mesure en
déplacement du vérin de la machine d’essais. Ceci implique une erreur relative dans le calcul
de la déformation équivalente mais permet toutefois des mesures comparatives. Les valeurs
d’effort maximales inférieures a 10kN en compression sont par ailleurs peu élevées par
rapport aux capacités de la machine de traction et permettent de s’affranchir des erreurs liées
a la rigidité du bati.

2 +0.03

Figure 76 : Montage avec tas plats (A) et géométrie (B) de I'éprouvette de cisaillement « chapeau » sur MTS 810

Apres essai de compression, le cylindre extérieur de I'éprouvette est déformé radialement
(effet « tonneau » - Figure 77) et augmente le frottement avec la partie supérieure de
I’éprouvette. Cet effet indésirable aurait pu étre évité par une augmentation du rayon externe
de I'éprouvette (Figure 76- B).

"Effet

/ Tonneau"

J0mm ,
Figure 77 : Coupe radiale sur éprouvette chapeau avec effet tonneau observé apreés rupture

La contrainte et la déformation équivalentes sont calculées a partir du modele en cisaillement
pur (I-3.2) appliqué a une section cylindrique en négligeant le frottement [40].
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-t 9 = Al t _ Fcis
Ytnéo = @ANU = W €l Ttheo = dinetdext
m.h. -

Avec

dive—d Y,
o w= %e“, la largeur de la bande cisaillée ;

e Al,ledéplacement;

® d;,,lediamétre de I'alésage inférieur ;

* d,.:,lediameétre de la partie supérieure ;

® h, la hauteur de la bande cisaillée (Figure 78).

Pour les calculs, la largeur de |la bande cisaillée est considérée comme constante.

Avant déformation Apres déformation T

Figure 78 : Zone de cisaillement théorique [40]
La contrainte équivalente s’exprime par :
Ogq = V 3. Tthéo
Avec la déformation équivalente :

£5y = Ytnéor
V3
L’effet important de la vitesse de déformation est observé sur la Figure 79. Des niveaux de
déformation trés important (jusqu’a 1300%) peuvent étre obtenus localement a 'aide de
cette éprouvette. L'allure générale des courbes est similaire aux essais de traction a haute
vitesse de déformation, aucun adoucissement n’est observé. La vitesse de déformation la plus
faible (3,5.1072s71) laisse apparaitre un plateau d’écoulement a 65 MPa. Ce comportement

a été précédemment étudié et démontré dans certains travaux sur les propriétés thixotropes
de la fonte GS a haute température [94].

L'effet de la température a été étudié par la suite pour les vitesses de déformation les plus
importantes (Figure 80). Le module de cisaillement pour les essais a 900°C et 1000°C (Figure
80) est différent de celui obtenu a 950°C (Figure 79) car la nouvelle procédure d’essai a permis
d’obtenir la vitesse maximale de consigne deés le début de I'essai. La ductilité augmente avec
I'augmentation de la température. La contrainte maximale augmente de 70% pour une
augmentation de 100°C entre 900 et 1000°C. La rupture lente de I'éprouvette n’est pas
caractéristique d’une rupture fragile et relate un endommagement lié a "évolution de la
structure interne du matériau (croissance des cavités nodulaires, coalescence des cavités et
rupture finale avec frottement entre les facies de rupture - Figure 81).
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Figure 80 : Courbes en contrainte et déformation équivalente aux températures de 900°C et 1000°C pour les vitesses de
déformation de 38s! et 10551
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Figure 81 : Evolution de la structure nodulaire dans la bande de cisaillement

La déformation nodulaire est fortement orientée vers le plan de cisaillement de rupture et
présente en effet de pointe accentué aux pdles du nodule. Les nodules les plus déformés
prennent une forme lamellaire. La zone fortement déformée (facteur de forme supérieur a
2,5) est contenue dans une bande de cisaillement de 200 um de part et d’autre du plan de
rupture. L'accroissement de la vitesse de sollicitation augmente significativement le facteur

de forme des nodules situés dans la zone de la bande de cisaillement.
Une analyse nodulaire a été conduite dans la bande de cisaillement :

- Pour la vitesse de 3,5.1072s~%, Iinclinaison nodulaire moyenne est de 55° pour un

facteur de forme moyen de 2,5. La densité de porosité est de 573 cavités par mm? avec

un pourcentage surfacique de porosité de 16,6% (Figure 82).
- Pourlavitessede 3,6 s7 1, I

inclinaison nodulaire moyenne est de 66° pour un facteur

de forme moyen de 4,2. La densité de porosité est de 496 cavités par mm? avec un

pourcentage de porosité de 14,9% (Figure 83).
- Pour la vitesse de 105 s~ 1, I'inclinaison nodulaire moyenne est de 73° pour un facteur

de forme moyen de 7. La densité de porosité est de 393 cavités par mm? avec un

pourcentage de porosité de 22,8% (Figure 84).

L'augmentation de la vitesse de sollicitation implique I'augmentation significative de
I’orientation nodulaire et du facteur de forme des porosités. La diminution de la densité de
porosité avec I'augmentation de la vitesse de déformation est principalement due a la
difficulté de discrétiser les cavités dont le facteur de forme et le taux de coalescence est

important.
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Figure 82 : Micrographies (grossissement x10 et x20) des nodules déformés post-mortem dans la bande de cisaillement pour
une vitesse de déformation de 3,5.107%s~1 2 950°C

7 m 100

T WE #.a - Wa

Figure 83 : Micrographies (grossissement x10 et x40) des nodules déformés post-mortem dans la bande de cisaillement pour
une vitesse de déformation de 3,6 s~1a 950°C

Figure 84 : Micrographies (grossissement x10 et x40) des nodules déformés post-mortem dans la bande de cisaillement pour
une vitesse de déformation de 105 s~1a 950°C

La forte déformation nodulaire obtenue conjointement a un taux de coalescence élevé montre
gue le cisaillement introduit une évolution des porosités jusqu’a la rupture, différente de celle
des essais de traction. Un modele d’évolution standard des porosités ne pouvant traduire
précisément ce comportement, la modélisation de la rupture en cisaillement de la fonte GS a
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haute température devra prendre en compte I'effet d’un taux de triaxialité proche de zéro et
de la microstructure déformée particuliere qui en résulte.

[1.5. Conclusion

L’étude expérimentale a été menée sur une fonte GS a hautes températures (900-1000°C) et
a une gamme élargie de vitesse de déformation (10™* — 1071s~! en traction et 1072 —
102s~! en cisaillement) afin de traduire l'influence des conditions du procédé de
démasselotage a chaud en termes de vitesse de déformation et de température sur le
comportement et les modes de rupture de cette fonte. L’étude de ces parametres décrit un
comportement élasto-viscoplatique de la fonte GS a haute température se traduisant par une
plus forte dépendance a la vitesse de déformation qu’a la température. L'étude
micrographique aprés rupture en traction a fait apparaitre deux mécanismes de rupture
fonction de la vitesse de déformation. A vitesses faibles, des microfissures se propagent dans
la matrice austénitique, les cavités des nodules de graphites sont peu déformées, il y a
compétition entre les modes de rupture ductile et fragile. A vitesses élevées, la fraction
volumique et le facteur de forme des porosités évoluent fortement. Ce mécanisme est
caractéristique de la rupture ductile pour la fonte GS ou celle-ci intervient par décohésion des
nodules, accroissement des cavités puis coalescence. L’étude en cisaillement a montré une
déformation importante des cavités nodulaires qui tendent a se transformer en lamelles et a
s’orienter selon un angle dépendant de la vitesse de déformation par rapport a la direction de
sollicitation. Cette forte déformation des cavités nodulaires génere un taux de coalescence
important des porosités et crée une direction préférentielle de propagation de fissure. Les
différents cas étudiés ont mis en avant l'influence importante de la vitesse de déformation,
du taux de triaxialité ainsi que de I’hétérogénéité intrinseque de la structure nodulaire sur le
comportement et 'endommagement de la fonte GS a haute température. Compte tenu des
observations réalisées dans cette étude, la modélisation du comportement et de
I’endommagement de la fonte GS s’appuiera sur le modéle GTN. Le chapitre suivant réalisera
I'identification du modéle GTN, notamment a partir des mesures des fractions nodulaires
initiales et apres rupture et des courbes expérimentales en contraintes-déformation obtenues
pour les différents types de sollicitation.
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IIl.  ldentification des parametres de la loi de
comportement et d’'endommagement GTN.

.1. Introduction

L'objectif de ce chapitre est d’identifier les coefficients du modele GTN utilisé pour I'étude du
comportement et de I'endommagement de la fonte GS a haute température. Les gammes de
températures et de vitesses retenues lors des essais de caractérisation doivent étre
représentatives de celles de I'opération de démasselotage a chaud. Ll’identification des
parameétres de la loi GTN permet la modélisation du comportement mécanique dans le
domaine plastique ainsi que de I'endommagement par rupture ductile de la fonte GS pour une
gamme de température comprise entre 900 et 1000°C. L'implémentation de ces paramétres
dans le code de calcul ABAQUS permet de simuler I'opération de démasselotage afin
d’analyser I’état de contraintes et I’évolution de 'endommagement au cours de I'opération
de découpe. La simulation numérique concourt a optimiser les parametres du procédé a
moindre codt. L'identification des parametres de la loi de comportement a été réalisée a partir
de trois essais de traction a une vitesse de déformation imposée égale a 6,4.10 s et a trois
températures (900°C, 950°C et 1000°C).

1.2. Le modeéle de Gurson-Tvergaard-Needleman

[11.2.1. Application du modele GTN a la fonte GS.

Le chapitre | présente les différents modéles de comportement et d’endommagement
pouvant étre retenus pour I'étude du démasselotage a chaud de bielles en fonte GS. L’étude
expérimentale, réalisée au chapitre Il, a permis de retenir le modele couplé micromécanique
GTN traduisant I’écoulement plastique et le mode de rupture ductile de la fonte GS. La
justification de cette loi réside dans le caractére particulier de la microstructure de cette fonte
(porosité). Cette fonte GS a matrice austénitique possede un taux de porosité initial de 10%
en moyenne. Les nodules de graphite, considérés comme des porosités, croissent sous |'effet
de la déformation plastique. Les travaux de Berdin montrent que le comportement de la fonte
GS qui présente un fort taux de porosité initiale peut étre modélisé par la loi GTN en négligeant
la germination de nouvelles cavités [17]. L’étude expérimentale menée au chapitre Il a montré
une forte influence de la microstructure sur 'endommagement. Le couplage de la cinétique
de la rupture ductile avec le comportement du matériau a mis en évidence la forte influence
de la structure nodulaire. La traduction de ce couplage est représentée par la Figure 85.
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Figure 85: Schématisation de la courbe de traction uniaxiale en contrainte-déformation avec et sans couplage de
I'endommagement ductile [95].

La phase de croissance des cavités apparait dans la partie AB et montre un adoucissement
progressif par rapport au modéle non couplé représenté par la section AE. La phase de
coalescence est représentée dans la section BC suivie de la rupture au point D par apparition
de fissures macroscopiques se propageant au travers de I'éprouvette. L'étude expérimentale
montre pour les grandes déformations I'importance de la prise en compte d’'un modele
couplé. L'approche micromécanique telle que décrite par le modele GTN évalue I’évolution de
I’endommagement a I'aide de mesures locales a I’échelle de la microstructure (évolution de
la porosité représentée par la faction volumique de vide). Le modele GTN permet d’obtenir
I'endommagement couplé au comportement du matériau par homogénéisation d’'un VER
comportant la porosité. Le modele sera étudié dans notre cas en corrélant I’évolution de la
nodularité de la fonte GS a travers I'étude micrographique avant essai et post-mortem avec
I’évolution de la fraction volumique de vide du modele.

[11.2.2. Parameétres du modeles GTN.
Le modéle GTN introduit au chapitre | s’exprime par la fonction de charge :

Zeq
(oyP)?
Avec la fonction d’évolution de la fraction volumique de vide :
f lorsque f < f,

/ —Je (f —f.) lorsquef > f.
fi—f
La fonction f* prenant en compte les porosités présentes a I’état initial ainsi que la nucléation
de nouvelles porosités, la fraction due a la nucléation de nouveaux vides fy sera négligée face
au fort taux de porosité initial de la fonte GS [17]. Le modele GTN comporte ainsi six
parameétres a déterminer lors que la nucléation de nouveau vide est négligée :

(p_

35
+ 2q:f" cosh(qz 2m > [1+qg3f*] =

20

f = £+

e f,:lafraction volumique de vide initiale,
e f.:lafraction volumique de vide au début de la coalescence,
® f7:lafraction volumique de vide a la rupture ductile,
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® g, etqs :lasensibilité a 'adoucissement,
® g, :lasensibilité a la contrainte hydrostatique.

L'utilisation de ce modeéle requiert la détermination de la loi d’écoulement plastique de la
matrice sans porosité g,,, correspondant a une matrice austénitique dans notre cas. La loi de
comportement de type puissance g, = A + B. e™introduit trois autres paramétres a
déterminer :

e A:lalimite d’élasticité de la matrice,
e Betn:sensibilité a I'écrouissage.

[11.2.3. Détermination des parametres initiaux

I11.2.3.1.  Fraction volumique de vide

La détermination des valeurs de f et f représentant I'évolution de la porosité prise comme
variable d’endommagement dans le modéle, est conduite a travers I'étude micrographique
avant et apres rupture de la fraction surfacique nodulaire effectuée dans le chapitre Il. La
valeur expérimentale obtenue pour f,, fraction initiale de porosité, est définie comme
constante a une valeur moyenne de 10% a partir des essais réalisés. Les fractions de porosité
a la coalescence et a la rupture f; et f7, sont identifiées par méthode inverse. La valeur de Ia
fraction de porosité a la rupture fr,mesurée expérimentalement, est utilisée comme
paramétre initial lors de I'identification. La valeur initiale de f est choisie entre les valeurs
expérimentales de f; et fr du fait de I'impossibilité de la mesurer expérimentalement a haute
température. Le Tableau 11 présente les valeurs def; et f; obtenues expérimentalement a
partir des éprouvettes testées aux trois températures.

Température (°C) fo f
900 0,10 0,145
950 0,10 0,23
1000 0,10 0,185

Tableau 11 : Fraction initiale et finale de vide estimées comme paramétres initiaux pour I'identification du modéle GTN.

11.2.3.2.  Paramétres de Tvergaard

Les parametres de Tvergaard ¢, q, et q3 sont usuellement basés sur les valeurs connues dans
la littérature avec q; = 1,5; q, = 1 et g3 = g, [40]. Tvergaard démontre que ces valeurs
permettent de ne pas surestimer la déformation critique dans la bande de cisaillement lors de
la prise en compte de la proximité des porosités créant un champ de contrainte local non
uniforme [77], [96]. Ces valeurs ont été largement utilisées comme constantes pour de
nombreuses applications [ [97], [76], [98]] et notamment pour le cas de I'étude d’une fonte
GS ferritique et perlitique [17]. Les paramétres de Tveergard sont ajustés généralement en
fonction de la sensibilité a I'adoucissement du matériau dans les conditions de vitesse et de
température de I'étude. Springmann, dans ses travaux, a réalisé une identification complete
des parameétres q4, g, et gz conjointement a 'identification des parametres liés a I'évolution
la porosité et a la loi d’écoulement de la matrice, mais cette démarche a mené le plus souvent
a la multiplicité des solutions [99]. En fonction du domaine de vitesse étudié, le chapitre Il fait
état d’'un comportement différent pour la fonte GS a chaud (adoucissement pour les faibles
vitesses). L'identification des parameétres de Tvergaard q;, g, et g3 devient nécessaire lorsque
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les domaines de vitesse et de température sont étendus. La multiplicité des configurations
nécessaires afin d’identifier tous les parametres pour une loi générale implique I'obligation de
réduire au maximum les parametres a identifier. L’objectif de notre étude est de modéliser le
comportement de la fonte GS a haute température lors de I'opération de démasselotage de
bielle. Notre étude se limite a I'identification de la loi de comportement et d’'endommagement
de la fonte GS dans les domaines de vitesse et de température proches du process
(températures : 900-1000°C, vitesse : 0,64s!). Les paramétres g, et g3, permettant de faire
varier I'influence de I'adoucissement et de la contrainte maximale, restent constants dans
notre gamme d’étude réduite. Le parametre g, régit la sensibilité a la composante
hydrostatique des contraintes, il est considéré constant pour toutes les identifications. Les
valeurs de q; = 1,5; q, = 1 et g3 = q,2 sont donc utilisées pour identifier le modéle GTN
appliqué a notre matériau.

I11.2.3.3. Parametres de la loi d’écoulement plastique

Dans l'optique de simplifier I'identification, pour chaque température, les différents
coefficients A, B et n de la loi d’écoulement plastique de la matrice seront estimés par
méthode inverse. Les valeurs minimales, correspondant au jeu initial de ces parameétres, sont
obtenues a partir de la premiere partie de la courbe de traction (Figure 86). Les paramétres A
et B retenus pour l'identification sont majorés afin de prendre en compte I'effet du taux initial
important de porosité de la fonte GS (Tableau 12).
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Figure 86 : Approximation par des lois puissances des courbes de traction expérimentale a 0,645 pour 'obtention des
parametres initiaux A, B et n.
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A (MPa) B (MPa)
Température (°C) Valeur Valeur Valeur Valeur n
approximée | majorée approximée majorée
900 68 80 200,3 220 0,351
950 53 60 159,6 180 0,364
1000 40 50 137,3 160 0,325

Tableau 12 : Paramétres de la loi puissance utilisés comme paramétres initiaux pour I'identification du modéle GTN.

I11.2.4. Démarche d’identification avec SiDolLo

La Figure 87 montre I'organigramme d’identification des parametres f, ff, A, B et n. Un
fichier de mise en donnée est préalablement généré sous ABAQUS CAE (Job.inp) dans lequel
sont définis la géométrie de I'éprouvette de traction, le maillage, les conditions aux limites
(déplacement en fonction du temps) et les propriétés du matériau. Un fichier material.inp est
initialisé avec les valeurs des parameétres estimées a partir des résultats expérimentaux et est
régénéré avec les nouveaux parametres proposés par SiDolLo entre chaque itération de calcul.
L’algorithme de Levenberg-Marquardt est utilisé par SiDoLo afin de réduire I'écart € entre la
courbe obtenue par simulation et la courbe expérimentale limitée a 101 points pour notre
étude. Si cet écart est faible (proche d’une valeur seuil déterminée au préalable) a la fin d’'une
itération, le logiciel SiDoLo renvoie le jeu de parameétres finaux identifiés. Si cet écart est
important, une nouvelle itération de calcul est effectuée avec un nouveau jeu de parametres
proposé par SiDolo.

Jeu de parametres initiaux : Courbes effort-déplacement
Ao, Bo, no feo, fro expérimentales (donnee.exp)

Script Python: Lancement 1% itération SiDolo :
de la simulation

2éme jtération

Sous-routine Comparaison données
VUHARD: el expérimentales et simulées par —

i dthode L berg-M dt
loi de ABAQUS/Explicit avec methode tevenoerg-viarquar

comportemen . |
t de la matrice modéle GTN (Job.inp)

O')va +B.8pn

(sim - exp) > [€]

Courbe effort-déplacement
simulée (donnee.sim)

Parametres
A, B, nf.et
frfinaux

Nouvelle itération Proposition d’un nouveau jeu de
parametres

Figure 87 : Démarche d’identification sous ABAQUS avec SiDolo.
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1.3. Identification des parametres de la loi GTN pour la fonte GS appliquée
aux essais de traction entre 900°C et 1000°C.

La modélisation des essais de traction effectués a la vitesse de déformation de 6,4.10 s sur
ABAQUS exige I'utilisation d’une approche adaptée aux conditions limites du probleme en
grande déformation. Le logiciel ABAQUS propose différentes approches de calcul dynamique
non linéaire en fonction du probléme posé :

- ABAQUS/standard : Cette approche de calcul implicite utilise un algorithme de type Newton-
Raphson afin de résoudre les équations d’équilibre et obtenir I'effort en chaque nceud au pas
de calcul suivant.

- ABAQUS/explicit : Cette approche de calcul explicite utilise 'augmentation de I'effort par
petites perturbations afin de calculer les déplacements et déformations correspondant a
chaque pas de calcul.

L'utilisation de I'approche explicite sous ABAQUS a été justifiée par plusieurs travaux afin de
modéliser les cas de mise en forme avec la prise en compte de I'endommagement ductile [33,
51, 100]. En outre, I'utilisation du modele GTN existant sous ABAQUS exige d’effectuer les
calculs sous ABAQUS/Explicit. L’approche explicite nécessite de choisir un pas de temps
suffisamment petit afin de garantir la stabilité et la convergence du calcul. La diminution du
pas de temps impligue I'augmentation non négligeable du temps de calcul nécessaire a
I’exécution d’une itération dans I'algorithme d’identification.

111.3.1. Mise en donnée et conditions limites

La modélisation de I'essai de traction est effectuée avec des éléments tridimensionnels afin
gue les routines utilisées soient directement transposables au cas du démasselotage de bielle.
Le choix du type et de la taille du maillage pour le cas 3D est déterminant pour décrire
I’évolution de la rupture. ABAQUS/Explicit propose différents types de maillage pour un calcul
purement mécanique, la température étant définie comme constante. Une étude sur le choix
du maillage adaptée a la suppression de maille lors de 'endommagement est reportée en
annexe (E). Le type de maille choisi pour la modélisation de I'essai de traction est un élément
linéaire hexaédrique réduit C3D8R. La géométrie de I'éprouvette a été simplifiée en
supprimant les parties inférieures et supérieures de I’éprouvette se trouvant dans les mors de
la machine de traction afin de réduire le nombre d’éléments générés. Le maillage réalisé est
composé de 8050 éléments. La zone utile de I'éprouvette comporte un maillage raffiné de
taille égale a 0,5 mm et de 3 mm pour le reste de I'éprouvette (Figure 88 - A).

Les conditions aux limites des essais sont imposées avec un déplacement nul selon I'axe Y sur
la face inférieure de la géométrie et un déplacement imposé sur la face supérieure, ce
déplacement est fonction du temps (Figure 88 - B). L'amplitude du déplacement pour chaque
essai est déduite des données expérimentales. Le pas de temps entre chaque déplacement
est constant et défini pour chaque température (Tableau 13). La courbe d’effort en fonction
du déplacement simulé est calculée a partir de la somme des efforts aux nceuds de la face
supérieure de I'éprouvette.
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Figure 88 : Maillage tridimensionnel hexaédrique de I'éprouvette de traction (A) et conditions aux limites de I’essai (B).

p ; -
Temperatuore de I'essai 900 950 1000
(°Q)
P
?.s de'temps de 3,8.10° 4,0.103 4,4.103
I'incrément (s)

Tableau 13 : Pas de temps de I'incrément de calcul pour les trois températures.

Les parameétres matériaux définis comme constants pour I'identification sont reportés dans le
Tableau 14. Le module de Young est déterminé a partir des données expérimentales en
contrainte-déformation.

M | Y MP
Densité .o d ule de o.u‘ng( a). — Coefficient
(kg.m?) Essai a Essai a Essai a de poisson fo q1 q:2 qs
’ 900°C 950°C 1000°C
7200 69380 66250 62760 0,26 0,1 1,5 1 2,25

Tableau 14 : Paramétres constants pour I'identification.

I11.3.2. Résultats de I'identification

Les parametres a identifier nécessitent la définition d’une valeur initiale ainsi que d’un
domaine d’étude suffisamment large pour inclure la solution a identifier. Les valeurs maximale
et minimale pour chaque parametre sont conservées pour les trois températures. Le Tableau
15 recense les valeurs initiales, les bornes de I'étude ainsi que les jeux de parametres identifiés
pour les trois essais de traction a 900°C, 950°C et 1000°C. Les valeurs identifiées ont été
obtenues pour une moyenne de 30 itérations. Les parametres de la loi d’écoulement plastique
obtenus aux trois températures sont proches des valeurs initiales proposées. L'augmentation
significative de la fraction volumique de porosité a la rupture avec I'augmentation de la
température est en concordance avec les observations expérimentales menées sur les
éprouvettes post-mortem. L'augmentation de la ductilité avec la température implique une
croissance des cavités plus importante avant coalescence.
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Paramétres A (MPa) B (MPa) n fe fr
Bornes de I’étude 20-200 50— 400 0,1-0,7 0,1-0,35 0,12-0,4
i\; ":'t'fa‘l‘;z 80 220 0,351 0,14 0,18
Essai a 900°C Valeurs
. ipe 76,2724 244,1710 0,3631 0,1489 0,1635
identifiées
i\r" ?t';‘:: 60 180 0,364 0,19 0,24
Essai a 950°C Valeurs
. e 60,0428 181,6173 0,3717 0,2032 0,2468
identifiées
i\r" ‘:‘t';‘l‘: 50 160 0,325 0,2 0,35
Essai a 1000°C Valeurs
. ipe 55,8757 169,6445 0,4201 0,2174 0,3864
identifiées
Tableau 15 : Valeurs initiales, bornes d’identification et jeux de paramétres identifiés pour les essais de traction a 900°C,
950°C et 1000°C.

Les courbes d’effort expérimentales et simulées, en fonction du déplacement, montrent une
corrélation correcte des parametres de la loi d’écoulement de la matrice pour les trois
températures (Figure 89, Figure 90 et Figure 91). Quelques perturbations sont visibles sur les
courbes simulées avec des dispersions de plus en plus importantes avec 'augmentation de la
température. Ces perturbations reflétent les erreurs d’approximation de la simulation dues
au pas de temps trop important utilisé pour les calculs (Tableau 13). Des erreurs dues au
maillage peuvent également étre impliquées dans la présence de ces dispersions. La rupture
est initiée sur la courbe simulée pour un déplacement similaire a I'essai expérimental mais la
vitesse de la chute de I'effort est trop importante. Cette information démontre que les valeurs
de f. identifiées sont correctes mais que les valeurs de f; identifiées sont Iégerement sous-
estimées. La Figure 92, la Figure 93 et la Figure 94 montrent chacune respectivement une vue
en coupe du champ de contrainte de Von Mises et de la fraction volumique de vide
correspondant au dernier pas de calcul de I'essai modélisé. La simulation montre une rupture
initiée au centre de la section de I'éprouvette avec une augmentation de la striction de
I’éprouvette avec la température. La fraction volumique de vide maximale est répartie sur une
rangée d’éléments (soit 0,5 mm) de part et d’autre de la zone de rupture. Les valeurs des
fractions volumiques de vide obtenues en simulation et leur répartition corroborent avec les
mesures effectuées expérimentalement dans le chapitre Il

11-98



4500
4000
+
3500
3000

2500

Force (N)

2000
1500
1000 ||

500

900°C

o
=t

0,00 0,50 1,00 1,50 2,00 2,50 3,00 3,50 4,00 4,50

Déplacement (mm)
Courbe identifiée

+ Mesures expérimentales

Figure 89 : Comparaison des courbes d’effort en fonction du déplacement expérimentale et identifiées pour I’essai de
traction a 900°C.
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Figure 90 : Comparaison des courbes d’effort en fonction du déplacement expérimentale et identifiée pour I'essai de traction
a950°C
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Figure 91 : Comparaison des courbes d’effort en fonction du déplacement expérimentale et identifiée pour I'essai de traction

a 1000°C
Contrainte ff: fraction
équivalente (MPa) volumique de vide
+8.297e+01 ala rupture (SU)
g
+6.974e+ -
+6.313e+01 Tieseenl
+5.652e+01 +1.48%-01
+4.990e+01 +1.440e-01
+4.329e+01 +1.392e-01
+3.668e+01 +1.343e-01
+3.006e+01 +1.294e-01
+2.345e+01 +1.245e-01
+1.683e+01 +1.196e-01
+1.022e+01 +1.147e-01
+3.606e+00 +1.098e-01
+1.049e-01
+1.000e-01
Y Y

gtep Time = 0.3800

tep Time = 0.3800 z 4—1

ation Scale Factor: +1.000e+00 ation Scale Factor: +1.000e+00

Figure 92 : Champ de contrainte de Von Mises et fraction volumique de vide a la rupture correspondant au dernier pas de
temps (t=0,38s) de I’essai de traction a 900°C.
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Contrainte

équivalente (MPa)
+1.481e+02
+1.364e+02
+1.247e+02
+1.130e+02

— +1.012e+02

ff: fraction
volumique de vide
ala rupture (SU)

+2.209e-01
!: +2.190e-01

+8.952e+01
+7.780e+01 Chazess
+6.607e+01 - +1.757e-01
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+7.467e+00 ir31deo1
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Y Y
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Figure 93 : Champ de contrainte de Von Mises et fraction volumique de vide & la rupture correspondant au dernier pas de
temps (t=0,412s) de I'essai de traction a 950°C.
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Figure 94 : Champ de contrainte de Von Mises et fraction volumique de vide a la rupture correspondant au dernier pas de
temps (t=0,4532s) de I'essai de traction a 1000°C.

.4, Conclusion du chapitre

La démarche d’identification du modele GTN effectuée avec les logiciel ABAQUS/Explicit et
SiDolLo a permis d’obtenir un jeu de parametres pour chaque condition de température sur
les essais de traction. La modélisation du comportement et de 'endommagement de la fonte
GS a haute température présente une bonne corrélation avec les courbes expérimentales
d’effort en fonction du déplacement. La répartition de la fraction volumique de vide modélisée
par le modele GTN est proche des mesures des fractions surfaciques de porosités effectuées
post-mortem sur les éprouvettes. Ce résultat montre que le modele GTN est suffisant pour
traduire 'endommagement de la microstructure nodulaire de la fonte GS en traction dans le
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domaine étudié. Une optimisation du maillage et une diminution du pas de calcul imposé sont
nécessaires afin de s’affranchir des perturbations introduites par ceux-ci. Une étape
supplémentaire permettant de tester la convergence systématique de I'identification doit étre
réalisée afin d’écarter le risque d’une identification sur un minimum local. La transposition de
la démarche d’identification utilisée pour les essais de traction sur éprouvettes lisses aux
essais de tractions sur éprouvettes entaillées et aux essais de cisaillement est nécessaire afin
de prendre en compte I'effet du taux de triaxialité. Cette transposition requiert I'identification
de nouveaux parametres dépendant du type de sollicitation. Le chapitre suivant concerne
I’étude du démasselotage a chaud de la fonte GS sur un démonstrateur instrumenté afin de
pouvoir répondre a la problématique industrielle.
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V. Etude et optimisation des parametres de
démasselotage

IV.1. Introduction

Ce chapitre porte sur I'étude expérimentale du procédé de démasselotage a chaud de bielle
sur un démonstrateur instrumenté. Cette étude se focalise sur I'optimisation des parameétres
process de I'opération de découpe des masselottes afin de maximiser la qualité de la surface
découpée. Un plan d’expériences Taguchi est déployé pour rechercher les facteurs influents
sur la qualité du facies découpé aprés démasselotage a chaud. Le modéle empirique établi a
partir du plan d’expérience a quatre facteurs permettra de définir la configuration optimale
afin d’obtenir la meilleure surface découpée et de garantir la qualité finale des bielles forgées.
Une étude des courbes d’effort de coupe en fonction du déplacement lors du démasselotage
a été réalisée. Une analyse micrographique et MEB des surfaces découpées a été effectuée
afin de comprendre les modes de rupture engendrés lors de I'opération de démasselotage.
Les résultats obtenus lors de cette expérimentation permettent d’optimiser les parametres de
découpe et pourront étre comparés aux résultats obtenus par simulation numérique avec le
modele identifié dans le chapitre précédent.

IV.2. Conception du démonstrateur de démasselotage

Le démonstrateur de démasselotage instrumenté est monté sur une presse mécanique (EMG)
de capacité de 25 tonnes permettant de positionner une bielle compléte avec sa masselotte.
La mise en position isostatique de la bielle est définie par un appui plan sur la face inférieure,
une liaison linéaire rectiligne auto symétrique réalisée par la butée axile sur I'extérieur du pied
de bielle et le vé axile sur la téte de bielle et par une liaison ponctuelle dans I'alésage de la
téte de bielle (Figure 95). Le maintien en position de la bielle lors de I'opération de
démasselotage est assuré par une bride agissant lors de la descente du coulisseau.

Liaison linéaire Appui plan| |Ve axile
rectiligne axile

Liaison ponctuelle

Figure 95 : Porte piéce du démonstrateur.
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Le démonstrateur découpe uniguement les cols de masselottes ol la section est la plus
importante. Il faut noter que I'outillage industriel découpera en plus les attaques de coulée
[7]. Le montage, outre d’assurer la mise en position et le maintien en position de la bielle,
permet de régler le jeu entre I'aréte de coupe et le support inférieur ainsi que de monter
différents jeux d’outils. Trois configurations d’outil avec différents angles d’aréte de coupe
(0°,15° et 30°) sont utilisées. Les outils comportent une partie dépouillée de 4° et un plat de
1mm. Deux outils sont positionnés au-dessus de chaque col de masselotte de sorte a former
un vé pointant vers le centre de la bielle (Figure 96).

A I - (a) (b)
i !
-
I Jeu
ﬁ%

LY

\g

Figure 96. Angles d’aréte d’outil (a) et jeu entre I'outil de coupe et le support inférieur(b).

L'instrumentation du montage permet de mesurer 'effort de coupe et le déplacement de
I’outil de coupe en fonction du temps lors de I'opération de démasselotage. (Figure 97).

La mesure de la force est effectuée par un montage composé de trois capteurs piézo-
électriques montés en triangle derriere le support de lame. Ces capteurs KISTLER type 9103A,
d’une capacité de 100kN mesurent |'effort dans la direction de coupe. Un calibrage de ces
capteurs précontraints a été réalisé afin d’obtenir une mesure linéaire dans toute la gamme
étudiée et de garantir une erreur de mesure inférieure a 5%.

La mesure du déplacement de l'outil de coupe est obtenue par un capteur magnétique
BALUFF, type Micropulse BTL6-A110-M0100-A1-115 de 75mm de course, positionné sur la
partie supérieure de I'outil. Ce capteur est composé d’'une bobine fixée sur le bati et d’un
aimant monté sur la plaque supérieure du démonstrateur par le biais d’'un support
amagnétique. La géométrie du support en aluminium garantit une bonne rigidité et évite les
perturbations magnétiques. La précision du capteur est de +10um.

Le boitier d’acquisition KISTLER Maxymos BL assure une mesure synchrone de I'effort et du
déplacement en fonction du temps. Le boitier permet d’afficher en direct, I’effort maximal de
découpe et de tracer la courbe d’effort en fonction du déplacement. L’acquisition est
initialisée automatiquement en fonction de la course du coulisseau avec une fréquence
d’échantillonnage adaptative, fonction de la pente de la courbe d’effort.

Une mesure de température est réalisée par des thermocouples TCDIRECT de type K chemisés
en acier réfractaire AlSI 310 et s’effectue dans le corps de I'outillage ainsi qu’a I'interface de
la bielle et du démonstrateur, au niveau du pied et de la téte. La précision de mesure avec ce
type de thermocouple est de +0,4 % dans la gamme de température étudiée. Le suivi des
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températures au niveau de I'outillage permet d’éviter une surchauffe de I'outillage pendant
les essais et de maintenir une plage de température relativement constante.

Capteur de
déplacement
magnétique

<=
ap uonoA(q

dnoo

[Sections découpées |

|Capteurs thermocouples |

Figure 97 : Configuration de I'outillage de démasselotage instrumenté.

IV.3. Etude thermique de la bielle

Le parametre température est le plus difficile a maitriser malgré le temps relativement court
entre la sortie du four et I'opération de démasselotage. Compte tenu de la morphologie de la
bielle et du contact bielle-outil, la répartition de latempérature est hétérogene. La distribution
des températures de la bielle avant démasselotage est inconnue. Des mesures de température
sur trois bielles instrumentées par des thermocouples, placés au niveau du col de masselotte
(percage a travers la massivité), ont permis d’établir des courbes de refroidissement. Afin de
compenser la chute de température au cours de la mise en place de la bielle avant le
démasselotage, la température de consigne du four est augmentée de 20°C. La température
de transition austénitique située a 750°C en refroidissement est inférieure a la plus faible des
températures d’essai, la transition de la matrice austénitique vers la matrice ferrito-perlitique
ne sera jamais atteinte avant 75s. La Figure 99 présente les courbes d’évolution de la
température en fonction du temps au niveau du col de masselotte pour les trois essais.
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Figure 98 : Courbes d’évolution de la température en fonction du temps au niveau du col de masselotte relatives aux trois
essais.
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Le temps d’exécution de I'essai, a partir de la sortie du four, est compris entre 7 et 10
secondes. La Figure 99 présente les courbes de refroidissement au moment du
démasselotage. Le temps d’exécution définit une zone de démasselotage pour les trois
courbes d’essai. La zone de démasselotage montre que la température au niveau du col de
masselotte est proche de la température visée pour |’essai. Le Tableau 16 recense les résultats
de ces mesures :

Consigne du four (°C) 920 970 1020

Température visée (°C) 900 950 1000
Vitesse de refroidissement
moyenne avant essai (°C/s)
Température des essais a

t+7s et t+10s (°C)

-3,17 -3,26 -3,94

902,8-909,0 (+0,4%) 938,1-946,7 (+0,4%) 987,1-997,7 (+0,4%)

Tableau 16 : Conditions de température pour les essais de démasselotage.

1050
1030 Essai a 920°C
1010 997,7 Essai 4 970°C
Essai a 1020°C
S 9% A\ 987 1
SG.; 970 Zone démasselottage
E 050 946,7
©
S N
g 930 — 938,1
& [
910 3
£ 909
890 =
(]
870 £ 902,8
O
(%]
850 L
1330 1340 1350 1360 1370 1380 1390 1400

Temps (s)

Figure 99 : Zoom sur l'intervalle de température pour la réalisation du démasselotage

Une étude complémentaire du refroidissement de la bielle a été réalisée par simulation
numérique sur le logiciel TRANSVALOR Forge3 v2011 afin d’obtenir une distribution de la
température au sein de la bielle avant démasselotage. Les paramétres d’échange thermique
avec le milieu ambiant a 20°C sont définis avec un coefficient d’échange thermique par
convection de h =10 W.m 2. K~! ainsi qu’une conductivité de la fonte fixée a 1 =
26 W.m L. K~ dans la gamme de température étudiée. La Figure 100 représente les
résultats de la simulation de refroidissement a I’air pour I'essai a 970°C. Les distributions de
températures sont données a t+7s et a t+10s dans le plan de joint de la bielle (Figure 100) et
sur la section cisaillée (Figure 101). La zone du col de masselotte présente une distribution de
température dont les valeurs, situées entre 9601£5°C a t+7s et 9401£5°C a t+10s, sont proches
des valeurs expérimentales. Le gradient de température, n’excédant pas 10°C dans la section
du col de masselotte, est suffisamment faible pour considérer la température comme
homogene lors de I'essai de démasselotage.
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Figure 100 : Distribution de la température au plan de joint de la téte de bielle avec masselotte a t+7s (A) et t+10s (B).
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Figure 101 : Distribution de la température dans la section cisaillée du col de masselotte a t+7s (A) et t+10s (B).

IV.4. Choix du plan d’expérience

Un plan d’expérience est une méthode qui permet d’étudier le maximum de facteurs avec le
minimum d’essais en vue d’optimiser un produit ou un process. C'est un modele du type boite
noire permettant de constituer des modeles empiriques valables dans le domaine étudié. La
mise en place d’un plan d’expérience nécessite de respecter les six étapes suivantes :

La définition des objectifs

Les facteurs et interactions influents
Le choix du type de plan

La réalisation des essais

L’analyse des résultats

La validation des résultats

IV.4.1. Définition des objectifs

L’objectif est de recenser les parameétres influents sur I'opération de démasselotage et de
déterminer la configuration optimale permettant de découper la masselotte sans
endommager la bielle. La réponse mesurée lors de ce plan est la qualité du faciés de rupture
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notée Qrqcies qui doit étre maximisée. La notation du faciés de coupe est la représentation
d’une réponse qualitative en réponse quantitative.

Afin de procéder a 'analyse de la qualité du facies de rupture, une notation est établie de 1 a
5 traduisant la qualité de la surface découpée (Figure 102). Le niveau 1 représente le facies
fortement endommagé jusqu’au niveau 5 dont le faciés montre une zone cisaillée sans défaut.
La notation intermédiaire est liée a la présence de concavité avec arrachement et de défauts
(fissures ou inclusions). Le faciés démasselotté présente plusieurs aspects dont la notation
regroupe ces différents cas de figure par niveau de qualité.

R o B

Qfacies— Qfacies:Z

Figure 102 : Critéres de notation retenus pour I’évaluation du faciés de coupe.

'Qfa;iesza o R Qfacies=4 Qfacies=5

IV.4.2. Facteurs influents

Les facteurs influents sur le procédé de démasselotage a chaud sont déterminés a partir
d’essais préliminaires et de I'étude bibliographique. Les quatre facteurs a trois niveaux
retenus ainsi que leurs intervalles d’étude sont :

e La vitesse de coupe (250, 375 et 500 mm.s™?!)

Le niveau bas de la vitesse de coupe a été choisi a partir des essais préliminaires et des
vitesses usuelles des presses d’ébavurage de I'entreprise ADJ soit 250mm/s, le niveau haut
correspond a la vitesse maximale de la presse utilisée soit 500 mm/s et le niveau
intermédiaire a 375mm/s.

® |’angle de 'aréte de coupe (0, 15 et 30°)

L’augmentation de I'angle (Figure 96 (a)) permet d’obtenir une découpe progressive du
col de masselotte [20]. La valeur de l'inclinaison de I'aréte de coupe ne doit pas dépasser
I'épaisseur de métal découpée [101]. La valeur maximale de l'angle d'aréte de coupe de
I'outil de 30° a été choisie afin de correspondre a |'épaisseur du col de masselotte.

® Lejeuentre I'aréte de coupe et le support de la bielle (0, 0,5 et 1 mm)

L'influence du jeu sur la qualité de la surface découpée a été soulignée dans plusieurs
études. Avec un jeu adéquat, la rupture de la piece s’initie de part et d’autre de la piece
sous l'aréte des outils, les macrofissures se propagent dans I'épaisseur jusqu’a se
rejoindre au centre de la surface découpée. Cette surface sera alors plane et dépourvue
de défaut. Un jeu insuffisant implique une surface de coupe irréguliere et nécessite un
effort de coupe plus important [101]. Un jeu trop important augmente la surface de la
zone bombée, la bavure résiduelle et I'angle de rupture de la surface découpée [24]. Le
jeu a été choisi pour une valeur de Omm au plus proche de la bielle, de 0,5 mm et de 1mm
(Figure 96 (b)).

® Latempérature de la bielle (900, 950 et 1000 °C)
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La gamme de température est limitée, pour la valeur maximale, par la température en
sortie de coquille du process (1000°C) et pour la valeur minimale, par la température la
plus basse (900°C) garantissant la stabilité de |la phase austénitique.

IV.4.3. Choix du type de plan

La table Taguchi Lig permet d’étudier les quatre facteurs retenus avec trois niveaux pour
chacun des facteurs ainsi que leurs interactions (Tableau 17). Les colonnes 2 a 5 sont utilisées
dans la matrice Lig afin d’étudier les quatre facteurs de notre étude. Les valeurs réelles de
chacun des parametres sont reportées dans le Tableau 18. La matrice des essais comporte un
essai centré dans le domaine d’étude (configuration S) permettant de valider le modéle. Avant
de réaliser les essais du plan d’expérience, des essais préliminaires ont été réalisés afin de
valider la procédure d’essai et de vérifier la répétabilité des réponses. L’affectation des
parametres dans le plan intégre la difficulté de réglages de ces parameétres notamment pour
le jeu. Chacune des configurations d’essai est répétée afin d’assurer la fiabilité des résultats.

N° Facteurs

d’essai 1 2 3 4 5 6 7 8
1 1 1 1 1 1 1 1 1
2 1 1 2 2 2 2 2 2
3 1 1 3 3 3 3 3 3
4 1 2 1 1 2 2 3 3
5 1 2 2 2 3 3 1 1
6 1 2 3 3 1 1 2 2
7 1 3 1 2 1 3 2 3
8 1 3 2 3 2 1 3 1
9 1 3 3 1 3 2 1 2
10 2 1 1 3 3 2 2 1
11 2 1 2 1 1 3 3 2
12 2 1 3 2 2 1 1 3
13 2 2 1 2 3 1 3 2
14 2 2 2 3 1 2 1 3
15 2 2 3 1 2 3 2 1
16 2 3 1 3 2 3 1 2
17 2 3 2 1 3 1 2 3
18 2 3 3 2 1 2 3 1

Tableau 17 : Table Lis.
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Configuration Jeu (mm) Tempférature de | Angle d’aréte de Vitesse de
la bielle (°C) coupe (°) coupe (mm.s?)
A 0 900 0 250
B 0 950 15 375
C 0 1000 30 500
D 0,5 900 0 375
E 0,5 950 15 500
F 0,5 1000 30 250
G 1 900 15 250
H 1 950 30 375
| 1 1000 0 500
J 0 900 30 500
K 0 950 0 250
L 0 1000 15 375
M 0,5 900 15 500
N 0,5 950 30 250
(o) 0,5 1000 0 375
P 1 900 30 375
Q 1 950 0 500
R 1 1000 15 250
S 0,5 950 15 375

Tableau 18 : Matrice des essais en valeurs réelles.

IV.4.4. Réalisation des essais

Le lot de bielles utilisé pour les essais est issu d’'une coulée en coquille métallique sur un méme
four de fusion afin de garantir la stabilité de la composition de la fonte GS. Les analyses par
spectrométrie effectuées révelent une composition conforme a la composition de la fonte
étudiée dans le chapitre | (Tableau 19). Le pourcentage nodulaire de la fonte est de 7% en
moyenne avec une densité nodulaire aux alentours de 850 nodules par mm2. La
microstructure a température ambiante est composée de nodules de graphite de type | et Il
selon la norme ASTM A247 dans une matrice a 80% perlitique et a 20% de ferrite répartie
autours des nodules.

C% Mg% | Si% P% S% Cr% Mn% Fe% Ni% | Cu% | Mo%

3,50 | 0,034 | 2,93 | 0,011 | 0,017 | 0,044 | 0,21 91,75 0,48 | 0,80 | 0,23

Tableau 19 : Composition moyenne en % massique du lot de piéce utilisée pour la campagne d’essai.

Le tableau 5 présente les résultats des essais pour chacune des configurations. Un essai hors
plan supplémentaire a été réalisé afin de tester les procédures d’essai. Trois examinateurs ont
évalué la qualité de la surface découpée Qsacies €n se référant a la grille définie en Figure 102.
La bielle comportant deux cols de masselotte, |la valeur retenue correspond a la note la plus
faible obtenue sur les deux surfaces découpées.
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Parameétres Résultats
A V: Qfacit.es:’
Configuration T Angle de | Vitesse LAl
J:Jeu (mm) | Température o dela
. I'aréte de coupe
() d’outil (°) | (mm.s™?) AL
découpée
A 0 900 0 250 5
B 0 950 15 375 2
C 0 1000 30 500 3
D 0.5 900 0 375 5
E 0.5 950 15 500 3
F 0.5 1000 30 250 3
G 1 900 15 250 1
H 1 950 30 375 2
I 1 1000 0 500 5
J 0 900 30 500 1
K 0 950 0 250 4
L 0 1000 15 375 4
M 0.5 900 15 500 4
N 0.5 950 30 250 2
0 0.5 1000 0 375 5
P 1 900 30 375 1
Q 1 950 0 500 5
R 1 1000 15 250 3
S (centré) 0.5 950 15 375 3
Essai complémentaire 0 . 5 1000 0 500 5
Tableau 20 : Résultats des différents essais du plan Lss.
IV.5. Analyse et validation des résultats du plan d’expérience

Le graphe des effets de la Figure 103 représente la qualité de la surface découpée Qsacies €N
fonction des différents parametres et présente I'effet individuel de chacun de ces parameétres.
Le graphe montre que I’'angle de I'aréte de coupe est le facteur le plus significatif sur la qualité
du faciés. Dans l'intervalle de I’étude, la vitesse de coupe apparait comme parameétre le moins
significatif. La qualité de la surface croit lorsque la température et la vitesse de coupe
augmentent et lorsque I'angle de I'aréte de coupe diminue. Le jeu adéquat est obtenu pour
une valeur centrale de 0,5mm permettant d’augmenter sensiblement la qualité de la surface
découpée.
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Figure 103 : Effets des paramétres en notation standardisée sur la qualité de la surface découpée.

Le modele représentant la qualité de la surface découpée a été établi par régression linéaire
multiple avec un niveau de confiant de 95%. L’analyse de la variance (ANOVA) a été utilisée
afin valider le modeéle quadratique retenu pour ce plan d’expérience et de valider la fiabilité
du modele obtenu Qfacies (Tableau 21). Les coefficients des différents parameétres de ce
modele sont significatifs pour une confiance supérieure a 90% obtenus par le test de Student
et sont présentés dans le Tableau 22.

Sommes des , . ; Erreur . . o
Source carrés Degré de liberté quadratique Fisher | Confiance %
moyenne
Régression 28,86 3 9,62 16,33 99,99
Résiduel 8,25 14 0,59
Total 37,11 17 2,18
Tableau 21 : Analyse de la variance du modele obtenu pour Qyacies.
Variable |Coefficient Déviation Test de Confiance %
standard Student
Constante 3,67 0,31 11,00 100,00
T 0,50 0,22 2,26 95,94
A -1,42 0,22 -6,39 100,00
)2 -0,67 0,38 -1,74 89,57

Tableau 22 : Synthése des coefficients du modeéle pour Qgcies avec test de Student.

Le modele obtenu pour Qsacies €n variables standardisées est le suivant :
0 acies(95%) = 3,67 + 0,5.T — 1,41.A — 0,67.]2

L’essai effectué au centre du domaine étudié (configuration S du Tableau 20) donne une
réponse de 3. Cette valeur expérimentale est comparée a la valeur prédite par le modele avec :

Qfacies(centré) = 3,67 +0,5.T, — 1,41.A, — 0,67.]3 = 3,67

Cette valeur prédite par le modeéle est en accord avec la valeur expérimentale qui se situe dans
I'intervalle de confiance de + 1.96x0qfacies SOit 2.87 a 3.47.
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La meilleure qualité de la surface découpée correspond a une valeur maximale du modele
Qracies- Celle-ci est obtenue pour un angle d’aréte de coupe minimal, une température de la
bielle maximale et une valeur centrée pour le jeu. Le modéle ne prend pas en compte la vitesse

de coupe car celle-ci apparait comme un facteur non significatif dans le domaine étudié entre
250 a 500 mm.s ™. Les paramétres optimisés pour le modéle sont donc :

* Angle de coupe =0°,
e Température = 1000°C,
® Jeu=0,5mm.

Soit la valeur maximale prédite par le modéle dans cette configuration :

Qfacies(maxi) = 3,67 +0,5.T,; —1,41.A_; — 0,67.J2 = 5,58

Cette valeur est confirmée par 'essai complémentaire réalisé avec les parametres optimisés
(Tableau 20).

La Figure 104 représente la surface de réponse du modeéle Qfqcies €n fonction de I'angle
d’aréte de coupe et de la température de la bielle, le jeu est fixé a sa valeur centrée. La surface
de réponse permet de déterminer graphiquement la configuration la plus favorable a un faciés

de bonne qualité. Le seuil d’acceptabilité (note > 5) est atteint pour un angle de coupe minimal
avec une température de la bielle supérieure a 950°C.

1000

950

925 Température de

Angle d'aréte de coupe (°) la bielle (°C)

30900

Figure 104 : Surface de réponse de la qualité de surface découpée en fonction de I'angle d’aréte de coupe et de la
température.

IV.6. Etude des modes de rupture

IV.6.1. Etude métallographique

Des observations métallographiques sont conduites sur une bielle sans défaut (Qsacies = 5) ainsi
gue sur une bielle présentant le défaut le plus important (Qfacies = 1) afin de comprendre les
modes de rupture et les sources éventuelles d’apparition du défaut lors du démasselotage.
Des macrographies des surfaces découpées ont été réalisées a I'aide d’une loupe binoculaire
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et complétées par des observations au microscope électronique a balayage (MEB) pour
déterminer les modes de rupture dans les différentes zones du faciés. Des analyses de la
microstructure ont été effectuées avec un microscope optique selon une section
perpendiculaire a la surface découpée et passant par le centre de la surface (Figure 105). Les
échantillons ont été polis au papier abrasif de grain 400 a 1200 puis avec une suspension
abrasive diamant 1um. Afin de révéler la structure ferrito-perlitique de la matrice et d’analyser
la déformation de celle-ci, les échantillons ont été attaqués a I’'aide d’une solution de Nital a
4% d’acide nitrique. Le traitement numérique des micrographies permet de réaliser une
cartographie compléte de la microstructure sous la surface découpée. Cette cartographie
permet de mesurer la profondeur des fissures et de la cavité du défaut, la largeur de la bande
cisaillée ainsi que I'orientation nodulaire par rapport a la direction de coupe du démasselotage
(Figure 106).

Figure 105 : Plan de coupe pour observations de la microstructure.

Zone cisaillée secondaire Zone arrachée primaire Zone cisaillée primaire

Bavure résiduelle

Profondeur de Profondeur de Copeaux/fissures
Angle de zone arrachée zone déformée
4 déformation

Figure 106 : Schéma type d’une cartographie de la microstructure sous la surface de coupe.

Les Figure 107 (a) et Figure 107 (b) montrent respectivement la macrographie de la surface
découpée ainsi qu’'une micrographie de la structure pour le facies sans défaut (Qsacies = 5). La
macrographie du facies révele une zone cisaillée plane représentant plus de 85% de la surface
découpée sans fissuration profondes excepté quelques zones striées. La microstructure met
en évidence une bande étroite ou les nodules de graphite sont fortement allongés du fait
d’une forte déformation plastique de la matiére au voisinage de surface découpée. Aucune
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fissure ni déformation nodulaire n’est relevée en dehors de cette zone. La déformation des
nodules parallelement a la direction de coupe crée des entailles faiblement espacées dans la
matrice conduisant a la coalescence des cavités et ainsi a la formation de microfissures
orientée selon cette direction. La Figure 107 (c) représente une vue MEB de la surface
découpée au grossissement 330x. Celle-ci montre que les nodules subissent une déformation
trés importante en surface. La vue MEB détaillée a 2000x (Figure 107 (d)) révele que les
espaces internodulaires de la matrice sont étirés selon des bandes de matiére étroites formant
des cupules dus a la forte déformation de la cavité nodulaire. La déformation plastique sévere
de la matiere ainsi que la coalescence des cavités a I'intérieur d’'une bande étroite de moins
de 0,2mm sont en accord avec un mode de rupture en cisaillement ductile.

Direction de coupe

Figure 107. Facies de rupture pour Qscies = 5 (a), micrographie de la structure en coupe (b), observations MEB du faciés avec

un grossissement de 330x (c) et de 2000x (d).

La Figure 108 (a) montre la macrographie du faciés correspondant au niveau de qualité de
découpe le plus bas obtenu (Qfacies = 1). La surface de découpe est répartie selon deux zones
distinctes, une zone plate cisaillée représentant environ 55% de la surface totale et une zone
comportant une fissure inclinée formant un cratére d’'une profondeur de 1,5mm. Les
micrographies de la structure dans la section perpendiculaire montrent que la zone cisaillée
comporte les mémes caractéristiques que la microstructure décrite précédemment en Figure
107 (b). Cependant, dans la zone arrachée (Figure 108 (b)), la forme des nodules est inchangée
par rapport a I’état initial et la trajectoire de rupture suit un chemin plus chaotique. La Figure
108 (c) représente la vue MEB de la zone arrachée qui révele une topographie irréguliere sans
signe de déformation autour des cavités nodulaires. La Figure 108 (d) montre que la rupture
est principalement intergranulaire avec arrachement de la matiére. Aucune déformation
plastique de la matrice ne peut étre relevée dans cette zone, ce qui est caractéristique d’un
mode de rupture fragile. Toutefois, la zone plate cisaillée de la surface découpée est
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gouvernée par un mode de rupture en cisaillement ductile avec une forte déformation de la
matiere au voisinage de la surface comme décrit précédemment.

0,5 mm
Direction de coupe mummm—mpp  —"—"——

Figure 108. Facies de rupture pour Qgcies = 1 (a), micrographie de la structure en coupe (b), observations MEB aux

grossissements 200x (c) et 1000x (d) de la zone arrachée.

IV.6.2. Analyses de I'effort et de I’énergie de découpe

Les courbes d’effort en fonction du déplacement de I'outil obtenues pour chaque condition
d’essai permettent d’analyser les différentes étapes de I'opération de découpe et ainsi
d’identifier les modes de rupture impliqués (Chapitre 1). La Figure 109 (a) représente la courbe
effort-déplacement obtenue pour un essai avec une surface découpée sans défaut (Qfacies = 5).
La courbe met en évidence cing étapes de la découpe qui sont définies comme suit. La
premiere étape pour laquelle la courbe est linéaire (déplacement de I'outil inférieur a 1,6mm)
correspond a la déformation élastique du matériau. Dans la seconde étape (déplacement de
I'outil situé entre 1,6mm et 2,2mm), 'augmentation de I'effort en fonction du déplacement
est due a I’écrouissage de la matiére. La troisieme étape (déplacement de I'outil situé entre
2,2mm et 3,8mm) correspond également a une déformation plastique du matériau, la
diminution de I'effort est due a la réduction de la surface cisaillée. Au début de la quatrieme
étape (déplacement de I'outil situé entre 3,8mm et 4,3mm), la fissure s’initie et se propage a
travers la section restante impliquant une chute rapide de I’effort de coupe. Lors de la derniere
étape (déplacement de I'outil supérieur a 4,3mm), I'effort résiduel est di au frottement de
I'outil de coupe avec la partie bridée de la bielle. La large déformation plastique qui intervient
dans la seconde et la troisieme étape est caractéristique d’'un mode de rupture en cisaillement
ductile [7]. La Figure 109 (b) représente la courbe en effort-déplacement obtenue pour une
surface découpée comportant le défaut le plus important (Qfacies = 1). La courbe comporte
guatre étapes de coupe, aucune étape avec large déformation plastique et diminution de
I'effort n’est retrouvée. La seconde étape (déplacement de I'outil situé entre 1,9mm et
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2,5mm) correspond au cisaillement ductile de la premiére zone de la surface découpée. La
troisieme étape (déplacement de l'outil situé entre 2,5mm et 4,5mm), caractérisée par la
diminution rapide de l'effort en fonction du déplacement, est caractéristique d’une
propagation de fissure correspondant a un mode de rupture fragile. La comparaison des deux
courbes montre que I'énergie de coupe de la surface découpée sans défaut (Qfacies = 5), définie
a partir de l'aire sous la courbe d’effort-déplacement, est plus importante que celle requise
pour propager la fissure lors de la rupture fragile de la seconde courbe (Qsacies = 1). Cela est dii
au fait que I’énergie requise lors d’une déformation plastique ductile est plus importante que
celle requise pour propager la fissure lors d’'une rupture fragile. Ces résultats sont en accord
avec les observations métallographiques effectuées précédemment indiquant que la surface
découpée de meilleure qualité est gouvernée par un mode de rupture en cisaillement ductile.
Par ailleurs, la surface découpée avec le défaut le plus important révele I'apparition d’une
transition d’'un mode de rupture ductile vers un mode de rupture fragile.
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Figure 109. Courbes d’effort en fonction du déplacement lors de I'opération de démasselotage ; (a) et (b) correspondent

respectivement au faciés de meilleure qualité et au facies avec le défaut le plus important.

IV.7. Conclusion

L’étude du démonstrateur de démasselotage au travers du plan d’expérience montre
I'influence des parameétres process tels que I'angle d’aréte de coupe, le jeu et la température
sur la qualité de la surface découpée. La cartographie des températures au niveau du col de
masselotte lors du refroidissement est confirmée par les mesures expérimentales et montre
gue la température peut étre considérée comme homogene lors de I'essai de démasselotage.
Le modele prédictif obtenu a été validé par des essais au centre du domaine et permettra
d’optimiser I'opération de démasselotage dans des conditions industrielles. Le modeéle révele
gue le jeu adéquat est atteint pour une valeur intermédiaire de 0,5mm permettant d’accroitre
sensiblement la qualité de surface. L'augmentation de la température de la bielle permet de
maximiser la qualité de surface découpée. La coupe progressive réalisée avec des angles
d’aréte de coupe de 15° et 30° génere une profonde fissuration inclinée sur la surface de
coupe. Les parametres optimaux pour une qualité de surface maximale sont J=0,5mm,
T=1000°C et A=0° selon le modeéle. L’étude complémentaire métallographique et des courbes
d’effort-déplacement montre que la profonde fissuration inclinée générée sur la surface
découpée est due a une transition entre les modes de rupture ductile et fragile. Une surface
exempte de défaut est gouvernée par un mode de rupture uniquement ductile caractérisé par
une sévere déformation plastique en cisaillement. Le taux de cisaillement important de la
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matiere génére une déformation nodulaire importante. Les nodules orientés selon la direction
de coupe favorisent alors la planéité de la surface découpée lors de la rupture ductile par
coalescence.
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Conclusion genérale et perspectives

Le contexte de notre étude s’inscrit dans la problématique industrielle du passage du stade
du démonstrateur de laboratoire au stade de la production. La mise au point d’'un nouveau
procédé de fabrication de bielle permettant d’obtenir un allégement significatif des pieces
tout en garantissant de bonnes propriétés mécaniques nécessite de lever certains verrous
technologiques. L'application du forgeage a la fonte GS dans la continuité du process de
coulée impligue de transposer les conditions thermiques d’ébavurage a chaud des aciers au
démasselotage des grappes de bielles. La découpe en phase austénitique de la fonte GS a fait
apparaitre des défauts liés au mode de rupture en cisaillement a haute température. L’objectif
de notre étude a consisté a lever le verrou technologique lié au démasselotage a température
élevée ainsi que les différents verrous scientifiques posés par notre problématique. La
réponse a ces verrous scientifiques nécessite de caractériser la rhéologie et de comprendre
les mécanismes d’endommagement de la fonte GS dans les conditions de température et de
vitesse du démasselotage a chaud.

Dans cet objectif, 'étude s’est portée premierement sur la caractérisation mécanique de la
fonte GS dans la gamme de température du démasselotage en s’intéressant particulierement
aux effets des différents types de sollicitation sur la microstructure. Des essais de traction a
différents taux de triaxialité ainsi que des essais de cisaillement ont été conduits. Cette étude
expérimentale a permis d’observer le comportement élasto-viscoplastique de la fonte GS d(
a la forte dépendance a la vitesse de déformation. Les analyses métallographiques conduites
sur les faciés de rupture ainsi que sur la microstructure interne des éprouvettes post-mortem
ont permis de mettre en avant les caractéristiques de la rupture ductile de la fonte GS a haute
température. La décohésion des nodules de graphite de la matrice austénitique s’effectue
pour de faibles déformations. Cette décohésion rapide implique de considérer les cavités
nodulaires comme des porosités dont I'accroissement et la coalescence régissent la cinétique
d’endommagement de la fonte GS. La coalescence des nodules de graphite est, par ailleurs,
tres largement accentuée lors d’une sollicitation en cisaillement du fait de I'allongement
important des cavités nodulaires et de la diminution de la distance internodulaire.

A partir de ces résultats, I'étude s’est focalisée sur l'identification par méthode inverse des
parametres du modele de comportement et d’endommagement de Gurson-Tvergaard-
Needleman appliqué a la fonte GS. Ce modele couplé micromécanique permet de traduire
I’écoulement plastique et le mode de rupture ductile de la fonte GS observés par la prise en
compte de I'évolution de la fraction volumique de porosité. Ce modele implémenté sur
ABAQUS a été corrélé aux différents essais de traction expérimentaux pour des températures
de 900°C, 950°C et 1000°C. Cette corrélation a permis de valider notre choix et de montrer la
pertinence du modele GTN pour simuler la rupture de la fonte GS en traction a haute
température.

La derniere partie a porté sur I'’étude expérimentale du démasselotage a haute température
des bielles en fonte GS a travers un démonstrateur instrumenté. Cette partie répond a un
double objectif :

- La levée du verrou technologique par I'obtention de parameétres process optimisés
permettant le démasselotage des bielles sans défauts,
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- La levé d'un verrou scientifigue par la caractérisation du mode de rupture
correspondant aux défauts constatés.

L'influence de la vitesse de coupe, de la température de la bielle, du jeu avec les outils de
coupe ainsi que I'angle d’aréte de coupe a été étudiée a partir d’'un plan d’expérience. L’étude
révele que I'apparition du défaut caractérisé par une profonde fissuration inclinée sur la
surface de coupe est principalement engendrée par 'laugmentation de I'angle d’aréte de
coupe puis par la diminution de la température et de la vitesse de coupe. Un modele
empirique représentant la qualité de la surface découpée en fonction des parametres process
a été obtenu et validé. Les parametres process permettant un démasselotage sans défaut sont
une température de 1000°C, un jeu de 0,5mm et un angle d’aréte de coupe de 0°.

L'étude métallographique des surfaces découpée montre que le défaut d’arrachement
impliqué est d@ a la transition d’'un mode de rupture en cisaillement ductile 3 un mode de
rupture fragile. Ce mode de rupture fragile est caractérisé par une propagation brutale de la
fissure dans les zones internodulaires intervenant avant la croissance des cavités nodulaires.
Les conditions d’apparition de la transition ductile-fragile dépendent a la fois des parametres
du process et de la structure nodulaire de la fonte GS. Le jeu et I'angle d’aréte de coupe
influencent I'état de triaxialité local, la température agit sur la plasticité de la matrice et la
vitesse de coupe pilote le taux de déformation. En outre, il a été montré que la cinétique de
la rupture était déterminée par le taux et la répartition des porosités.

Pour pouvoir répondre de fagon exhaustive a la problématique de notre étude, plusieurs
travaux nécessitent d’étre approfondis. Premierement, I'étude expérimentale doit étre
poursuivie par une étude 3 la vitesse réelle du démasselotage (entre 250mm.s* et 500mm.s
1) afin d’obtenir une caractérisation compléte et représentative du comportement et de
I'endommagement de la fonte GS. Des essais de traction et de cisaillement sur machine
GLEEBLE pourront permettre d’atteindre ces vitesses. Deuxiemement, la démarche
d’identification initiée dans le chapitre Ill doit étre poursuivie pour les différents types de
sollicitation (éprouvettes entaillées, éprouvettes de cisaillement) afin d’éprouver le modéle et
de déterminer ses limites pour des taux de triaxialité différents, notamment en cisaillement.
L'identification des parametres de modeles d’endommagement tels que Nashson ou Xue
couplés a une loi d’écoulement de type Johnson-Cook permettrait d’obtenir une modélisation
généralisable prenant en compte la vitesse de déformation, la température et le taux de
triaxialité [83, 82]. Troisiemement, afin de pouvoir simuler le démasselotage de bielle et
étudier les champs de contrainte conditionnant I'apparition des défauts, la transition ductile-
fragile doit étre intégrée a la modélisation. L'implémentation en simulation de la transition
ductile-fragile a été étudiée par Hitter pour le cas d’'une fonte GS conjointement a 'utilisation
du modele GTN [48]. Cette démarche requiert la discrétisation des porosités dans la section
cisaillée ainsi que I'introduction d’un critere de contrainte critique nécessaire au passage d’'un
mode de rupture ductile a fragile. Cette démarche pourra étre appliquée a notre matériau
pour la simulation du démasselotage apres identification compléte des parametres du modele
d’endommagement décrivant la rupture ductile. Les résultats de la simulation pourront alors
étre confrontés avec les résultats de I'étude du démasselotage effectuée dans le chapitre |l
afin de confirmer la validité et la fiabilité du modele choisi et finaliser notre étude.
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Annexes

A. Le traitement thermique d’ausférritisation

L'obtention d’une fonte ADI (austempered ductile iron) se fait par la combinaison d’ajout
d’éléments d’alliage particulier améliorant la trempabilité d’une fonte GS ferritique (comme
le Cu, le Ni et le Mo [102]) et d’un traitement de trempe étagée. La matrice ausferritique
(ferrite aciculaire et austénite enrichie en carbone) ainsi obtenue permet de concurrencer les
caractéristiques mécaniques obtenues avec les aciers [103] en termes de résistance
mécanique, ductilité, résilience, résistance a l'usure tout en bénéficiant d’'une masse
volumique inférieure. La Figure 110 positionne les caractéristiques mécaniques de la fonte GS
ADI par rapport aux autres fontes GS ainsi que les aciers.
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Figure 110: Comparaisons des propriétés mécaniques des fontes GS [103]

Le traitement ADI est un traitement de trempe tenant compte des transformations visibles
dans le diagramme (Figure 112) temps, température, transformation (TTT). Il s’applique
couramment a des fontes a structure refroidie ferrito-perlitique et passe par trois étapes
(Figure 111).

austénitisation

-
[

trempe

maintien isotherme

température

refroidissement

5

Figure 111 : Schéma du cycle thermique de trempe étagée pour I'obtention d’une fonte ADI [104].

La piece est chauffée et maintenue a une température supérieure au palier définissant une
austénitisation compléete. Ensuite, elle subit une trempe a vitesse de refroidissement
controlée (Figure 112) jusqu’une température comprise entre 510°C et Ms, température de
début de transformation martensitique, fonction de la vitesse de trempe) et un maintien a
cette température afin que la structure devienne ausferritique. La derniére étape consiste en
un refroidissement a I'air ambiant.
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Le maintien isotherme de transformation ausferritique fait apparaitre sur le diagramme TTT
(Figure 112) deux étapes de décomposition des éléments.
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Figure 112: Diagramme de la transformation isotherme (TTT) de fontes GS [86]

En suivant I'isotherme, une premiére décomposition (stage 1 sur la Figure 112) de la matrice
austénitique (y) en matrice mixte (ausferrite) composée d’austénite enrichie en carbone (y)
accompagnée de ferrite aciculaire (a) entre en jeu. Le carbone est diffusé en dehors des zones
qui se décomposent alors en lattes de ferrite et enrichit I'austénite. Soit la décomposition
suivante :

Yy = (vu) + ()

Si le temps de maintien est trop important, la matrice alors ausferritique se décompose a
nouveau. L’'austénite saturée en carbone se décompose alors a son tour en ferrite (a)
accompagnée de carbures (a partir du fer principalement). Soit la seconde transformation :

(yu) = (a) + FesC

Cette derniere décomposition ne doit pas étre atteinte afin de conserver les caractéristiques
mécaniques recherchées. Si le maintien se prolonge, une chute de la ductilité et de la
résilience de la fonte est observée [105] [106]. Il existe donc un temps de maintien idéal
laissant le temps a la premiere décomposition de se dérouler complétement et prévenant la
seconde décomposition (voir Figure 113).
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Figure 113 : Structure obtenue en fonction du temps de maintien (avec « zone idéale process ») [104]

t, est le temps de maintien permettant d’obtenir moins de 1% de martensite apres refroidissement avec une austénite
stabilisée et t, le temps de maintien critique ot le taux d’austénite résiduelle commence a diminuer.

La température de maintien régissant la transformation ausferritique joue un réle
prépondérant sur le type de structure ADI. L’ausferrite supérieure représente la structure se
formant aux températures les plus élevées (entre 510°C et 350°C) et I'ausferrite inférieure, la
structure obtenue pour des températures comprises entre 350°C et Ms.

Les deux structures ausferritiques (Figure 114) peuvent étre dissociées principalement par des
différences morphologiques de la ferrite et par la répartition de I'austénite enrichie en
carbone [10]. L'ausferrite supérieure laisse apparaitre, apres refroidissement, une ferrite
grossiere entre laquelle se situent de larges zones d’austénite stabilisée par diffusion du
carbone. La résistance a la traction obtenue suite a ce traitement est élevée (800-1200MPa)
ainsi que l'allongement a la rupture de l'ordre de 12 a 15%. L’ausferrite inférieure est
caractérisée par une ferrite aciculaire (fines aiguilles) organisée sous forme de paquets
distincts et par de minces parois d’austénite enrichie. Elle présente une résistante a la traction
plus élevée (1400-1660MPa) mais présente un faible allongement (2%).

Figure 114: Microstructures type des fontes a matrice ausferritique :

A : Ausferrite inférieure ayant subi un maintien isotherme a 260°C pendant 2 heures

B : Ausferrite supérieure ayant subi un maintien isotherme a 371°C pendant 2 heures

B. Procédés de découpe par enlevement de matiére

a. Letrongonnage:

Le trongonnage (Figure 115) s’apparente a I'usinage car il consiste en I’enlévement de matiere
(copeaux) par le biais d’outils coupants (lame ou disque de scie, ruban). Le tronconnage
génere une rugosité importante et est obtenu par abrasion d’une meule ou par coupe d’une
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fraise scie. Ces procédés produisent un échauffement important du matériau et des outils d
au frottement et peuvent nécessiter une lubrification. Ce frottement élevé implique une usure
importante des outils et une altération de la structure du matériau par échauffement. La
présence de bavure ainsi que la rugosité du facies de coupe (stries d’avance de la scie) peuvent
étre dommageable pour la piece découpée.

Disque

Bon Risque de déflexion

Figure 115 : Application du tron¢connage au démasselotage [107]

b. L'oxycoupage:

L’'oxycoupage est un procédé de découpe par enléevement de matiére régi par la combustion
du métal dans I'oxygéne. Sous le jet d’oxygéne, la combustion démarre lorsque la température
de surface atteint les 1350°C [19], les oxydes formés ayant une température de fusion
inférieure. La réaction étant exothermique, les pertes (rayonnement, conductivité) sont
minimisées. La zone affectée thermiquement ainsi que la quantité de matiere retirée sont
importantes et sont fonction du débit de gaz. La vitesse et la qualité de la coupe sont fonction
de I"épaisseur du métal ainsi que de sa température initiale (une température plus élevée
étant plus favorable).

c. Le LASER (Light Amplification by Simulated Emission of Radiation) :

Il existe deux types de LASER fonction du milieu source du rayonnement, les LASER a gaz
(exemple : CO,; He — Ne) et les LASER a milieu solide (exemple : yttrium d’aluminium
grenat YAG). Le rayonnement émis par excitation du milieu source (sous haute tension) est
monochromatique et focalisé afin que le faisceau soit parallele et fortement énergétique
(jusqu’a 5MW/cm? au point d’impact). Cette découpe par enlévement de matiére suit le
méme principe que I'oxycoupage mais a une zone affectée thermiquement plus faible ainsi
qu’une vitesse de coupe plus importante (de 16 a 100 mm/s). Un indice de réflexion important
du matériau coupé limite |'utilisation du LASER pour la découpe. La géométrie de la buse ainsi
gue la proximité nécessaire entre la matiére et la buse due a la distance de focalisation du
LASER (de I'ordre du millimetre [108]) ne permet pas d’adapter cette technologie a la découpe
de cols de masselotte.

d. Leplasma:

Le plasma est un état ionisé de la matiére a température extréme (15000 a 30000°C). Le jet
de plasma utilisé industriellement est obtenu par effet combiné d’un arc électrique de courant
continu et de la projection d’un gaz (Ar, He) ou un mélange de gaz (Ar-He ; Ar-H2). Le plasma
ainsi généré permet d’enlever la matiére en réalisant une fusion partielle et localisée. Deux
types d’arc se distinguent selon le mode de transfert. L’arc non transféré ou soufflé (Figure
116b) ou la cathode et I'anode restent internes a la buse, le courant n’est pas conduit au
matériau ; et I'arc transféré pour lequel le matériau joue le role d’une électrode. L'arc
transféré (Figure 116a) ol le jet de plasma est entierement parcouru par le courant
correspond a la technologie la plus favorable pour la découpe des matériaux métalliques. La

132



technologie principalement utilisée utilise un combiné des deux modes de transfert (Figure
116c¢).

Figure 116 : Mode de transfert Plasma [19] :

a - Arc transféré ; b - Arc soufflé ; c — mode combiné avec arc pilote

e. Lejetdeau:

La découpe au jet d’eau est une technique alternative d’enlevement de matiere. Ce procédé
est mis en ceuvre par la pulvérisation a trés haute vitesse (1000m/s) et a haute pression (2000
a 7000 bars) d’un jet fin composé d’eau avec ou sans abrasif. Dans le cas d’une matiere a
dureté élevée, un abrasif (bille de grenat ou olivine) est utilisé. Ce type de procédé n’affecte
pas la structure (pas de zone affectée thermiquement) et ne déforme pas la piece (pas
d’efforts supportés par la piece). L'usure excessive des buses est un probléeme majeur a cette
technologie. La transposition de la découpe jet d’eau dans un process est par ailleurs rendue
difficile par le milieu aqueux spécifique de ce procédé. Le cas particulier du démasselotage a
chaud de piece de fonderie est incompatible a ce type de procédé de par les conditions de
température exigées (trempe de la piece non conforme au cycle process) et de risques liés a
I'utilisation d’eau en fonderie (explosion due a I’évaporation rapide de I'eau en présence de
métal liquide).

C. Etude de I’hétérogénéité microstructurale du matériau brut de coulée

Afin de déterminer I'hétérogénéité microstructurale de la fonte GS étudiée, des analyses
nodulaires ont été effectuées pour obtenir la fraction surfacique moyenne de graphite, la
densité nodulaire moyenne ainsi que la répartition par taille des nodules. L'étude de
I’hétérogénéité microstructurale du matériau brut de coulée a été conduite sur une
éprouvette de section 8x8mm? de 40 mm de longueur prélevée suivant le sens longitudinal
dans un barreau (Figure 117). Quatre coupes transversales ont été effectuées sur la longueur
de I’éprouvette afin de quantifier cette hétérogénéité.

] Smm

< / 8mm

40mm

Figure 117 : Analyses selon différents plans de coupe de la microstructure de la fonte brute de coulée

La Figure 118 (A) montre I’évolution du taux surfacique de constituants en fonction du plan
de coupe (pourcentage nodulaire, de ferrite et de perlite). Les taux surfaciques de perlite et
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de ferrite sont constants a #5% et a 2% pour le pourcentage nodulaire sur toute I'éprouvette.
De maniere analogue (Figure 118 (B)), la dureté est égale a 238 5 HB30 sur les différents
plans de coupe. La matrice peut étre considérée comme homogene.

La densité nodulaire (Figure 118 (C)) et la surface nodulaire moyenne (Figure 118 (D))
montrent au contraire une forte hétérogénéité en fonction du plan de coupe :

e de 215 a 340 nodules par mm?;
e de 105 a 350 um? pour la surface moyenne nodulaire.

La structure nodulaire n’est pas répartie uniformément sur le volume de I'éprouvette et
reflete la présence d’amas graphitiques et de zones a faible densité nodulaire.
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Figure 118 : Evolution de la structure en fonction du plan de coupe sur la fonte brute de coulée

D. Essais de chargement déchargement

Cette campagne d’essai porte sur l'influence des cycles de chargement sur le comportement
du matériau. L’évolution des caractéristiques mécaniques et notamment le module de Young
permet de suivre I'évolution de 'endommagement dans le cas ou celui-ci est dépendant des
cycles de chargement.

Deux essais ont été conduits a une température de 950°C pour une vitesse de déformation de
3.1072s7 L. Une décharge de 2kN.s? est effectuée aprés un déplacement relatif de 0,5 mm.
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Figure 119 : Comparaison des courbes de chargement-déchargement avec les essais monotones correspondant

Le graphe représente les deux essais de chargement-déchargement en comparaison avec les
essais réalisés a méme vitesse et température. Le second essai a été réalisé avec une vitesse
de déchargement supérieure afin de décharger completement I'éprouvette avant le nouveau
cycle de chargement.
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Figure 120 : Evolution du module de Young lors des cycles de chargement-déchargement

Le module de Young diminue a la suite du premier cycle de chargement d’une valeur de 60
GPa a 45 GPa puis se stabilise pour les cycles de chargement suivants. Les cycles de
chargement déchargement montrent un couplage en comportement et endommagement et
démontre de la nécessité de prendre en compte ce couplage dans la modélisation par
I"utilisation d’'un modele d’endommagement couplé micromécanique.
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E. Choix du type de maillage :

Afin de traduire la rupture de I'éprouvette, il s’agit de trouver le maillage 3D le plus adapté a
la suppression de maille et permettant d’obtenir un champ de contrainte cohérant et
compatible avec la géométrie de I'éprouvette. Le ratio entre le temps de calcul et la cohérence
des résultats est le plus important a étudier. L'essai modélisé pour cette étude est I'essai de
cisaillement sur éprouvette chapeau axisymétrique dont la mise en donnée (Figure 121) est la
suivante :

Travail sur un quart de piéce avec deux plans de symétrie (XY et YZ) ;

Encastrement de la face inférieur ;

Vitesse de déplacement instantanée de 18 mm/s imposée sur la surface supérieure ;
Temps de I'essai de 0,22s soit un déplacement de 3,96 mm.

Figure 121 : Mise en donnée de I’essai 3D de cisaillement sur éprouvette chapeau pour I’étude en simulation de I'influence
du maillage.

Pour simplifier I'étude de l'influence du maillage sur la suppression d’élément en
cisaillement, les modeles de comportement et d’endommagement utilisés sont ceux de
Johnson-Cook intégré par défaut au code de calcul Abaqus. Les propriétés du matériau
pour cette étude sont tirées d’une étude SIMULIA sur I'impact de balle sur une plague en
aluminium mettant en jeu de forte vitesse de déformation ainsi qu’une dépendance a la
température pour traduire I'endommagement ductile [109]. Les propriétés du matériau
utilisées sont reportées dans le Tableau 23.

Propriétés élastiques Modele de comportement plastique de Johnson-Cook Modeéle d endomnéziiment de Johnson-
Module Températ
de Coefficient A B Température ure de .
Young de poisson (MPa) (MPa) n m de fusion (K) transition du d ds da ds é
(GPa) (K)
70 0,3 262 162,1 | 0,2783 | 1,34 925 293,2 -0,77 1,45 0,47 0 1,6 1

Tableau 23 : Propriétés du matériau utilisées pour I’étude en simulation de I'influence du maillage.

Deux types de maillage, tétraédrique et hexaédrique, sont proposés pour effectuer le calcul
3D explicit et tester I'influence du type de maillage sur la simulation du cisaillement sur
éprouvette chapeau. La zone comportant la bande de cisaillement contient un maillage raffiné
afin de réduire les erreurs de calculs liées a la taille de maille.
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a. Etude du maillage tétraédrique :

La taille de maille choisie pour I’étude du maillage tétraédrique est fixée a 0,2mm
dans la bande de cisaillement et 0,5mm pour le reste de la g¢ométrie (Figure 122). Le

type d’élément sélectionné est linéaire C3D4. Le maillage est généré de maniere
automatique sur toute la géométrie.
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Figure 122 : Maillage tétraédrique de I'éprouvette chapeau.

Apres un temps de calcul de 133 minutes, le calcul effectué en simple précision montre une
suppression des éléments non uniforme dans la bande de cisaillement (Figure 123). Le champ
de contrainte de Von Mises montre des incohérences et des discontinuités survenant apres la

suppression des éléments. Une forte distorsion des éléments est par ailleurs retrouvée dans
la bande de cisaillement.

Figure 123 : Résultats du calcul pour les contraintes de Von Mises avec maillage tétraédrique au moment de l'initiation de la
rupture dans la bande de cisaillement.
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b. Etude du maillage hexaédrique :

La premiéere taille de maille choisie pour I'étude du maillage hexaédrique est fixée a 0,2mm
dans la bande de cisaillement et 0,5mm pour le reste de la géométrie comme pour le cas
précédent (Figure 124). Le type d’élément sélectionné est linéaire hexaédrique réduit C3D8R.
Le maillage est effectué premierement sur une face de I'éprouvette dans le plan YZ puis
généré par révolution en 45 couches successives.

Figure 124 : Maillage hexaédrique initial de I’éprouvette chapeau.

Apres un temps de calcul de 26 minutes, le calcul effectué en simple précision montre une
suppression des éléments uniforme dans la bande de cisaillement (Figure 125). Le champ de
contrainte de Von Mises montre une localisation correcte dans la bande de cisaillement mais
est fortement influencé par la taille des éléments au voisinage de la bande cisaillement.

Figure 125 : Résultats du calcul initial pour les contraintes de Von Mises avec maillage hexaédrique au moment de l'initiation
de la rupture dans la bande de cisaillement.

Afin de réduire les incohérences liées a la taille de maille dans la bande de cisaillement, une
seconde étude est effectuée avec un raffinement plus important. La nouvelle taille de maille
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choisie est de 0,1 mm au centre de la bande de cisaillement, 0,2mm au voisinage de la bande
de cisaillement et de 0,5mm pour le reste de la géométrie (Figure 126).

EFCEIE =

O e

Figure 126 : Maillage hexaédrique raffiné de I’éprouvette chapeau.

Apres un temps de calcul de 118 minutes, le calcul effectué en simple précision montre une
suppression des éléments uniforme dans la bande de cisaillement (Figure 127). Le champ de
contrainte de Von Mises montre une localisation correcte dans la bande de cisaillement avec
une influence nettement amoindrie de la taille des éléments au voisinage de la bande
cisaillement. L'augmentation du temps de calcul impliqué par la diminution de la taille de
maille est justifiée par la précision obtenue sur le résultat. Le maillage hexaédrique est le plus
adapté afin de traduire le comportement en cisaillement car il réduit fortement la distorsion

des éléments et favorise une propagation plausible de la rupture par la suppression des
éléments endommagés.

B R e e
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Figure 127 : Résultats du calcul pour les contraintes de Von Mises avec maillage hexaédrique raffiné au moment de
Vinitiation de la rupture dans la bande de cisaillement.
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RESUME

Les travaux de cette thése ont été initiés par la volonté industrielle de lever le verrou technologique du
démasselotage a chaud de bielles en fonte GS. Ces bielles sont obtenues par un procédé de fabrication
hybride innovant mélant forgeage et fonderie en moule métallique. Ce procédé exige que le démasselotage
soit effectué dans la « chaude de coulée » lorsque la fonte GS est en phase austénitique. La découpe de la
fonte dans ces conditions de température fait apparaitre des défauts majeurs sur les surfaces découpées
préjudiciables a la suite du process. Pour pouvoir répondre a cette problématique, une étude est menée
sur la caractérisation du comportement et de 'endommagement de la fonte GS dans les conditions de
température du process. Une attention particuliere est portée sur I'influence de la microstructure nodulaire
sur les mécanismes de la rupture. Afin de se doter d’outils de simulation pour mettre au point le processus
de démasselotage a chaud, les parametres du modéle de comportement et d’endommagement de Gurson-
Tvergaard-Needleman appliqués a la fonte GS sont identifiés par méthode inverse. Enfin, un plan
d’expérience est déployé sur un démonstrateur de découpe instrumenté afin d’obtenir la configuration
optimale des parametres process pour une découpe sans défaut. Cette derniere étude met en avant la
présence d’une transition d’'un mode de rupture ductile a fragile lors de I'apparition des défauts de
démasselotage.
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